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Introduction générale 

Les matériaux polymères renforcés par des fibres synthétiques, tels que les fibres d’aramide, de 

carbone ou de verre, sont largement utilisés dans divers secteurs industriels, notamment l'automobile, la 

construction, l'aéronautique, le mobilier urbain et les sports. Les fibres de verre, en particulier, sont 

privilégiées pour leur coût abordable, leur facilité de production et leurs bonnes propriétés mécaniques. 

Cependant, ces composites présentent des problèmes environnementaux en matière de recyclage et de 

consommation énergétique. Dans cette optique, les fibres naturelles, notamment le lin, le jute, le chanvre 

et le kénaf, émergent comme des alternatives plus durables. Ces fibres offrent une faible densité, des 

coûts compétitifs et des propriétés mécaniques qui peuvent rivaliser avec celles des fibres de verre. 

Une autre approche pour des matériaux plus respectueux de l'environnement implique l'utilisation 

de matrices thermoplastiques car, contrairement aux matrices thermodurcissables, elles sont recyclables. 

Les composites thermoplastiques, en particulier lorsqu'ils intègrent des fibres naturelles, offrent des 

solutions répondant aux attentes en matière de durabilité. Cependant, le recours aux fibres de lin est 

limité par leur sensibilité à la chaleur, restreignant le choix des matrices thermoplastiques compatibles.  

La fabrication de structures en composites thermoplastiques peut engendrer des défis complexes en 

termes d'assemblage. Les méthodes d'assemblage traditionnelles par fixation mécanique, telles que le 

rivetage et le boulonnage, sont utilisées dans l'industrie en raison de leur simplicité, de leur capacité à 

renforcer à travers l'épaisseur, de leur flexibilité pour l'assemblage de matériaux variés, et de la 

possibilité de démontage qu’elles offrent. Cependant il est important de noter que, lorsqu’elles sont 

employées dans les structures composites, ces méthodes comportent des inconvénients tels que des 

délaminations, un poids supplémentaire, la nécessité d’une main-d'œuvre importante, et l’éventualité 

d’une corrosion galvanique due aux fixations. Les trous pratiqués pour la fixation affaiblissent la 

structure en induisant des concentrations de contraintes, ce qui contraint souvent les ingénieurs à 

surdimensionner leurs conceptions en ajoutant des couches supplémentaires pour compenser la 

réduction des propriétés mécaniques, entraînant ainsi une augmentation significative du poids. Une autre 

méthode d’assemblage comme le collage offre la possibilité de réduire les concentrations de contraintes, 

permet d'assembler des matériaux hétérogènes, et présente une résistance à la fatigue supérieure. 

Cependant, le collage présente également des inconvénients significatifs, tels que la sensibilité à la 

contamination par des produits chimiques comme les agents de démoulage et les huiles d'usinage, 

pouvant compromettre l’adhésion. De plus, il nécessite une préparation méticuleuse de la surface et des 

temps de durcissement prolongés. Pour surmonter ces limitations et fournir des solutions plus fiables et 

rentables pour les structures composites, il est nécessaire d'explorer d'autres méthodes d'assemblage. 

C'est dans ce contexte que le soudage a émergé comme une solution prometteuse depuis plusieurs 

années pour les composites à matrice thermoplastique, offrant une alternative aux inconvénients associés 

à l'assemblage mécanique ou au collage. Les techniques de soudage les plus utilisées pour l'assemblage 

par fusion de composites thermoplastiques incluent le soudage par résistance, par induction et par 

ultrasons. Bien qu'elles diffèrent dans la manière dont la chaleur est générée à l'interface de soudure, les 

deux premières méthodes impliquent des temps de mise en œuvre prolongés et une consommation 

d'énergie substantielle. En revanche, le soudage par ultrasons se distingue par sa relative simplicité, sa 

rapidité (de l’ordre de la seconde) et sa consommation d'énergie plus faible, présentant ainsi de 

nombreux avantages par rapport à ses concurrents. En général, les assemblages par fusion, du fait qu'ils 

n'impliquent pas l'utilisation de pièces ou de matériaux intermédiaires, sont également hautement 

favorables en termes de recyclage. 
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Parmi les nombreux travaux consacrés à l’application de cette méthode aux matériaux composites 

à matrice thermoplastique et à fibres synthétiques, peu d'entre eux se sont intéressés aux composites 

renforcés par des fibres naturelles. On peut noter particulièrement  une étude de Choudhury et Debnath 

[1], qui ont identifié les paramètres optimaux pour le soudage de composites à base de fibres de bambou 

associées à une matrice PLA. Cette relative absence d’études est peut-être liée au fait que la fusion du 

thermoplastique nécessaire pour l’assemblage nécessite une forte élévation de température, qui peut 

faire craindre un endommagement des fibres naturelles et une détérioration de leurs propriétés 

mécaniques. Dans ce contexte, le réglage précis des paramètres de soudage contrôlant cette élévation de 

température est de première importance. 

La présente étude vise à étudier la possibilité d’assembler par soudage par ultrasons des composites 

à matrice polypropylène renforcée par fibres de lin. Ce type de composites à fibres naturelles présente 

des propriétés mécaniques intéressantes, qui en font un matériau prometteur pour diverses applications 

dans le domaine de l’ameublement, du sport ou du transport par exemple. A ce titre, il fait l’objet de 

nombreuses études concernant sa mise en œuvre, ses propriétés et sa durabilité. La réalisation de 

structures avec un tel matériau nécessite des procédés adaptés et compatibles avec un recyclage en fin 

de vie. Dans ce contexte, l’assemblage par ultrasons s’impose comme une perspective intéressante.  

Cette thèse s'inscrit dans le cadre du projet ASOUCOMP, financé par la région Bourgogne-

Franche-Comté, et s’est déroulée au sein du laboratoire DRIVE de l'Université Bourgogne Franche-

Comté, localisé à Nevers. Le premier objectif du projet a été de qualifier un matériau lin/PP pour la suite 

des travaux, et d’établir une relation entre les paramètres de fabrication de ce composite produit par 

thermocompression et les propriétés mécaniques obtenues. Le deuxième objectif consiste à explorer 

l’influence des paramètres de soudage sur le niveau de température appliqué aux fibres pendant le 

processus, et sur les propriétés mécaniques des joints soudés obtenus, que ceux-ci comportent ou non 

des directeurs d'énergie, tout en optimisant ces paramètres grâce à la méthode des plans d'expériences. 

La maîtrise de ces deux premières étapes peut conduire à une étude fine de l’influence de l’orientation 

des fibres des stratifiés de part et d’autre du joint soudé sur la résistance des assemblages. 

Le manuscrit est divisé en six chapitres : 

Le premier chapitre permet de donner des éléments clés sur le soudage par ultrasons et les 

composites à base de fibres de lin et de polypropylène (PP) en présentant quelques travaux marquants 

de la littérature. Il commence par une vue d'ensemble permettant de positionner le procédé d’assemblage 

retenu, en décrivant les équipements impliqués, les fonctionnalités du procédé, ainsi que ses 

applications. Il présente également les méthodes utilisées pour surveiller l’évolution de la température 

pendant le procédé d’assemblage, ainsi que les techniques de caractérisation mécanique des joints 

soudés. Après une section consacrée aux travaux concernant les méthodes d’optimisation du procédé 

présentées dans la littérature, les composites à base de fibres naturelles, et plus particulièrement de fibres 

de lin, sont présentés en termes de structure, composition chimique, propriétés mécaniques et physiques. 

Une partie est consacrée à la description du polypropylène, et aux études sur les procédés de mise en 

œuvre associant cette matrice aux fibres de lin pour former des composites. Une dernière partie 

s’intéresse aux effets de la température sur les propriétés des fibres et des composites. 

Le deuxième chapitre consacré aux matériaux et méthodes présente en détail le matériau composite 

lin/PP qui fait l’objet de l’étude, et les procédés de fabrication employés pour sa mise en forme. La 

presse de soudage utilisée pour l’assemblage est décrite dans un deuxième temps, en présentant ses 

équipements, ses montages d’assemblages et les différents réglages possibles pour le procédé lui-même. 

Les méthodes de caractérisation physique et mécanique utilisées dans l’étude sont ensuite présentées. 

Le chapitre se poursuit avec une discussion sur le choix des séquences d’empilement des stratifiés de 



Introduction générale 

 

 

Page | 3 

l’étude, et une brève présentation de la méthodologie des plans d’expérience qui sera utilisée dans le 

chapitre III. 

Le troisième chapitre est consacré à l’optimisation du procédé de fabrication du composite 

lin/polypropylène, de façon à obtenir les meilleures performances possibles. Il analyse l'impact de 

différents paramètres de procédé sur le taux de porosité, la dispersion des fibres dans la matrice et les 

propriétés mécaniques du composite. Dans une seconde partie, les plis élémentaires du tissu sont 

assemblés en séquences se rapprochant de l’isotropie, homogènes en traction et flexion et non couplées. 

Des essais de traction et de flexion, réalisés dans différentes directions, permettent expérimentalement 

de mettre en évidence ces propriétés. Une séquence améliorée, présentant une meilleure isotropie en 

flexion au prix de l’apparition de faibles couplages, est alors proposée de façon à permettre l’étude fine 

d’orientation présentée au chapitre VI. 

Le quatrième chapitre présente une application de la méthodologie des plans d'expériences en mode 

temps et en mode énergie. L'objectif est double : d'abord, il vise à mieux comprendre l'intérêt de cette 

méthode dans notre contexte, puis à illustrer de manière concrète les concepts introduits dans le chapitre 

II. Des plans d'expériences sont proposés ici pour étudier l'influence des paramètres de soudage dans 

deux modes. L'étude vise notamment à déterminer les paramètres les plus influents sur la résistance 

maximale et à mettre en évidence d'éventuelles interactions entre ces facteurs. Le chapitre explique en 

détail la démarche, son formalisme et les outils statistiques utilisés. Les résultats du plan d'expérience 

permettent d'identifier les configurations de référence qui sont ensuite utilisées dans les chapitres 

suivants. 

Le cinquième chapitre se présente comme une suite logique s’appuyant sur les résultats du 

quatrième chapitre, et poursuivant l’étude paramétrique avec une approche plus fine et détaillée. On 

s’intéresse notamment à l’évolution des températures au sein du composite en fonction des paramètres 

d’assemblage. Les performances des différents modes de fabrication sont étudiées à travers les résultats 

d’essais mécaniques de cisaillement. La qualité des soudures est évaluée par observation microscopique 

et par examen des faciès de rupture post mortem. L’effet de l’apport de directeurs d’énergie est 

également analysé. L’étude permet de dégager des paramètres optimaux qui seront utilisés dans le 

chapitre suivant. 

Le dernier chapitre du manuscrit est dédié à l'étude de l'influence de l'orientation des fibres de lin 

à l’interface sur la performance et la qualité des joints. A cet effet, deux séquences d’empilement sont 

employées, une séquence orthotrope classique et une séquence isotrope définie au chapitre III. Les 

résultats obtenus sur les joints soudés sont analysés en détail en s’appuyant sur un modèle numérique 

simple qui permet d’interpréter de façon éclairante les phénomènes observés. L’étude est complétée par 

une comparaison des résultats de soudage à ceux obtenus par collage traditionnel de façon à bien mettre 

en évidence les performances supérieures obtenues grâce au procédé par fusion. 

La conclusion générale synthétise l'ensemble des résultats obtenus au cours de cette thèse et propose 

des pistes de recherche future. En résumé, cette recherche vise à améliorer la compréhension et les 

techniques d'assemblage des composites lin/PP, contribuant ainsi au développement de solutions 

durables dans le domaine des matériaux composites. 
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Ce chapitre vise à présenter le contexte du travail et à examiner les avancées récentes 

dans les domaines clés de notre étude. Tout d'abord, nous explorerons le domaine du 

soudage par ultrasons, en expliquant son principe, ses équipements et son importance 

économique. Ensuite, nous examinerons les facteurs qui influencent la qualité des soudures, 

notamment les paramètres de soudage, le rôle des polymères en contact, et l'utilisation de 

dispositifs d'énergie pour améliorer le processus de soudage. 

Nous présenterons certaines méthodes de mesure de la température pendant 

l'assemblage, le contrôle de celle-ci représentant un élément critique pour garantir des 

soudures de haute qualité. Puis nous passerons en revue les techniques de caractérisation 

mécanique des joints soudés, qui permettent d'évaluer la résistance et la fiabilité de ces 

assemblages. 

L’amélioration d’un processus tel que le soudage par ultrasons nécessite une 

approche méthodique en raison du grand nombre de paramètres impliqués. Les méthodes 

d’optimisation utilisées dans la littérature feront donc l’objet d’un examen particulier. 

 Les composites à fibres végétales qui font l’objet de ce travail représente un défi 

particulier pour l’assemblage par fusion, en raison de leur sensibilité à la température. Nous 

commencerons par décrire ces fibres et présenter quelques travaux sur les composites où 

elles sont employées comme renfort. Les études consacrées aux effets de la température sur 

ces matériaux seront finalement évoquées. 
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I.1. Soudage par ultrasons 
 

I.1.1. Méthodes d’assemblage des matériaux composites 

Pour réaliser une structure, en raison de la diversité et de la complexité des formes des pièces, il est 

souvent nécessaire d'effectuer des assemblages de matériaux. Idéalement, une pièce parfaite ne 

comporterait pas de joint, car la présence d'un joint pourrait compromettre sa résistance mécanique [2]. 

Toutefois, dans la pratique, l'utilisation de structures hybrides se généralise, ce qui implique souvent la 

nécessité d'assembler différents composants. Par conséquent, le développement de technologies 

d'assemblage efficaces revêt une grande importance pour les applications industrielles. À l'heure 

actuelle, les méthodes d'assemblage des composites se divisent principalement en trois catégories : 

l'assemblage mécanique, le collage et le soudage [3]. La classification des méthodes d'assemblage des 

matériaux composites est présentée dans la figure I.1. 

 

Figure I.1 : Différentes méthodes d’assemblage des matériaux composites [3]. 

L'utilisation de méthodes d'assemblage traditionnelles, telles que la fixation mécanique à l'aide de 

boulons ou de rivets, et le collage chimique à l'aide d'adhésifs, peut entraîner des irrégularités dans les 

structures. Bien que réalisables, ces méthodes présentent des inconvénients. La fixation mécanique 

nécessite le perçage de trous, ce qui entraîne des concentrations de contraintes [4], la rupture de fibres 

[5], la délamination [6] et des contraintes internes résultant des coefficients de dilatation thermique 

différents des fixations et des composites [7]. D'autre part, le collage nécessite une préparation 

rigoureuse de la surface, un durcissement à chaud et des temps de durcissement longs [8][9], ce qui peut 

entraîner une augmentation significative des coûts [10]. En outre, la durabilité à long terme des joints 

composites collés peut être fortement affectée par divers facteurs tels que les traitements de surface, les 

cycles de durcissement et l'humidité absorbée par les adhérents [11][12]. Il est donc nécessaire de trouver 

d'autres méthodes d'assemblage capables de surmonter ces limitations et de fournir des solutions plus 

fiables et plus rentables pour les structures composites. 

Contrairement aux résines thermodurcissables (TSC) et aux élastomères, les résines 

thermoplastiques (TPC) ont une structure moléculaire linéaire et enchevêtrée, qui leur permet d'être 

facilement refondues, remodelées et soudées à elles-mêmes ou à d'autres matériaux par fusion, sans 

risquer de dégrader les propriétés du matériau. L'assemblage par fusion, également connu sous le nom 

de soudage, est un groupe de techniques d'assemblage spécifiques aux TP qui offre une alternative 

convaincante à l'assemblage traditionnel par collage ou fixation mécanique [2].  

Les techniques de soudage reposent sur les principes fondamentaux énoncés dans les références 

[13][14][15] et illustrés dans la figure I.2. Ces principes consistent à favoriser un contact intime entre 
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les matériaux à souder en appliquant de la chaleur et de la pression. Cette action a pour effet d'aplatir 

les aspérités de surface et de favoriser le mouillage des surfaces, créant ainsi une interface solide. À ce 

stade, une interdiffusion moléculaire se produit, où les chaînes de polymères thermoplastiques peuvent 

librement traverser l'interface. En refroidissant tout en maintenant la pression, les chaînes de polymères 

se figent dans leur nouvelle position, fusionnant ainsi la ligne de soudure de manière transparente avec 

le reste du matériau. Cela signifie que la zone de soudure devient indiscernable du matériau d'origine, 

formant ainsi une jonction solide. 

 
Figure I.2 : Schéma des principes de l’assemblage par fusion [15][16]. 

Selon Yousefpour et al [2], ces techniques peuvent être classées en trois catégories en fonction de 

la source des mécanismes thermiques : le soudage électromagnétique, le soudage thermique et le 

soudage par friction. 

 

Figure I.3 : Techniques de soudage par fusion des composite TPs selon [2]. 

Le soudage électromagnétique utilise un champ électromagnétique à haute fréquence, comme le 

soudage par induction, par résistance ou par micro-ondes, tandis que le soudage thermique nécessite une 

source de chaleur externe pour les pièces à souder, comme un outil chaud ou un soudage au laser [2]. 

Le troisième type, le soudage par friction, se produit lorsque le mouvement entre les deux pièces induit 

un phénomène de friction qui augmente la température à l'interface, comme le soudage par ultrasons ou 

par vibration. Dans ce groupe, le soudage par ultrasons est une technique très intéressante pour 

l'assemblage des composites thermoplastiques en raison de sa rapidité (de l'ordre de quelques secondes), 

de sa capacité à produire des joints de haute qualité sans utiliser de matériaux étrangers et de son 

potentiel de surveillance et de contrôle in situ. 
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Plusieurs essais expérimentaux utilisant la technique de soudage par ultrasons ont été évalués dans 

diverses études antérieures [3][17][18][19][20]. Ces recherches ont produit des valeurs de résistance au 

cisaillement sur joints simple recouvrement comprises entre 15 et 35 MPa, comme illustré dans la figure 

I.4. 

 

Figure I.4 : Valeurs expérimentales moyennes de LSS de plusieurs joints collés et soudés 
utilisant des composites à base de thermoplastique [21]. 

I.1.2. Principe du soudage par ultrasons 
 

I.1.2.1. Les ondes ultrasonores 

Les bruits résultent typiquement de vibrations mécaniques, et ces vibrations sont généralement 

classées en quatre catégories distinctes, comme illustré dans la figure I.5. 

 

Figure I.5 : Ondes ultrasonores classés par plages de fréquence [22]. 

 Les infrasons : des vibrations situées en dessous de 10 Hz.  

 Les sons : se situent entre 20 Hz et 20 KHz. Un son est une vibration mécanique audible, qui 

parvient à notre oreille par une succession de pressions et de décompressions des molécules 

d’air. L’air étant un milieu élastique, aucun son ne peut être transmis dans le vide. 

 Les ultrasons : se situent entre 20 KHz et 1000 MHz.  

 Les hyper-sons : se situent au-dessus de 1000 MHz.  
 

I.1.2.2. Soudage par ultrasons 

L'équipement de soudage se compose de plusieurs composants essentiels, comme illustré dans la 

figure I.6, notamment : un générateur de fréquence, un convertisseur piézoélectrique, un amplificateur 

et une sonotrode. 
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Figure I.6 : Equipement du procédé de soudage par ultrasons. 

Tout d'abord, un générateur de fréquence génère une onde ultrasonore. Cette onde est ensuite 

transmise au convertisseur, qui transforme l'énergie électrique en énergie mécanique. L'énergie 

mécanique est ensuite amplifiée par l'amplificateur. Cette vibration amplifiée est ensuite transmise à la 

sonotrode, une pièce en contact direct avec les pièces à souder. Ce système acoustique, composé du 

transducteur, de l'amplificateur et de la sonotrode, est monté sur un vérin pneumatique, ce qui permet 

un mouvement vertical et l'application d'une force statique à travers la sonotrode sur la pièce à souder. 

Les principaux mécanismes de chauffage impliqués dans ce processus sont l'énergie viscoélastique et la 

friction de surface [23][24]. La friction de surface est responsable du déclenchement initial du processus 

de soudage, tandis que le chauffage viscoélastique prédomine une fois que la température de transition 

vitreuse du polymère est atteinte, fournissant le maximum de chaleur pendant le processus de soudage 

[24]. 

Le soudage par ultrasons se déroule en deux phases essentielles : la phase de vibration et la phase 

de consolidation. La chaleur est générée lors de la phase de vibration, lorsque la vibration ultrasonore 

est appliquée en même temps qu'une pression mécanique, faisant fondre et s'écouler le système de 

matrice. Durant la phase de consolidation, la matrice, toujours soumise à l’application d’une pression et 

d’un temps de soudage sans vibration [25], refroidit et se solidifie. 

La figure I.7 présente un exemple de composites thermoplastiques soudés par ultrasons dans une 

configuration de cisaillement simple recouvrement. La figure I.7.a montre également une image 

microscopique de l'interface soudée, mettant en évidence la couche de matrice fondue et solidifiée entre 

les adhérents. 

 

Figure I.7 : Exemple d'un composite thermoplastique soudé par ultrasons : a) Image 

microscopique de l'interface soudée b) et c) Deux vues des adhérents soudés [27]. 
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I.1.2.3. Equipements de soudage par ultrasons 

La machine de soudage par ultrasons est composée de cinq principaux composants, tels que 

présentés dans la section précédente. En plus de ces composants essentiels, une machine de soudage par 

ultrasons nécessite divers autres éléments, notamment un ordinateur central et une structure pour 

maintenir tous les composants ensemble, un compresseur d'air et un automate programmable pour 

contrôler les paramètres variables. 

a. Générateur d'ultrasons 

Le rôle principal d'un générateur d'ultrasons est de convertir la puissance électrique (5000 Watts) à 

une fréquence basse de 50-60 Hz en une énergie électrique à haute fréquence, généralement de 20 à 40 

kHz. La fréquence la plus utilisée pour les applications de soudage par ultrasons est de 20 kHz [26]. 

b. Transducteur 

Un transducteur (convertisseur) a pour mission de transformer les impulsions électriques à haute 

fréquence générées par le générateur en vibrations mécaniques. La création d'une onde ultrasonique 

résulte de la réaction des piézoélectriques, qui, soumis à une différence de potentiel, se dilatent et se 

contractent en fonction de la polarité du champ électrique. Ces piézoélectriques, montés sur un support, 

forment les convertisseurs [26]. 

c. Booster 

L'amplificateur, également connu sous le nom de booster, est utilisé pour ajuster l'amplitude des 

vibrations en fonction des besoins de conception, en modifiant la géométrie [26]. Le booster présente 

deux diamètres différents à l'entrée (D) et à la sortie (d), et le rapport entre ces diamètres détermine le 

coefficient multiplicateur d'amplitude du booster. La taille et la forme du booster varient en fonction de 

la fréquence de soudage. La figure I.8 présente des boosters pour les ensembles acoustiques de 20, 30 

et 40 kHz [26]. 

 
Figure I.8 : Booster de l'ensemble acoustique (de gauche à droite : 20, 30 et 40KHz) [26].  

d. Sonotrode 

L'élément principal en contact direct avec l'échantillon est la sonotrode. Les vibrations mécaniques, 

la pression de soudage et la pression de consolidation sont transmises à l'échantillon à travers la 

sonotrode. Cette sonotrode est reliée au transducteur, qui génère les vibrations mécaniques grâce au 

booster. Les sonotrodes peuvent avoir différentes conceptions et géométries afin de fournir les vibrations 

optimales à la pièce à souder. En général, ces sonotrodes sont principalement composées de titane et 

d'aluminium, et leur choix dépend largement de l'application spécifique ainsi que des considérations 

budgétaires. La figure I.9 présente quelques exemples illustrant la diversité des formes de sonotrodes 

[27]. 
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Figure I.9 : Formes de la sonotrode : a) Canon b) Sonats [27]. 

e. Enclume 

Le dispositif de fixation constitue un composant essentiel de l'ensemble expérimental, positionné 

sous l'échantillon. Sa principale fonction réside dans la stabilisation de l'échantillon pendant l'opération 

de soudage, favorisant ainsi l'établissement d'une liaison robuste et stable. 

I.1.2.4. Avantages et inconvénients du soudage par ultrasons 

De nombreuses études [2][28][29] se sont penchées sur les applications de la technologie de soudage 

par ultrasons, mettant en évidence les avantages et les limites de ce procédé. 

Parmi les avantages inhérents à l'utilisation de la soudure par ultrasons, nous pouvons citer les 

suivants : 

 La soudure par ultrasons se démarque comme l'une des méthodes d'assemblage les plus rapides 

par rapport à d'autres techniques telles que le soudage par induction, le soudage par résistance, 

et le soudage à l'arc, ce qui la rend particulièrement adaptée à la production en série et à 

l'automatisation [28]. 

 Les dommages infligés à la surface sont minimes lors du soudage par ultrasons, car la chaleur 

est générée au niveau de l'interface, évitant ainsi les altérations au sommet de la surface, ce qui 

se produit fréquemment avec d'autres procédés de soudage tels que le soudage par friction-

malaxage [28][29]. 

 Il s'agit d'un procédé d'assemblage respectueux de l'environnement, car il ne génère ni fumées 

ni étincelles lors de la soudure [30]. 

Toutefois, le soudage par ultrasons présente certaines limites, notamment : 

 Son application se limite aux joints de recouvrement et de cisaillement, ainsi qu'à une épaisseur 

maximale de matériau soudable. La difficulté réside dans la transmission efficace des vibrations 

à travers les sections plus épaisses, ce qui limite la qualité de la soudure résultante [31]. 

Actuellement, l'épaisseur maximale pouvant être soudée est d'environ 3 mm pour les TP seuls, 

en raison des spécifications de puissance des équipements disponibles [30]. 

 L'utilisation du soudage par ultrasons est inévitablement influencée par certaines propriétés 

matérielles telles que la rigidité, la dureté et le coefficient d'amortissement élevés. Ces propriétés 

matérielles interfèrent avec le processus de conversion des vibrations en énergie thermique, ce 

qui entraîne une modification de la quantité d'énergie vibratoire requise pour atteindre l'interface 

[32]. 

 Le soudage par ultrasons opère selon le principe de transmission mécanique des vibrations, ce 

qui peut engendrer un bruit audible en cas de résonance, un phénomène inévitable [29]. 
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I.1.3. Etudes consacrées au procédé de soudage par ultrasons 
 

I.1.3.1. Effet de la structure cristalline des TP 

Il est courant de distinguer deux catégories principales de structures polymères thermoplastiques : 

les structures amorphes et les structures semi-cristallines (tableau I.1) [33] . Pour obtenir une soudure 

de haute qualité des composants polymères, il est essentiel d'amener les polymères à un état où ils 

atteignent leur seuil d'écoulement visqueux dans la zone de contact [32]. Dans le cas des polymères 

amorphes, la transmission des vibrations ultrasoniques pour faire fondre les matrices à l'interface s'avère 

très efficace.  

Cependant, la situation diffère pour les polymères semi-cristallins. En raison de leur structure 

cristalline, ils absorbent une partie des vibrations à haute fréquence de manière interne. Par conséquent, 

il devient plus complexe de transférer efficacement l'énergie ultrasonore à l'interface du joint lors du 

soudage de polymères semi-cristallins. Pour ce faire, il est souvent nécessaire d'utiliser des vibrations 

de grande amplitude. 

Tableau I.1 : Structure des polymères thermoplastiques amorphes et semi-cristallins. 

Propriétés des thermoplastiques 

Polymères amorphes Polymères semi-cristallins 

Arrangement moléculaire aléatoire Disposition ordonnée des molécules 

Faciles à thermoformer Difficiles à thermoformer 

Robuste, rigide, bonne résistance aux 

produits chimiques 
Excellente résistance aux produits chimiques 

Aspect transparent Aspect opaque 

Exemples : Acrylonitrile butadiène styrène 

(ABS), Acrylique, Polycarbonate 

Exemples :  Nylon, PET, Polystyrène, PEEK, 

Polyéthylène, Polypropylène 

Liu [34] a réalisé la soudure de deux types de polymères, à savoir le polystyrène (PS) amorphe et le 

polypropylène (PP) semi-cristallin. Ces expérimentations mettent en évidence l'importance du temps de 

soudure et de l'amplitude des vibrations dans la résistance de la soudure. Les résultats ont révélé que la 

résistance de la soudure du PP semi-cristallin était de 26 MPa, soit environ trois fois supérieure à celle 

du PS amorphe, qui atteignait seulement 8 MPa. Il est clair que l'obtention d'une résistance maximale 

nécessitait une quantité d'énergie plus importante pour souder le PP par rapport au PS. 

I.1.3.2. Facteurs influençant la qualité de soudure 

La qualité de la soudure repose principalement sur les paramètres de fonctionnement de la phase de 

vibration et de la phase de consolidation, en plus du conditionnement hygrothermique préalable et du 

préchauffage éventuel appliqué juste avant le soudage par ultrasons, comme illustré dans la figure I.10. 
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Figure I.10 : Résumé des principaux facteurs intervenant dans le soudage par ultrasons des 

composites thermoplastiques [35]. 

I.1.3.2.1. Paramètres de soudage  

La qualité du soudage par ultrasons est dépendante de divers paramètres de soudage associés au 

processus de soudage. Parmi ces paramètres essentiels, on peut mentionner le temps de soudage, la force 

de soudage, l'amplitude, l'énergie de soudage, la fréquence, ces paramètres sont interdépendants. 

a. Energie  

L'énergie d'entrée est calculée en conformité avec les principes physiques de la technologie 

ultrasonore, selon l'équation (1) [36] :        

𝑬 = 𝑭 х 𝒇 х 𝑨 х 𝒕                                                      (Eq. I.1) 

Où  

E : Energie d'entrée (J)  f : Fréquence (Hz)  t : Temps de vibration (s) 

F : Force de soudage (N)  A : Amplitude de vibration (µm)   

Harras et al. [37] ont démontré que la résistance optimale de l'assemblage dépend davantage du 

paramètre de l'énergie totale dans le processus de soudage que du temps de soudage proprement dit. 

D'autre part, Wang et al. [35] en utilisant un plan factoriel complet à deux niveaux, ont identifié l'énergie 

de soudage comme l'un des paramètres prédominants pour obtenir une soudure de haute qualité. Leur 

étude portait sur un composite renforcé de fibres courtes avec du Nylon 6 en tant que résine, excluant 

l'utilisation d'éléments de renfort. Les résultats ont révélé que l'augmentation de l'énergie de soudage 

(de 200 J à 1000 J) était associée à une amélioration de la qualité de la liaison. Cependant, une nouvelle 

augmentation de l'énergie de soudage a entraîné une diminution de la résistance de la liaison en raison 

de la formation de pores liés à l'augmentation de l'indentation de la sonotrode. 

Zhi et al. ont évalué l'effet de l'énergie de soudage sur la résistance de stratifiés composites en fibre 

de carbone et polyamide 66 (FC/PA66) [38]. 
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Figure I.11 : Effet de l'énergie de soudage sur la résistance du joint et la surface de la soudure 

du composite FC/PA66 de 4 mm d'épaisseur soudé par ultrasons [38]. 

Les conclusions de cette étude ont révélé qu'une augmentation de l'énergie de soudage est corrélée 

à une augmentation de la résistance de la soudure. Cependant, il est important de noter qu'une énergie 

de soudage excessive, atteignant 6000 J, engendre une diminution de la résistance de la soudure. Cette 

réduction notable de la résistance est principalement imputable à la décomposition thermique du 

composite. Cette décomposition thermique entraîne une détérioration significative de la qualité de la 

soudure [38]. 

b. Temps de soudage 

Le temps de soudage par ultrasons est l'un des paramètres clés du processus de soudage par ultrasons 

car il détermine le temps de la phase de vibration [39]. Une étude réalisée par Tao et al. s'est penchée 

sur l'influence de différentes durées de soudage en maintenant les autres paramètres constants, sur la 

résistance de soudage des composites à base de PEEK renforcés de fibres de carbone [17]. 

 

Figure I.12 : LSS des échantillons de PEEK soudés avec et sans DE [17]. 

Cette étude a révélé que la qualité de la soudure s'améliore lorsque le temps de soudage est augmenté 

de 0,7 s à 0,8 s. Toutefois, à des temps de soudage plus élevés (1,1 s), d'importantes fissures et des vides 

se forment à l'interface. Ainsi, il a été déterminé que le temps de soudage optimal pour une qualité de 

soudure optimale était de 0,9 s (figure I.12). 

Par ailleurs, l'étude menée par Kalyan Kumar et al. sur le soudage par ultrasons du composite 

FV/PA6T a montré que la résistance maximale était atteinte avec un temps de soudage de 0,6 s, une 

pression de soudage constante de 4 bars et un temps de maintien de 0,55 s [40]. 
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c. Amplitude  

L'amplitude de vibration est un autre des paramètres de soudage qui affecte significativement la 

qualité de la soudure. Son choix dépend des caractéristiques géométriques de la surface à assembler, 

mais aussi de la nature des matériaux à souder. Il est généralement nécessaire d'utiliser des amplitudes 

plus élevées pour souder des pièces en plastique semi-cristallin par rapport à celles en plastique amorphe. 

De plus, il a été observé que la résistance de la soudure augmente avec l'amplitude, atteignant ensuite 

un plateau [27]. 

 

Figure I.13 : Relation entre l'aire, la résistance de la soudure et l'amplitude de vibration [27]. 

Tsujino et al. ont réalisé une étude sur la résistance d'assemblage entre le polypropylène et les 

polyméthacrylates en variant les amplitudes des vibrations [41]. Leurs conclusions mettent en évidence 

qu'une amplitude plus élevée engendre une chaleur plus importante, ce qui se traduit par la formation de 

soudures de meilleure qualité. En revanche, à des amplitudes plus faibles, la résistance du joint diminue 

de manière significative. 

d. Pression de soudage 

La force de soudage joue un rôle essentiel en garantissant le contact adéquat entre les pièces à 

souder, ce qui permet à l'énergie de vibration d'être transmise efficacement à la surface d'assemblage. Il 

a été observé que l'application d'une pression de soudage élevée favorise un contact interfacial adéquat, 

entraînant ainsi une résistance élevée de la soudure [42]. Cependant, il convient de noter que 

l'application d'une pression de soudage excessive peut avoir des conséquences négatives, telles que des 

dommages potentiels aux substrats composites et une expulsion de la matrice fondue de la zone de 

contact, affaiblissant ainsi la liaison globale [1]. Par conséquent, pour obtenir une soudure de qualité 

optimale, il est nécessaire d'ajuster le temps de soudage en fonction de la pression de soudage. Un temps 

de soudage court est nécessaire pour le soudage par ultrasons lorsque la pression de soudage est 

relativement élevée, tandis qu'un temps de soudage plus long est requis lorsque la pression de soudage 

est réduite. Cependant, il est important de noter qu'un temps de soudage excessivement court associé à 

une pression élevée peut ne pas être suffisant pour générer la chaleur nécessaire à un soudage adéquat. 

Une étude détaillée a été menée par Gao et al. sur le stratifié composite FC/Nylon 66 pour évaluer 

la soudabilité de ce système de matériaux, en utilisant un panneau d'une épaisseur de 4 mm [43]. Les 

résultats ont été analysés en fabriquant un stratifié à joint à recouvrement sans directeur d'énergie, tout 

en modifiant les paramètres de temps et de pression de soudage. 
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Figure I.14 : Effets du temps de soudage et de la pression sur la résistance d’un composite en 

nylon 66 renforcé de fibres de carbone d'épaisseur 4 mm sans DE [43]. 

Liu et al. ont réalisé une étude visant à évaluer l'influence des paramètres de soudage sur la soudure 

de composites PP/FV. Les résultats obtenus indiquent qu'en comparaison avec les autres paramètres, la 

pression exerce un effet minimal sur la qualité de la soudure réalisée [39]. 

e. Temps de maintien / force de maintien 

Après la phase de vibration du processus de soudage, la phase de consolidation est engagée, au cours 

de laquelle le joint soudé se refroidit. Pour éviter tout risque de déconsolidation de la ligne soudée ou 

des adhérents, il est impératif d'appliquer une force adéquate jusqu'à ce que la température maximale à 

l'interface de soudure diminue, idéalement en dessous de la température de transition vitreuse du 

polymère thermoplastique. Les principaux paramètres qui régissent la phase de consolidation sont donc 

la force de consolidation et la durée de consolidation. En ce qui concerne les polymères thermoplastiques 

semi-cristallins, la vitesse de refroidissement durant cette phase influencera le degré de cristallinité 

atteint dans la ligne de soudure, ainsi que potentiellement dans les zones voisines touchées par la chaleur. 

La vitesse de refroidissement dépend des propriétés thermiques des adhérents, de la sonotrode et de la 

base, tout en étant affectée par la force de soudage, l'amplitude des vibrations et le temps de la phase de 

vibration [44]. 

 

Figure I.15 : Influence de la pression de maintien sur la résistance de la soudure [27]. 

La figure I.15 illustre la corrélation entre la résistance de la soudure et la pression de maintien lors 

du soudage de composites constitués de fibres de verre et d'une matrice en PP [27]. Il est observé que la 
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résistance diminue lorsque la pression de maintien est de 0,15 MPa, mais qu'elle augmente et se stabilise 

au-delà de cette valeur. 

f. Fréquences utilisées 

En général, la qualité de la soudure s'améliore avec l'augmentation de la fréquence utilisée. Une 

étude réalisée par Tsujino et al. a examiné la résistance des assemblages de polymères thermoplastiques, 

tels que le polypropylène et le polyméthacrylate de méthyle, à différentes fréquences [41]. Les résultats 

de cette étude ont révélé que la résistance de l'assemblage était plus élevée à des fréquences élevées (de 

67 à 180 kHz) en raison de l'augmentation de la vitesse de vibration et, par conséquent, de la température 

à l'interface. Cependant, la résistance de l'assemblage diminuait à des fréquences plus basses (27 et 40 

kHz). 

 
Figure I.16 : Relation entre la résistance de soudure et la vitesse de vibration pour trois 

fréquences différentes [41]. 

Les générateurs d'ultrasons fonctionnant à une fréquence de 20 kHz sont couramment employés 

pour le soudage des composites thermoplastiques, et leur efficacité a été démontrée dans de nombreuses 

études [29][45][46][47]. 

I.1.3.2.2. Influence des polymères en contact 

Les propriétés fondamentales des polymères qui exercent une influence sur le processus de soudage 

incluent leur structure moléculaire, leur point de fusion, leur viscosité, leur résistance mécanique, ainsi 

que leur composition chimique [33]. 

a. La structure du polymère  

Généralement, une matrice polymère thermoplastique est composée de zones amorphes et de zones 

cristallines dans le cas des semi-cristallins. Les polymères amorphes se caractérisent par une disposition 

moléculaire aléatoire et une plage étendue de températures de ramollissement, ce qui permet leur 

ramollissement progressif pendant le soudage par ultrasons. Cette structure favorise la transmission 

efficace des vibrations ultrasonores, facilitant ainsi l’écoulement du matériau dans diverses 

configurations de force et d'amplitude. En revanche, les matrices semi-cristallines présentent des zones 

où la disposition moléculaire est ordonnée, entraînant des points de fusion et de solidification bien 

définis. En raison de leur température de fusion élevée, une quantité importante d'énergie est nécessaire 

pour perturber la structure semi-cristalline. De plus, il est plus complexe de transmettre les vibrations 

ultrasonores à l'interface du joint, car une partie des vibrations à haute fréquence est absorbée par le 
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matériau. Par conséquent, une amplitude accrue est requise, et la conception de la sonotrode ainsi que 

la distance par rapport au joint de soudure doivent être minutieusement étudiées pour s'adapter à ces 

spécificités. 

b. La température de fusion / Fluidité 

La température de fusion joue un rôle déterminant dans la quantité d'énergie ultrasonore requise 

pour le processus de soudage. En effet, plus la température de fusion d'un matériau est élevée, plus le 

soudage nécessite d'énergie ultrasonique. Les caractéristiques telles que la température de fusion et la 

fluidité revêtent une importance particulière lors du soudage de polymères distincts. En cas de 

différences de température de fusion, le polymère ayant une température de fusion plus basse fondra 

plus rapidement et son ramollissement empêchera une génération de chaleur suffisante pour faire fondre 

l’autre polymère, ce qui peut entraîner une adhérence médiocre. 

Tableau I.2 : Températures de fusion ou de transition vitreuse de quelques matières plastiques 

[48]. 

Semi-cristallins 𝑻𝒇 (°C) Amorphes 𝑻𝒈 (°C) 

PE-BD  115 PVC 90 

PE-H 168 PS 90 

PP-H 140 ABS 110 

POM 175 PMMA 120 

PA6 220 PPO 210 

c. La rigidité  

La rigidité d'un matériau exerce une influence significative sur la transmission de l'énergie 

ultrasonore. En effet, plus un matériau est rigide, plus efficace est la transmission de cette énergie. En 

règle générale, les matériaux présentant un faible module de stockage (rigidité réduite) ont tendance à 

se déformer facilement lors du processus de soudage par ultrasons. Par conséquent, il est impératif que 

le matériau possède un module de stockage suffisamment élevé pour garantir une transmission adéquate 

des vibrations jusqu'à l'interface de soudure. De plus, un module de perte élevé entraîne un chauffage 

rapide du matériau au niveau de l'interface de soudure. 

d. Les charges et les renforts  

Les charges représentent une catégorie d'additifs destinés à améliorer la capacité de certaines résines 

à transmettre efficacement l'énergie ultrasonore, en conférant ainsi une plus grande rigidité au matériau. 

Cependant, il est impératif de contrôler soigneusement la quantité de charge ajoutée. Des résultats 

positifs ont été observés en matière de transmission des vibrations ultrasoniques lorsqu'une quantité 

allant jusqu'à 20 % d'agent de remplissage était utilisée. Cependant, l'ajout d'une quantité supérieure 

peut entraîner une insuffisance de résine à l'interface, réduisant ainsi la qualité de la soudure [33]. 

Des études ont montré que l'incorporation de fibres à hauteur de 10 à 20 % en volume améliorait la 

soudabilité grâce à l'augmentation de la rigidité, ce qui favorisait une transmission plus efficace des 

vibrations ultrasoniques [49]. Cependant, lorsque la teneur en fibres atteignait 30 à 40 % en volume, la 

qualité de la soudure déclinait, car la quantité de matrice disponible pour la fusion diminuait, conduisant 

ainsi à des soudures plus faibles [50]. Par exemple, dans une étude menée par Liu et al. [39], la résistance 

du joint dans le composite FV/PP avec une teneur en poids de 30 % était supérieure à celle du composite 

FV/PP avec une teneur en poids de 10 %. En revanche, Nikoi et al. [51] ont expérimentalement évalué 

la force de rupture d'un joint FV/PP par un test de cisaillement sur joint à recouvrement et ont constaté 
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que cette force diminuait avec l'augmentation de la teneur en fibres, en raison de la réduction de la 

surface de la matrice et de l'adhérence insuffisante des fibres à la matrice. 

e. La teneur en humidité 

La teneur en humidité représente un autre paramètre critique qui influe sur la qualité de la soudure. 

En chauffant, l'eau présente dans le matériau s'évapore, créant ainsi une mousse poreuse qui dégrade 

l'intégrité du joint à l'interface [52]. En règle générale, une augmentation de l'humidité se traduit par des 

zones de soudure de dimensions réduites, davantage de vides, ainsi qu'une déformation plus prononcée 

autour de ces vides, ce qui est clairement visible sur la surface de fracture. Par conséquent, une fracture 

interfaciale devient apparente. 

Ce phénomène s'explique par le fait que les molécules d'eau interfèrent avec les liaisons par pont 

hydrogène dans les chaînes de polymères, altérant ainsi les propriétés du matériau composite [53]. Cela 

se traduit par des modifications du module élastique, du module de perte [54], et de la plasticité du 

composite [55]. 

Tableau I.3 : Valeurs d'absorption d'eau de quelques polymères (% massique) [56]. 

Matière Taux d’humidité Matière Taux d’humidité 

PA6 1,3 à 1,9 PMMA 0,25 

PA12 0,24 PC 0,3 

POM 0,12 PS 0,04 

PP 0,01 ABS 0,25 

Des recherches [57] sont également en cours pour comprendre l'influence de l'absorption d'humidité 

sur les performances de soudage des composites en polyamide 66 renforcé de fibres de carbone, dans le 

contexte d'essais de cisaillement. Il est important de noter que même une légère absorption d'humidité, 

représentant seulement 1 % du poids, a eu des conséquences néfastes sur les propriétés de soudage des 

échantillons composites. Cependant, il est intéressant de noter que l'effet de réduction de la résistance 

de la soudure peut être totalement inversé si les échantillons sont soumis à un processus de séchage 

préalable avant d'être soumis au soudage. De plus, il convient de mentionner que l'incidence de 

l'absorption d'humidité était négligeable lorsque les échantillons étaient soumis à un soudage à une 

amplitude supérieure à 100 µm comme le montre la figure I.17 [57]. 

 

Figure I.17 : Effet de la teneur en humidité sur l'amplitude, la surface de la soudure et charge 

du joint [57]. 
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I.1.3.2.3. Directeurs d’énergie  

La présence d’un directeur d'énergie (DE) est importante pour le soudage de polymères par 

ultrasons. Le DE est une protubérance de résine sur l'échantillon composite, et ne contient aucune fibre, 

et il est placé à l'interface pendant le soudage, comme illustré dans la figure I.18. Les directeurs d'énergie 

jouent un rôle significatif dans l'amélioration de la qualité de la soudure, tout en contribuant à accélérer 

et à optimiser l'efficacité du processus de soudage, comme mis en évidence dans diverses études 

[2][17][20][25][56][58]. 

 

Figure I.18 : Types des directeurs d'énergie : a) DE Triangulaire b) DE Semi-circulaire c) DE 

Multiple d) DE Plat/Rectangulaire DE [59]. 

Le soudage par ultrasons repose sur le principe du chauffage viscoélastique à l'interface, et en raison 

de leur section transversale plus réduite, les directeurs d'énergie (DE) contribuent à une concentration 

de l'énergie et du chauffage viscoélastique au niveau de l'interface, comme observé dans plusieurs études 

antérieures [47][60][61]. La conception des DE joue un rôle de tout premier ordre dans l'obtention de 

soudures de qualité, car des facteurs tels que leur forme, leur taille, leur morphologie et leur disposition 

exercent une influence directe sur la qualité de la soudure finale. Plusieurs configurations de DE ont été 

envisagées, comprenant des formes semi-circulaires la figure I.18.b), triangulaires (la figure I.18.a), 

rectangulaires, plates (la figure I.18.d), l'utilisation de DE multiples (la figure I.18.c), et d'autres 

variantes [17][62][47]. De plus, les DE peuvent être positionnés de manière à être parallèles ou 

perpendiculaires aux joints soudés, et leur efficacité peut être comparée. Cependant, en raison des 

différences de rigidité entre les polymères purs et les composites renforcés de fibres, l'utilisation de DE 

plats est couramment privilégiée. Il convient toutefois de noter que l'épaisseur des DE plats joue un rôle 

important dans leur capacité à concentrer la production de chaleur. Une réduction de l'épaisseur des DE 

plats entraîne une augmentation des taux de production de chaleur à la fois au sein des adhérents et au 

niveau des DE. Par conséquent, en dessous d'un seuil d'épaisseur spécifique, les DE plats perdent leur 

capacité à concentrer la production de chaleur, ce qui signifie que les DE que les adhérents chauffent et 

fondent simultanément. Cela augmente le risque de surchauffe à l'interface de soudage [63]. Les 

recherches ont démontré que des DE plats ayant une épaisseur de 250 µm ou plus étaient capables de 

concentrer efficacement la production de chaleur, produisant ainsi des soudures de haute qualité pour 

divers matériaux composites thermoplastiques [25]. En revanche, les DE plats d'une épaisseur inférieure 

à 100 µm ont été associés à la formation de lignes de soudure comportant des vides, probablement dus 

à une surchauffe de la résine thermoplastique [63][64]. 

Par ailleurs, Villegas et al. ont mené une étude sur l'impact de la qualité de la soudure en utilisant 

diverses configurations, orientations et formes de DE [47]. Leur étude a porté sur un composite renforcé 

de fibres de carbone, avec une matrice en polyétherimide (PEI), et les résultats ont été évalués par des 

essais de cisaillement statique. 
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Figure I.19 : Différentes orientations des DE (gauche) et résultats des trois configurations en 

termes de résistance (droite) [47]. 

Aucun effet significatif de l'orientation des directeurs d'énergie (DE) sur la valeur de la résistance 

de soudage en cisaillement (LSS) n'a été observé. En revanche, l'utilisation d'un stratifié avec DE 

multiples a montré une augmentation de la résistance de soudage avec l'augmentation du volume des 

DE, jusqu'à un seuil critique. Au-delà de ce seuil, une augmentation supplémentaire du volume des DE 

a entraîné une réduction significative de 34 % de la valeur LSS par rapport aux configurations 

précédentes. 

Des recherches similaires ont été menées par Senders et al. [52] ainsi que par Palardy et al. [63][65], 

explorant l'effet des directeurs d'énergie plats sur le soudage par ultrasons en utilisant différentes 

combinaisons de matériaux. Les composites FC/PPS et FC/PEI ont été utilisés dans ces études 

respectivement. Palardy et al. ont spécifiquement examiné l'effet de l'épaisseur des directeurs d'énergie 

plats en PEI, en utilisant des épaisseurs de 0,06 mm, 0,25 mm et 0,5 mm, et ont analysé les courbes de 

puissance associées à ces configurations [65]. Leurs résultats ont révélé que les films d'épaisseur 

supérieure, c'est-à-dire 0,25 mm et 0,5 mm, présentaient un comportement similaire, avec une fusion du 

film précédant la fusion du substrat. En revanche, dans le cas de l'épaisseur de 0,06 mm, le film et les 

adhérents ont fondu simultanément. 

Dans une autre étude, Villegas a comparé le temps de soudage requis pour les directeurs d'énergie 

triangulaires par rapport aux directeurs d'énergie plats, en évaluant leur résistance de soudage. Cette 

étude a été réalisée en utilisant le mode de contrôle du déplacement pour les essais, avec l'utilisation du 

composite FC/PPS [20]. Les résultats ont indiqué que la fusion du directeur d'énergie triangulaire était 

environ deux fois plus rapide que celle du directeur d'énergie plat, bien que le temps nécessaire pour 

remplir entièrement la zone de recouvrement et pour la consolidation finale soit relativement similaire. 
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Figure I.20 : Courbes de puissance et de déplacement a) avec des DE triangulaires intégrés, b) avec 

des DE plats. (Force de soudage : 500 N, Amplitude : 86,2 μm) [20]. 

Cette étude a également révélé que la configuration des directeurs d'énergie (DE) avec des bandes 

triangulaires implique deux étapes supplémentaires par rapport aux cinq étapes classiques observées 

avec les DE plats. Cependant, les quatre dernières étapes du processus identifiables sur les courbes de 

puissance et de déplacement étaient identiques pour des DE triangulaires ou des DE plats. 

Une autre recherche a été menée par Goto et al. [66], qui ont étudié la résistance au soudage du 

composite FC/PA-6 en effectuant deux types de tests : des essais de cisaillement par recouvrement (SLS) 

et des essais de traction transversale (CTT). Ils ont utilisé des stratifiés tissés en croisé et en sergé, et ont 

comparé les résultats obtenus avec ces deux types de stratifiés avec et sans directeurs d'énergie, à 

différentes énergies de soudage. Leurs résultats ont montré que le stratifié tissé en sergé présentait une 

valeur LSS1 plus élevée, mais une valeur LSS2 plus faible que le stratifié à couches croisées. De plus, 

l'étude a révélé que la valeur LSS1 était environ 77 % plus élevée pour le stratifié en sergé lorsque les 

DE étaient utilisés par rapport à leur absence, tandis que la valeur LSS2 montrait des résultats presque 

similaires dans les deux cas. 

 

Figure I.21 : a) LSS1et c) LSS2 des stratifiés tissés croisé, b) LSS1et d) LSS2 des stratifiés tissés 
sergé [66]. 
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I.1.4. Caractérisation thermique et mécanique des joints soudés 
 

I.1.4.1. Techniques de mesure de la température 
 

I.1.4.1.1. Techniques de mesure  

La température joue un rôle critique dans le soudage par ultrasons des matériaux composites, car 

elle peut affecter la qualité et l'efficacité du processus. Plusieurs méthodes de mesure de la température 

sont utilisées dans ce contexte pour surveiller et contrôler la fusion et le soudage des matériaux 

composites. Parmi ces méthodes, les thermocouples et les caméras infrarouges sont les plus pertinentes. 

Les thermocouples sont l'une des méthodes les plus courantes pour mesurer la température lors du 

soudage par ultrasons des matériaux composites. Ces dispositifs fonctionnent en exploitant la variation 

de la tension électrique générée aux jonctions de deux métaux différents en réponse à la température. 

Les thermocouples peuvent être insérés directement dans les matériaux composites, offrant ainsi une 

mesure de la température locale pendant le processus de soudage. Cependant, ils peuvent avoir un impact 

sur la structure des composites et ne mesurent que la température à des points spécifiques. Il existe 

différents types de thermocouples (TC), correspondant à plusieurs applications. Les combinaisons les 

plus courantes sont les thermocouples de type K, T et J. Dans le cas du soudage de polymères ou de 

composites, des TC de type K de petit diamètre (inférieur à 0,3 mm) sont généralement utilisés pour 

limiter leur impact sur le processus. 

Les caméras infrarouges sont une autre méthode de mesure de la température largement utilisée. 

Elles captent la radiation infrarouge émise par les matériaux en fonction de leur température, produisant 

ainsi des images thermiques en temps réel. Les caméras infrarouges permettent une surveillance 

continue de la température sur une grande surface, ce qui est particulièrement utile pour détecter les 

variations de température et les points chauds lors du soudage par ultrasons. Cependant, elles ne 

mesurent que la température superficielle, cette mesure peut être influencée par des facteurs 

environnementaux tels que la réflectivité des surfaces. 

I.1.4.1.2. Cas du soudage par ultrasons 

Dans le contexte spécifique du soudage par ultrasons, il existe une complexité supplémentaire liée 

à la mesure des températures à l'interface de soudage. Cette difficulté découle de l'interface fermée et 

du déplacement de la surface de contact lors du processus de soudage par ultrasons. L'approche 

principale pour relever ce défi consiste à intégrer un thermocouple dans une couche de polymère 

interfaciale [67] ou à l'intérieur de la pièce à souder, le plus près possible de la surface de contact [68]. 

Cependant, il est important de noter que les thermocouples ont tendance à agir comme des directeurs 

d’énergie, ce qui peut avoir un impact significatif sur le processus de soudage. 

Certains chercheurs ont opté pour l'utilisation de thermocouples de type K positionnés à l'interface 

de soudage, comme observé dans les travaux de Tao et al. [17] et Gao et al. [43]. Tao et al. [17], par 

exemple, ont employé des thermocouples d'un diamètre de 0,125 mm pour surveiller les données de 

température pendant le processus de soudage d'éprouvettes FC/PEEK, avec ou sans l'ajout de DE PEEK. 

Les courbes de température obtenues avec l'utilisation de DE PEEK sont présentées à la figure I.22. Il 

est à noter que l'incorporation de DE PEEK réduit la température maximale atteinte (416 °C avec DE 

PEEK contre 443 °C sans DE PEEK), vraisemblablement en raison de l'absorption de chaleur par la 

fusion des DE PEEK. De plus, la présence de DE PEEK accélère le processus de chauffage, ce qui est 

attribué à l'effet d'échauffement viscoélastique du polymère, comme l'ont expliqué les auteurs. 



Chapitre I 

 

Etat de l’art 

 

 

Page | 24 

 
Figure I.22 : Courbes de température en temps réel pour différentes valeurs de temps de 

vibration a) sans DE, b) avec DE plat [17]. 

Une autre approche consiste à évaluer la distribution de la température en utilisant la thermographie 

infrarouge, avec l'orientation de la caméra thermique soit perpendiculaire [69] soit parallèle à l'interface 

de soudage [70][71][72][73]. Cependant, l'application de cette technique alternative est souvent limitée 

car la zone de soudage est généralement obstruée par la sonotrode pendant toute la durée du processus. 

Il convient de noter que cette méthode a déjà été employée avec succès pour le soudage laser [69][71], 

le soudage par résistance [74], ainsi que pour le soudage par conduction [75]. 

I.1.4.2. Caractérisation mécanique 

La caractérisation est d'une grande importance pour évaluer les performances et l'intégrité des 

assemblages. Elle fournit des informations essentielles sur la résistance et la durabilité des joints soudés, 

des éléments clés dans de nombreuses applications. Ainsi, la caractérisation mécanique des joints soudés 

sert de base à l'analyse plus détaillée des modes d’ouverture des fissures et des techniques 

expérimentales qui seront abordées par la suite. 

I.1.4.2.1. Modes d’ouverture des fissures 

La rupture d'un matériau composite peut se produire dans deux domaines distincts : le domaine 

plastique, indiquant que la limite d'endommagement du matériau a été atteinte, ou le domaine élastique. 

Lorsque la rupture survient dans le domaine plastique, on qualifie le comportement du matériau de 

ductile, tandis que lorsqu'elle se produit dans le domaine élastique, le matériau est dit fragile. Dans le 

cas où la rupture résulte de dommages causés par des sollicitations répétées, il y a une accumulation de 

microfissures fragiles jusqu'à ce qu'une fissure de taille critique apparaisse, puis se propage jusqu'à la 

rupture complète. Cette forme de défaillance est appelée rupture par fatigue. En ce qui concerne ce type 

de rupture, lorsque qu'une fissure est soumise à un système de forces, elle peut se propager selon trois 

modes distincts ou des combinaisons de ces modes, comme illustré dans la figure I.23 [76]. 
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Figure I.23 : Modes fondamentaux d’ouverture des fissures [76]. 

 Mode I (figure I.23.a) : Rupture en ouverture. 
 

 Mode II (figure I.23.b) : Rupture en cisaillement. 
 

 Mode III (figure I.23.c) : Rupture en pelage ou en déchirement. 

 

I.1.4.2.2. Techniques expérimentales 

Pour caractériser les soudures dans les composites renforcés de fibres, il existe plusieurs méthodes 

couramment utilisées.  Pour évaluer la résistance à la rupture en mode I, c'est-à-dire lorsque les forces 

sont perpendiculaires à la ligne de joint, le test Double Cantilever Beam (DCB)(figure I.24) est 

largement utilisé. Dans ce test, un échantillon composite est préparé avec une entaille contrôlée le long 

de la ligne de joint, puis soumis à une force de traction qui sépare progressivement les deux extrémités 

du joint. Le DCB est connu pour sa simplicité, son coût abordable et sa capacité à mesurer efficacement 

la résistance en mode I des composites unidirectionnels. De plus, il peut être réalisé à la fois en 

conditions quasi-statiques et cycliques.  

 

Figure I.24 : Représentation schématique du test DCB. P est la charge imposée, δ est le 

déplacement de l'ouverture de la fissure et a est la longueur de la fissure. 

En outre, une technique de test de traction transversale (Cross Tensile Test, CTT) a été développée 

par Goto et al. [66] pour évaluer le comportement en traction de manière plus complète (figure I.25). 

Cette méthode permet d'évaluer à la fois l'efficacité et la qualité du soudage des composites renforcés 

de fibres.  
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Figure I.25 : a) Dispositif du test CTT, b) Schéma de l'échantillon pour l'essai CTT [66]. 

Enfin, le test de résistance au cisaillement en simple recouvrement (Single Lap Shear - SLS) (figure 

I.26) est fréquemment employé pour évaluer l'efficacité des joints dans les composites thermoplastiques 

renforcés de fibres. Cette méthode permet de comparer les matériaux en identifiant celui offrant la plus 

grande résistance sous une charge de cisaillement, bien qu'elle ne fournisse que la contrainte de 

cisaillement à la rupture (Lap-Shear Strength, LSS). Cette technique est adoptée par de nombreux 

groupes de recherche spécialisés dans le soudage des composites thermoplastiques [25][58][63]. 

 

Figure I.26 : Schéma de de la configuration Single-Lap Shear (SLS). 

I.1.5. Méthodes d’optimisation  

Les recherches précédentes conduisent à la conclusion que la qualité des soudures est généralement 

influencée par divers facteurs, notamment les propriétés des matériaux et les distributions thermiques à 

l'intérieur du substrat, qui interagissent de manière complexe. Une compréhension détaillée de la relation 

entre ces facteurs et la qualité de la soudure est nécessaire pour la détermination des paramètres de 

soudage par ultrasons des composites thermoplastiques. Généralement, pour définir les paramètres 

optimaux et prédire la résistance de la soudure, des approches expérimentales basées sur des essais et 

des erreurs sont nécessaires, mais elles sont souvent coûteuses et chronophages. De nombreuses 

méthodes mathématiques ont été employées pour réduire le nombre d'expérimentations, notamment la 

méthode des plans d'expériences (Taguchi [34]) et les modèles de réseaux de neurones artificiels (ANN) 

[77][78][79][80]. En particulier, avec l'avancement de l'informatique, les ANN se révèlent être des outils 

puissants pour traiter de vastes ensembles de données expérimentales [78]. 

Natesh et al. [79] ont élaboré un modèle ANN pour examiner l'influence du temps de soudage, de 

l'amplitude et de la pression sur la résistance de la soudure et la génération de chaleur. Li et al. [80] ont 

prédit la charge de rupture et le niveau de qualité des soudures pour les composants thermoplastiques 

renforcés de fibres de carbone en combinant un modèle ANN avec des modèles à forêt aléatoire, 

démontrant ainsi la possibilité d'effectuer une inspection en ligne de la qualité des soudures. Néanmoins, 

la précision de prédiction de ces méthodes est parfois limitée en raison des données expérimentales 
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disponibles. Par conséquent, pour une meilleure sélection des paramètres de soudage, il est impératif de 

développer une compréhension détaillée de l'évolution des phénomènes physiques complexes et des 

mécanismes impliqués dans le soudage par ultrasons des composites thermoplastiques. Liu et al. 

[34][39] ont conduit une étude sur l'influence de divers paramètres de soudage, notamment le temps de 

soudage, la pression de soudage, la géométrie du directeur d’énergie, l'amplitude, le temps de maintien 

et la pression de maintien, sur la qualité de la soudure en utilisant la méthode Taguchi. Cette recherche 

s'est concentrée sur l'utilisation de composites en fibre de verre renforcés de polypropylène ainsi que de 

composites en fibre de verre renforcés de polyamide. Les résultats de l'étude ont mis en évidence l'impact 

significatif du temps de soudage, de l'amplitude des vibrations et de la géométrie du DE sur la qualité 

de la soudure. 

Bien que le soudage par ultrasons ait été bien étudié pour de nombreux types de matériaux 

composites à base de matrice thermoplastique et de fibres synthétiques, il existe un manque de recherche 

sur son application aux composites composés de fibres naturelles. Ce défi est amplifié par la sensibilité 

des fibres naturelles à la chaleur. Une exposition prolongée à des températures élevées peut en effet 

endommager les fibres et altérer leurs propriétés mécaniques. 

I.2. Composites à fibres végétales 

Un matériau composite est défini comme étant l’assemblage de deux matériaux non miscibles, à 

savoir la matrice et le renfort. Le rôle principal du renfort est de supporter la majeure partie des 

contraintes mécaniques appliquées au matériau composite, conférant ainsi à ce dernier des propriétés 

mécaniques supérieures à celles de la matrice. Le renfort joue un rôle prépondérant dans la définition de 

la rigidité du matériau composite. 

Les renforts peuvent être catégorisés selon différents critères, notamment leurs formes (fibres ou 

particules), leur nature (verre, carbone, métal, matériaux naturels), et leur arrangement structurel (mat, 

tissu, etc.). Dans l'industrie, les fibres continues sont largement préférées en tant que renforts, en raison 

de leurs excellentes propriétés mécaniques. La figure I.27 présente une illustration des principaux types 

de renforts fibreux utilisés dans la fabrication de composites. 

 

Figure I.27 : Principaux types de renforts utilisés pour les matériaux composites [81]. 

Dans le comportement des matériaux composites, la matrice joue des rôles multiples en 

transmettant les charges mécaniques vers les renforts, en maintenant leur orientation prévue, et en les 

protégeant contre les diverses influences environnementales [82]. Dans l'industrie, les matrices 

organiques sont prédominantes, avec une utilisation répandue des résines thermodurcissables et des 

thermoplastiques. Les thermodurcissables subissent une polymérisation irréversible qui les transforme 

en matrices infusibles, limitant ainsi leur potentiel de recyclage. En général, les thermodurcissables 

affichent des propriétés mécaniques supérieures à celles des thermoplastiques [82]. 

Pour des raisons de performances et de rentabilité, les fibres de verre sont les renforts les plus 

utilisés dans la fabrication de composites. De nombreuses études ont démontré que les fibres de verre 
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possèdent des propriétés mécaniques remarquables en termes de module et de résistance [83][84]. Il est 

à noter que les fibres de carbone, présentant des caractéristiques mécaniques encore supérieures à celles 

des fibres de verre, sont privilégiées dans les applications nécessitant des performances élevées [85]. 

Au cours des dernières années, les fibres naturelles ont suscité un intérêt scientifique croissant, en 

raison de leur disponibilité abondante et de leurs avantages sur le plan environnemental. La figure I.28 

illustre les principaux types de fibres naturelles. Parmi celles-ci, les fibres végétales sont les plus 

utilisées dans la production de matériaux composites. Elles peuvent être classées en fonction de l'organe 

végétal dont elles sont issues [86]. 

 
Figure I.28 : Principaux types de fibres naturelles [86]. 

La comparaison des fibres végétales aux fibres de verre (figure I.29), montre qu’elles offrent 

plusieurs avantages tels que : 

 Un faible coût de production ; 

 L’abondance et la biodégradabilité ; 

 Un recyclage facile ; 

 Une faible demande en énergie pour la production ; 

 Un rapport résistance / poids élevé. 

 

 

Figure I.29 : Comparaison des fibres végétales et des fibres de verre [87]. 

Cependant, ces fibres présentent également quelques inconvénients et nécessitent des 

traitements spécifiques par rapport : 

 A la bonne adhésion fibre/matrice ; 

 A l’homogénéité des propriétés des fibres ; 

 A l’hydrophilie. 
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De manière générale, l'utilisation de fibres végétales comme renfort pour les composites trouve sa 

justification dans la valorisation des ressources locales et dans le développement de matériaux et de 

technologies intégrant des considérations environnementales [86]. Les fibres naturelles, en tant que 

matériau de haute qualité, ont été fabriquées et utilisées pendant des milliers d'années. Dans cet esprit, 

il est envisagé de remplacer les fibres de verre par des fibres végétales, non seulement pour des raisons 

économiques, mais aussi en raison de leur caractère écologique. 

En effet, la production mondiale de fibres végétales, à l'exception du coton, s'élève à près de 6 

millions de tonnes, englobant une diversité considérable de types de fibres telles que le jute, le lin, le 

sisal, le chanvre, et la noix de coco, entre autres [88]. La culture de ces fibres varie d'une région à l'autre, 

avec le kenaf et le jute prédominants en Asie, tandis que l'Europe se distingue principalement par la 

production de chanvre et de lin. Notamment, l'Europe se positionne en tant que premier producteur 

mondial de fibres de lin, représentant 70 % de la production mondiale [89]. Parmi les pays européens, 

la France contribue de manière significative à cette production, avec 80 % de celle-ci produite sur son 

territoire [90]. Par conséquent, le lin est largement exploité en France dans le contexte du développement 

de composites agro-sourcés. 

I.2.1. Fibres de lin 

Le lin (Linum usitatissimum) se caractérise par une tige unique et des fleurs pouvant présenter 

diverses couleurs, principalement bleu-violet, et occasionnellement blanche en fonction des variétés 

(voir figure I.30). Généralement, il est cultivé dans des régions où les températures quotidiennes 

demeurent en dessous de 30 °C [91]. 

 
Figure I.30 : Présentation de la fleur de lin. 

L'extraction des fibres de lin longues s'effectue en plusieurs étapes bien définies. Le cycle de 

croissance du lin est relativement court, d'environ 100 jours, et il est cultivé pendant trois mois avant 

d'être récolté. Une fois arraché, le lin est disposé en nappes sur le sol de sa culture pour subir un 

processus de rouissage. Cette étape est essentielle car elle favorise l'extraction des fibres en dégradant 

la pectine grâce à l'action de micro-organismes [92]. Par la suite, l'extraction des fibres longues est 

réalisée par le procédé de teillage, au cours duquel les éléments non fibreux tels que les graines et les 

débris sont éliminés [93]. Les fibres obtenues après cette extraction sont ensuite soumises à un processus 

de peignage et d'enroulement en vue de leur assemblage sous forme de nappes. Les nappes commerciales 

sont généralement constituées de fibres provenant de différentes récoltes, garantissant ainsi des 

propriétés mécaniques uniformes d'une année à l'autre. 

La structure de l'échelle macroscopique à l'échelle microscopique, la composition chimique et les 

propriétés mécaniques des fibres de lin seront détaillées dans la suite. 

I.2.1.1. Structure et composition chimique de la fibre  
 

a. Structure et morphologie 

Les fibres unitaires de lin se caractérisent par une section polygonale et un diamètre qui varie 

généralement de 10 à 30 µm. Contrairement aux fibres synthétiques, les fibres végétales présentent une 
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structure complexe, résultant de l'assemblage de divers composants chimiques pour former une structure 

composite. Cette structure composite est constituée de micro-fibrilles de cellulose qui agissent comme 

renfort de la fibre, tandis que l'hémicellulose joue le rôle de matrice, liant les micro-fibrilles entre elles 

[94]. Ces fibres de lin unitaires ont tendance à s'agréger en faisceaux, dont la cohésion est assurée par le 

ciment pectique. 

 
Figure I.31 : Structure des fibres végétales [95]. 

Outre leur complexité en tant que structure composite multicouche, les fibres unitaires se 

caractérisent par une structure multicouche distincte. Une fibre végétale unitaire est ainsi composée 

d'une paroi primaire, d'une paroi secondaire qui, à son tour, est subdivisée en trois sous-parois distinctes, 

et d'une cavité centrale appelée lumen (voir figure I.31). La paroi primaire, qui constitue la couche 

externe de la fibre, est relativement fine, avec une épaisseur comprise entre 0,1 et 0,5 µm. Elle est 

principalement composée de pectines et de micro-fibrilles de cellulose disposées de manière aléatoire 

[96]. En revanche, la paroi secondaire occupe la majeure partie du volume de la fibre et est elle-même 

composée de trois sous-parois identifiées comme S1, S2, et S3, s'étendant de l'extérieur vers l'intérieur 

de la fibre, S2 étant la plus épaisse. Au sein de ces sous-parois, les micro-fibrilles de cellulose adoptent 

une disposition ordonnée en forme de spirale (voir figure I.32), avec un angle micro-fibrillaire distinct 

pour chaque sous-paroi. Cet angle exerce une influence significative sur les propriétés mécaniques des 

fibres de lin, avec une estimation de 10° dans le cas de S2. 

 

Figure I.32 : Représentation schématique d’une fibre élémentaire montrant l’orientation des 

microfibrilles dans chaque paroi [97]. 
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b. Composition chimique 

Les fibres végétales sont principalement composées de cellulose, d'hémicellulose, de lignine et de 

pectine, bien que d'autres constituants tels que des cires, des cendres, ou de l'eau soient également 

présents dans des quantités variables, en fonction des conditions climatiques. Il est à noter que la 

composition chimique des fibres végétales varie d'une espèce à l'autre, comme indiqué dans le tableau 

I.4. 

Tableau I.4 : Composition en pourcentage massique de différentes fibres [97]. 

 Cellulose Hémicelluloses Lignines Pectines Autres (cire, eau,…) 

Lin 64-85 5-20 0-5 2-20 9-12 

Chanvre 58-85 10-23 3-6 1-17 11 

Jute 61-75 11-15 8-15 0,2-1 11 

La cellulose est le principal constituant conférant d'excellentes propriétés mécaniques aux fibres 

végétales. Elle présente une structure composée de régions cristallines et d'autres amorphes, avec un 

taux de cristallinité pouvant atteindre environ 80 % [98]. Les groupes hydroxyles (OH) présents dans la 

cellulose sont susceptibles de former des liaisons intrachaines et interchaines, contribuant ainsi à sa 

rigidité et à sa résistance mécanique. 

L'hémicellulose, après la cellulose, représente le deuxième constituant majeur de la paroi 

cellulosique. Son rôle consiste principalement à servir de liaison entre les microfibrilles de cellulose, 

renforçant ainsi la structure de la paroi cellulaire par son interaction avec la cellulose et, dans certaines 

parois, avec la lignine [99]. L'hémicellulose est le biopolymère le plus hygroscopique de la paroi 

cellulaire, favorisant l'absorption d'humidité. Son extraction réduit le risque de dégradation due à des 

agents externes et améliore la compatibilité des fibres avec les matrices polymères synthétiques 

hydrophobes, en particulier pour une utilisation en composites [100]. 

La lignine, un autre biopolymère, enveloppe la structure microfibrillaire, se distribuant à travers la 

paroi cellulaire secondaire avec une concentration plus élevée dans la lamelle moyenne. Environ 70 % 

de la lignine se trouve dans cette région [98]. Souvent considérée comme l'agent de liaison de la paroi 

cellulaire de la fibre, la lignine assure l'imperméabilité à l'eau et offre une protection contre la 

dégradation [101]. Cependant, en raison de ses propriétés mécaniques nettement inférieures à celles de 

la cellulose, son extraction est nécessaire pour améliorer les propriétés mécaniques des fibres 

individuelles. 

Les pectines, quant à elles, sont présentes dans les parois primaires (P) des fibres végétales et se 

caractérisent par leur hydrophilie similaire à celle de l'hémicellulose, en raison de la présence de groupes 

acides carboxyliques. L'élimination de ce composant s'avère également nécessaire pour l'utilisation en 

composites, réduisant ainsi l'incompatibilité avec les matrices polymères hydrophobes. 

I.2.1.2. Propriétés mécaniques et physiques de la fibre  

Les propriétés mécaniques des fibres de lin sont étroitement liées à l'organisation de leur paroi 

secondaire et à l'angle des microfibrilles [102]. Leur comportement mécanique se caractérise par une 

réponse non linéaire, composée de trois régions distinctes (deux régions linéaires séparées par une étape 

non linéaire) (figure I.33). 



Chapitre I 

 

Etat de l’art 

 

 

Page | 32 

 
Figure I.33 : Comportement en traction d’une fibre de lin unitaire [102]. 

Les travaux de Charlet et al. [103] ont permis de distinguer trois phases distinctes du comportement 

mécanique des fibres de lin : 

 La première phase, linéaire (0 % à 0,3 % de contrainte), est caractérisée par une déformation 

associée à une mise en tension de l'ensemble des parois de la fibre. 

 La deuxième phase, non linéaire (0,3 % à 1,5 % de contrainte), est marquée par un 

comportement élasto-visco-plastique de la fibre, en particulier de la paroi cellulaire la plus 

épaisse (S2). Cette réponse de déformation non linéaire est en partie attribuable à l'alignement 

des microfibrilles de cellulose avec l'axe de traction, entraînant ainsi le réarrangement des 

parties amorphes de la paroi principalement constituées de pectine et d'hémicelluloses 

[90][103][104]. 

 La dernière phase, linéaire à partir de 1,5 % de déformation jusqu'à la rupture finale de la fibre, 

est provoquée par le délaminage de la fibre et l'apparition de fissures. 

Une comparaison des propriétés physico-mécaniques entre différentes fibres telles que le lin, le 

chanvre, le jute et la fibre de verre est présentée dans le tableau I.5. Les variations de ces propriétés 

mécaniques s'expliquent par leurs microstructures et leurs compositions chimiques distinctes [105]. 

Parmi ces fibres végétales, les fibres de lin se distinguent par leurs propriétés spécifiques élevées, les 

plaçant en concurrence avec le verre dans les composites à matrice organique. 

Tableau I.5 : Propriétés des fibres végétales comparés aux fibres de verre. 

Fibres 

Module 

d'élasticité 

longitudinal 
(GPa) 

Allongement 
à la rupture 

(%) 

Contrainte 

à la 

rupture 
(MPa) 

Densité 
ρ 

(kg/𝑚3) 

Module 
spécifique 

E/ρ 

Réf. 

Verre E 72-74 3,2-3,5 2300-2500 2,54 28-29 [86] 

Lin 30-110 1,2-3 400-2000 1,52 20-72 [86][106][107][108]  
Chanvre 60-70 1,6-1,8 389-1100 1,42 42-50 [86] [107]  

Jute 10-30 1,5-1,8 393-800 1,44 7-21 [86] 

I.2.1.3. Renfort de lin 

Un tissu composite se compose de fils continus orientés dans deux directions principales : la 

direction chaîne et la direction trame. Les fils de trame passent alternativement au-dessus et en-dessous 

des fils de chaîne, suivant une séquence préétablie [82]. Lorsque le nombre de fibres dans les directions 

chaîne et trame est égal, on parle de tissu équilibré. Il existe plusieurs architectures de tissu, telles que 

1 
2 

3 
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le taffetas (figure I.34.a), le sergé (figure I.34.b), et le satin (figure I.34.d). Les propriétés mécaniques 

d'un composite tissé sont largement dépendantes de l'architecture spécifique du tissu utilisé [109]. 

 
Figure I.34 : Représentation des trois armures principale utilisées comme renforts dans les 

matériaux composites [109]. 

Les renforts tissés offrent divers avantages pour la réalisation de stratifiés. Par exemple, même en 

l'absence d'imprégnation des tissus, il est possible de les transporter, de les stocker, puis de les draper 

dans le moule. Cette facilité d'utilisation ouvre la voie à l'application de techniques de mise en forme 

telles que la thermocompression. 

I.2.2. Polypropylène 

Parmi les thermoplastiques, le polypropylène (PP) se distingue par son intérêt particulier dans la 

fabrication de composites à base de fibres végétales, en raison de sa faible température de fusion 

(comprise entre 160 et 175 °C). De plus, il présente l'avantage d'appartenir à la famille des 

thermoplastiques les plus recyclés. 

Le PP appartient à la famille des polyoléfines, étant issu de la polymérisation d'une oléfine (ou 

alcène) appelée propylène. En ce qui concerne sa structure moléculaire, il se compose d'une longue 

chaîne carbonée linéaire (figure I.35.a). En raison de la présence d'un carbone portant le groupe méthyle 

(𝐶𝐻3) asymétrique, le PP peut adopter différentes configurations spatiales en fonction du mode de 

polymérisation. Lorsque tous les groupes 𝐶𝐻3 se trouvent du même côté du plan contenant la chaîne 

carbonée, le PP est qualifié d'isotactique. En revanche, s'ils sont répartis de manière aléatoire, on parle 

de PP atactique (figure I.35.c). La chaîne peut également s'enrouler en une structure en forme d'hélice 

(figure I.35.b) de manière à maximiser la distance entre les groupements 𝐶𝐻3 [110]. 

 

Figure I.35 : Structure du polypropylène [108]. 
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Le polypropylène est un polymère semi-cristallin qui, lors du refroidissement à partir de l'état 

fondu, voit ses lamelles cristallines se regrouper en superstructures appelées sphérolites. Cependant, 

certains procédés de mise en forme peuvent induire des contraintes élevées dans le matériau, provoquant 

ainsi l'alignement des structures selon des configurations non sphérolitiques [111]. Un récapitulatif des 

propriétés du polypropylène est présenté dans le tableau I.6. 

Tableau I.6 : Propriétés du polypropylène [112]. 

Densité 

(g.𝑐𝑚−3) 

Température 

de transition 

vitreuse (°C) 

Température 

de Fusion 

(°C) 

Contrainte 

mécanique à la 

rupture (MPa) 

(ASTM D638) 

Allongement à 

la rupture (%) 

(ASTM D638) 

Module 

d’Young (GPa) 

(ASTM D638) 

0,9 – 0,91 -20 160 – 175 31 – 42 100 – 600 1,15 – 1,57 

Après avoir présenté les propriétés et les caractéristiques des fibres de lin ainsi que celles de la 

matrice en polypropylène, la section suivante traite les composites lin/PP. 

I.2.3. Les composites lin/PP 

Dernièrement, les composites biosourcés thermoplastiques ont capté l'attention en raison de leurs 

performances mécaniques et structurales remarquables, comme l'ont démontré diverses études 

[113][114][115][116]. Ces composites se présentent souvent sous forme de stratifiés, résultant de la 

superposition de couches de fibres naturelles et de matrice thermoplastique. La section suivante abordera 

la mise en œuvre et examinera les propriétés mécaniques des stratifiés de composites PP renforcés par 

des fibres de lin. 

I.2.3.1. Procédés de mise en œuvre 

Les techniques de fabrication des composites à fibres naturelles empruntent généralement celles 

utilisées pour les composites renforcés par des matériaux classiques tels que les fibres de verre ou de 

carbone [117]. Cependant, le comportement thermique spécifique des fibres végétales influe souvent 

sur le choix de la matrice et, par conséquent, sur la technique de mise en œuvre à adopter. 

Une variété de méthodes de fabrication a été employée pour produire des composites à matrice 

thermoplastique, notamment le moulage par compression, la pultrusion, le moulage par injection, et 

l'extrusion [118]. Pour obtenir une distribution aléatoire des fibres courtes au sein du composite, ces 

deux dernières techniques sont les plus fréquemment utilisées. De plus, lors de la sélection d'une 

méthode, il est essentiel de prendre en compte la géométrie des fibres. Dans la littérature, la plupart des 

études sur les composites lin/PP ont utilisé des fibres de lin courtes [119][120], longues [121][122], ou 

encore non tissées [123]. Cependant, peu de travaux ont abordé les composites PP renforcés par des 

fibres de lin tissées [124][125], malgré leur potentiel pour offrir des performances mécaniques 

supérieures dans des applications structurelles. 

La thermocompression, la méthode de fabrication adoptée dans cette étude, est largement répandue 

en raison de sa grande reproductibilité et de son faible temps de cycle [126]. Ce processus implique la 

création de stratifiés à fibres longues en disposant alternativement la matrice et les fibres dans un moule 

soumis à une pression, une température et un temps de maintien spécifiques. En termes d'efficacité 

énergétique, il s'agit de l'une des méthodes de mise en œuvre des composites à matrice thermoplastique 

les plus avantageuses. De plus, elle impose peu de contraintes supplémentaires au composite, à 

l'exception de la pression et de la température. Enfin, cette technique permet généralement de fabriquer 

des pièces à une cadence relativement élevée. 
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Le tableau I.7 résume les résultats de diverses études bibliographiques concernant les paramètres 

de mise en œuvre par thermocompression des composites lin/PP. 

Tableau I.7 : Synthèse de quelques études bibliographiques concernant les paramètres 

d’élaboration par thermocompression de composites lin/PP. 

Configuration Température (°C) Temps de maintien (min) Pression (MPa) Réf. 

Renfort pré-imprégné 180 2 10 [127] 

Renfort sec + film 190 20 0.5 [128] 

Renfort pré-imprégné 190 ; 200 et 210 3,5 ou 5 - [129] 

Lin/PP comêlé 195 20 15 [130] 

Lin/PP comêlé 200 1 0.5 [125] 

Le tableau I.7 illustre la grande variété des paramètres employés dans le processus de 

thermocompression des composites lin/PP. En effet, la température varie de 180 °C à 210 °C, le temps 

de maintien s'étend de 1 à 20 minutes, et la pression varie de 0,5 à 15 MPa. Afin de déterminer les 

paramètres optimaux, il est impératif d'analyser leur impact sur les propriétés finales du composite.  

I.2.3.1.1. Influence de la durée et de la température du procédé  

La température de mise en forme des composites doit être suffisamment élevée pour réduire la 

viscosité de la matrice et permettre une imprégnation efficace des fibres. La température de fusion du 

PP peut varier entre 145 et 175 °C. La littérature indique que les températures de fabrication utilisées 

pour les composites lin/PP se situent entre 175 et 260 °C [131][132]. La plupart des études préfèrent 

une température de 190 °C [126][133]. Cela s'explique par le fait que, à des températures plus basses, la 

viscosité élevée de la matrice rend l'imprégnation des fibres insuffisante [129][134] [135]. 

Lors de la fabrication de composites tissés en lin/PP, Dobah et al. [131] ont démontré l'importance 

de la température sur les propriétés mécaniques finales ainsi que sur l'aspect esthétique du matériau 

résultant, notamment sa couleur et la régularité de l'arrangement des fibres. Ils ont observé qu'à une 

température de mise en forme de 185 °C pour un temps de maintien de 40 s, une réduction de la 

température à 175 °C entraînait une diminution de 50% à 70% des valeurs du module et de la contrainte 

à rupture en traction et en flexion. Cependant, comme indiqué dans la section I.3.3.3, des pertes de masse 

et donc une dégradation des composants de la fibre peuvent survenir dès 180 °C lors de mesures ATG, 

et une détérioration de leurs propriétés mécaniques peut être observée après seulement 5 minutes 

d'exposition à 230 °C [136]. Ainsi, à des températures de fabrication élevées, la dégradation des fibres 

provoque une augmentation de la porosité du composite en raison du dégagement de gaz de dégradation 

à mesure que la température augmente, ainsi qu'une réduction des propriétés mécaniques des composites 

[134] [135][136]. 

Ramakrishnan et al. [132], lors de l'application du procédé de thermocompression à un tissu lin/PP, 

ont montré qu'une sélection judicieuse des paramètres de pression, de température et de temps de 

maintien permettait de maximiser l'imprégnation, de réduire le taux de porosité tout en préservant 

l'intégrité des fibres de lin. Ils ont constaté une augmentation de 100% du volume de porosité et une 

perte de 35% de la contrainte à la rupture en traction des composites lin/PP après avoir augmenté la 

température de fabrication de 200 à 240 °C pour un temps de maintien de 5 minutes. Dans le même 

contexte, Derbali et al. [125] ont également exploré un procédé de thermocompression novateur visant 

à minimiser les étapes et à réduire le temps de production nécessaire (voir tableau I.8). Ils ont identifié 

des conditions de pression et de temps de maintien optimales pour maximiser simultanément la rigidité 

et la résistance des composites fabriqués. 
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Tableau I.8 : Effet des paramètres de thermocompression sur les propriétés mécaniques de 

composites lin /PP [125]. 

Temps de maintien (s) Pression (bar) E (GPa) 𝜎𝑒 (MPa) 𝜎𝑢𝑙𝑡  (MPa) 

60 1 13,8 ± 0.5 16 127 ± 5 

60 3 15,7 ± 0.5 18 137 ± 5 

60 5 16,6 ± 0.5 11,5 147 ± 5 

90 5 16,4 ± 0.5 18 150 ± 5 

150 5 16,5 ± 0.5 18 150 ± 5 

En raison des considérations liées à la température lors de la fabrication de composites lin/PP, la 

durée du cycle de thermocompression est étroitement corrélée à la température de mise en forme. Ainsi, 

pour des températures de thermocompression élevées, des temps de fabrication plus courts sont favorisés 

pour préserver les propriétés mécaniques en limitant la dégradation des fibres [137]. En revanche, à des 

températures plus basses, un temps d'imprégnation prolongé n'endommage pas les fibres et peut 

améliorer l'imprégnation [132][138] (figure I.36). 

Pour illustrer cette tendance, Dobah et al. [131] ont observé qu'en fabriquant des composites à 

175 °C, une augmentation du temps d'imprégnation de 40 à 640 secondes a entraîné une amélioration 

de 74% de la contrainte à rupture en traction et une augmentation de 122% du module d'Young. 

 

Figure I.36 : Effet de la température et du temps de maintien sur le module d’Young (gauche) et 
la contrainte à la rupture (droite) de composites lin/PP [132]. 

I.2.3.1.2. Influence de la pression 

De plus, la pression exerce une influence significative sur les taux volumiques de fibres et de 

porosité [132]. Par exemple, lorsqu'on augmente la pression de 20 à 40 bars, Ramakrishnan et al. [132] 

notent une réduction du taux de porosité de 3,3% à 1,1% (figure I.37.a), une augmentation du taux de 

fibres de 38,7% à 39,5%, ainsi qu'une augmentation de 10% du module d'Young (figure I.37.b). Il 

convient de souligner que cet effet des différences de taux volumiques sur les propriétés mécaniques du 

composite a également été observé dans d'autres études [129][135][137][139]. 
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Figure I.37 : Effet de la pression et la température sur a) le taux de porosité et b) le module des 

composites lin/PP [132]. 

Cependant, bien que l'utilisation d'une pression élevée semble préférable lors de la 

thermocompression des stratifiés, Madsen et al. [140] ont observé qu'au-delà d'un taux massique de 

fibres de 48%, il se produit une augmentation bi linéaire du taux de porosité. Au-delà de ce point 

d'inflexion, la qualité de l'imprégnation du composite est affectée, ce qui entraîne une réduction des 

propriétés mécaniques du composite [141]. 

En effet, à des pressions de fabrication élevées, la présence du lumen des fibres de lin provoque un 

écrasement des faisceaux de fibres, un phénomène qui n'a pas lieu avec les fibres synthétiques. Cette 

compression conduit à une modification significative de la section transversale des fibres, pouvant 

entraîner une mauvaise individualisation, voire une imprégnation insuffisante des fibres [139]. 

I.2.3.2. Comportement mécanique des composites tissus lin/PP 

Le comportement en traction des composites lin/PP présente des caractéristiques non linéaires dans 

les deux directions (chaîne et trame), comme illustré dans la figure I.38 [125]. La courbe contrainte-

déformation de ces composites se divise généralement en deux parties distinctes. Plusieurs auteurs 

[142][143] ont attribué ce comportement à la déformation non linéaire des fibres de lin lorsqu'elles sont 

soumises à une charge de traction. En raison de leur microstructure, les micro-fibrilles de ces fibres ont 

tendance à se réorienter en s'alignant avec l'axe de la fibre et peuvent également subir un glissement. 

Lorsque les fibres sont regroupées en faisceaux, un glissement entre les fibres peut également se produire 

[142]. 

 

Figure I.38 : Comportement à la traction des composites à base de satin et de sergé dans le 

sens chaîne et trame [125]. 
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La figure I.38 illustre l'influence de l'orientation des fibres dans les composites à base satin et à 

base sergé sur leurs propriétés en traction. Dans les deux types de composites, le module d'Young et la 

résistance à la rupture sont environ deux fois plus élevés dans la direction de la trame que dans la 

direction de la chaîne. Cette disparité s'explique par la différence de répartition massique, avec une 

fraction de masse de 39 % pour les fils de chaîne et de 61 % pour les fils de trame. 

Le tableau ci-dessous résume les propriétés mécaniques des composites lin/PP tissés et 

unidirectionnels telles qu'elles ont été recensées dans la littérature. 

Tableau I.9 : Propriétés mécaniques des composites tissus et UD lin/PP. 

Préforme 

de fibres 

Direction de 

fibres 

Teneur en volume 

de fibres (𝑉𝑓 %) 
σ (MPa) E (GPa) ε (%) Réf. 

Twill 2x2 
Chaîne 

50 
94 ± 5 9,9 ± 0.5 8 10−3 

[125] 
Trame 130 ± 5 15,5 ± 0.5 7 10−3 

Satin 
Chaîne 

50 
90 ± 5 8,8 ± 0.5 1,1 10−2 

Trame 145 ± 5 16,5 ± 0.6 6 10−3 

Plain 
Chaîne 

50 
58,04 7,25 3,56 

[130] 

Trame 59,7 8,7 1,16 

Twill 2x2 
Chaîne 

50 
78,6 8,83 3,37 

Trame 87,02 8,78 1,74 

Twill 1x3 
Chaîne 

50 
76,24 8,93 3,35 

Trame 92,42 10,71 2,08 

Twill 2x2 

équilibré 
- 40 82 9,95 - [132] 

UD 
Longitudinale 

40 
270 30 1,07 

[144] 
Transversale 11,5 2,5 0,78 

I.2.3.3. Effet de la température sur la dégradation des composites lin/PP 

La dégradation des fibres naturelles résulte de changements chimiques et physiques qui se 

produisent lorsqu'elles sont exposées à des températures comprises entre 100 et 300 °C [145]. Parmi ces 

altérations significatives, on peut citer la déshydratation, la décoloration, la recristallisation, l'hydrolyse, 

l'oxydation, la décarboxylation et la dépolymérisation [145]. Ces transformations, résultant de 

l'exposition à des températures élevées lors du traitement des composites renforcés de fibres naturelles, 

peuvent avoir un impact défavorable sur leurs propriétés mécaniques, leur couleur et leur odeur 

[146][147]. Une étude portant sur les fibres de jute et de lin a révélé que des températures dépassant 

170 °C pour des durées variant entre 40 et 120 minutes entrainaient une diminution significative de leurs 

propriétés mécaniques et de leur polymérisation [145]. De même, une exposition à des températures 

supérieures à 160 °C pendant 20 minutes a entraîné une rapide réduction de la résistance et du module 

du coton [148]. Il convient de noter que même une exposition thermique très courte à des températures 

élevées peut altérer les propriétés des fibres de lin [149]. 

Il est important de souligner que les caractéristiques des fibres naturelles dépendent fortement de 

leur composition, notamment leur teneur en cellulose, en lignine et en hémicellulose (voir tableau I.3). 

De plus, la stabilité thermique ou la dégradation de ces fibres dépend également de leur composition et 

de leur structure. La figure I.39 présente les plages de température de dégradation typiques des 

composants constitutifs des fibres naturelles. 
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Figure I.39 : Schéma montrant les plages de température de dégradation pour différents 

constituants des fibres naturelles [149]. 

Le comportement thermogravimétrique des fibres naturelles dépend de leur composition chimique. 

Des fibres naturelles similaires, telles que le jute, le sisal, le bois, le lin et le coton, présentent des courbes 

de thermogravimétrie (TGA) et dérivée (DTG) et des schémas de décomposition thermique similaires. 

Le tableau I.10 met en évidence trois étapes de perte de poids associées à la courbe TG. La première 

étape correspond à l'évaporation de l'humidité à basse température, tandis que la deuxième étape 

implique la décomposition de l'hémicellulose à des températures moyennes. Enfin, la dernière étape 

représente la décomposition de la lignine et de la cellulose à des températures plus élevées. Il est à noter 

que dans certaines situations, la première étape peut ne pas être visible en raison d'une teneur en humidité 

très faible ou d'une perte de poids minime. Par conséquent, la deuxième étape est alors considérée 

comme la première [150][151]. Certains chercheurs [151][152] ont également considéré l'évaporation 

de la teneur en eau à 200 °C comme une perte de poids initiale, représentant généralement une perte de 

poids maximale de 10 %. Quant au deuxième stade de dégradation, il se caractérise par une perte de 

poids de plus de 70 % du poids initial à une température d'environ 500 °C. Enfin, la troisième étape 

marque la fin de la dégradation thermique, au cours de laquelle tous les composants des fibres naturelles 

sont décomposés thermiquement à une température d'environ 800 °C, et la masse finale atteint 

généralement 20 % du poids initial. 

Tableau I.10 : Stades de dégradation thermique des fibres naturelles. 

Stade 1 Stade 2 Stade 3 Réf. 

50-100 °C : Évaporation 

de l'humidité dans la 

dégradation des fibres 

200-300 °C : Décomposition des 

hémicelluloses 

400-500 °C : Perte de 

poids due à la lignine et à 

la cellulose 

[153] 

50-50 °C : Attribuée à la 

libération de l'eau 

absorbée par les fibres 

250-370 °C : Dépolymérisation de 

l'hémicellulose et clivage des 

liaisons glycosidiques de la 

cellulose. 

340-370 °C : Affecté à la 

dégradation de l'α-

cellulose 
[154] 

60-100 °C : correspond 

à la vaporisation des 

molécules d'eau 

 

282-306 °C : décomposition 

thermique de l'hémicellulose, de la 

lignine, de la pectine et des liaisons 

glycosidiques de la cellulose 

389-448 °C : Dégradation 

de la α-cellulose 
[155] 

 270-330 °C : Associée à la 

dégradation des hémicelluloses et 

des pectines 

448-472 °C : Correspond 

à la dégradation de la 

cellulose et des lignines 

[151] 



Chapitre I 

 

Etat de l’art 

 

 

Page | 40 

Plusieurs auteurs ont utilisé l'analyse thermogravimétrique (ATG) pour caractériser les propriétés 

thermiques des composites à base de fibres naturelles [156][157][158][159]. Par exemple, Van de Velde 

et Baetens [150] ont utilisé l'ATG pour caractériser les pertes de masse des fibres de lin et les ont 

associées aux différents composants de la fibre. Les résultats ont montré que différentes pertes de masse 

se produisent à différentes températures. Ces pertes de masse comprennent l'évaporation de l'eau entre 

60 et 120 °C, la dégradation des cires de 110 à 270 °C, des pectines entre 180 et 230 °C, suivies des 

hémicelluloses entre 250 et 320 °C, puis de la cellulose entre 300 et 420 °C. Enfin, la lignine commence 

à se dégrader au-delà de 400 °C. La figure I.40.a illustre l'évolution de la perte de masse des fibres de 

lin en fonction de la température [159]. 

  

Figure I.40 : Analyse thermogravimétrique a) d’une fibre de lin [159], b) du polypropylène  

[160]. 

La figure I.40.b présente quant à elle l'analyse thermogravimétrique du polypropylène en fonction 

de la température [160]. Cette analyse révèle que le polypropylène commence à se dégrader à partir de 

247°C, perdant environ 85 % de sa masse initiale à 300°C. À 450°C, le PP est pratiquement totalement 

dégradé, avec une perte de masse d'environ 95 %. 

Dans une autre étude, les chercheurs ont examiné les composites à base de lin et de polypropylène 

copolymérisé, auxquels des granulés de MAPP (PP greffé d’anhydride maléique) de type A avaient été 

ajoutés (figure I.41). L'analyse par thermogravimétrie et dérivée a révélé que la dégradation thermique 

de ces composites s'effectuait en trois étapes bien définies. La première phase de dégradation thermique 

était attribuée à la présence de molécules d'eau, tandis que la deuxième étape comprenait la dégradation 

de l'hémicellulose et de la cellulose. Enfin, la dernière étape de dégradation était associée à la présence 

de lignine [161]. Les courbes DTG ne révélaient pas de pic de carbonisation à 500 °C. Toutefois, des 

observations intéressantes sont apparues : les composites présentaient deux pics distincts dans la plage 

de température de 369,4 à 374,8 °C, qui correspondait au taux de dégradation thermique du lin, et de 

432, à 481,0 °C, associé au polypropylène [162]. 

    

Figure I.41 : Analyse thermogravimétrique du composite lin/PP pour différentes valeurs de 

MAPP [162]. 

a) b) 
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I.3. Conclusion du chapitre I 

Ce chapitre a permis d’établir en premier temps un état de l'art des principales recherches dans le 

domaine du soudage par ultrasons des composites thermoplastiques. Nous avons d'abord exploré les 

diverses méthodes d'assemblage des matériaux composites, puis les techniques de mesure de la 

température lors du processus d'assemblage, ainsi que la caractérisation mécanique des joints soudés. 

Les méthodes classiques comme la fixation mécanique et le collage se sont révélées insuffisantes 

pour ce type de matériaux, altérant souvent leurs propriétés mécaniques ou engendrant d'importants 

retards dus à des ajustements complexes aux composites. Le soudage, quant à lui, se profile comme une 

solution prometteuse pour surmonter ces obstacles. 

Actuellement, deux procédés prévalent dans l'industrie : le soudage par résistance et le soudage par 

induction. Cependant, ces méthodes demandent des temps de mise en œuvre substantiels et consomment 

beaucoup d'énergie. 

Le soudage par ultrasons, du fait de sa relative simplicité, de sa rapidité (de l’ordre de la seconde), 

et de sa plus faible utilisation d’énergie présente des avantages indéniables par rapport à ses concurrents. 

Il permet des assemblages sans pièces ni matériaux intermédiaires, ce qui le rend particulièrement 

attrayant d'un point de vue écologique et de recyclage. Si le procédé de soudage par ultrasons a été 

largement étudié pour de nombreuses configurations de composites à matrice thermoplastique et à fibres 

synthétiques, ce n’est pas le cas pour les composites à fibres naturelles. Dans ce cas, une difficulté 

supplémentaire se présente du fait de la sensibilité des fibres à la chaleur. Une exposition trop longue à 

des températures trop élevées peut endommager les fibres et dégrader leurs propriétés mécaniques. Le 

contrôle des paramètres du soudage, dont le principe repose précisément sur une élévation locale de 

température, devient encore plus essentiel. 

L'objectif primordial de cette recherche est donc d'approfondir notre compréhension du soudage 

par ultrasons des composites thermoplastiques renforcés de fibres naturelles, tels que ceux composés de 

lin. Nous cherchons à identifier les avantages et les limites de ce processus, avec pour ambition de 

favoriser son développement pour des applications industrielles futures. 

La deuxième partie de ce chapitre s'est concentrée sur les composites à base de fibres végétales, en 

particulier ceux élaborés à partir de fibres de lin. Nous avons décrit en détail la structure, la composition 

chimique et les propriétés mécaniques de ces fibres, tout en explorant leur utilisation en tant que renforts 

dans les composites lin/PP. De plus, nous avons examiné le processus de fabrication de ces composites 

et leur comportement mécanique, ainsi que l'effet de la température sur leur dégradation. 

Ce chapitre a jeté les bases nécessaires pour comprendre le processus de soudage par ultrasons 

appliqué aux composites à fibres de lin et de polypropylène. Les connaissances acquises ici sont 

essentielles pour la suite de notre étude sur l'influence de différents paramètres sur les propriétés des 

soudures dans ces matériaux composites. 
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Chapitre II 

Matériaux et Méthodes 

 

 

 

Ce second chapitre est consacré à la présentation du matériau de l’étude ainsi que 

des protocoles expérimentaux mis en place dans le cadre de la thèse.  

La description du composite (constituants, élaboration et propriétés physiques) est 

abordée dans un premier temps.  

La deuxième partie de ce chapitre est destinée à présenter l'appareil de soudage par 

ultrasons utilisé pour l'expérience de soudage. 

La troisième partie de ce chapitre est dédiée aux différentes procédures de réalisation 

des essais mécaniques et la caractérisation microstructurale (microscopie optique et 

microscopie électronique à balayage) sur les matériaux composites. 

La quatrième partie expose le choix des séquences d’empilement. 

La dernière partie est consacrée à la description de la méthode des plans d’expérience 

utilisée pour l’optimisation des paramètres de soudage. 
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II.1. Composite lin/polypropylène 
 

II.1.1. Lincore® PP FF 

 Le matériau sélectionné pour cette étude est un tissu composite de lin/polypropylène (PP) avec des 

fibres comêlées d'armure sergé 2x2. Ce tissu est commercialisé sous la référence Lincore® PP FF par le 

groupe DEPESTELE (France). Il présente une densité surfacique (grammage) de 440 g/m², avec un taux 

massique de fibres de 40%.  

 

Figure II.1. Tissu Lin/Polypropylène sergé 2/2 à fibres comêlées : aspect du tissu sec et zoom 
sur la maille élémentaire. 

Les figures II.1.a et II.1.b présentent une image optique du tissu obtenue à l'aide d'un microscope 

optique, mettant en évidence les mèches de lin et les mèches de polypropylène. Les mèches de 

polypropylène ont été mesurées et leur largeur est d'environ 45 µm. Les figures II.1.d et II.1.e présentent 

respectivement des images des fibres élémentaires de lin et de polypropylène. La figure II.1.c illustre de 

manière schématique le tissage, montrant les fils de chaîne et les fils de trame. L'utilisation de ce type 

de tissu bidirectionnel offre de nombreux avantages. Il présente une résistance au délaminage supérieure 

à celle d'un renfort unidirectionnel, et ses propriétés mécaniques sont intéressantes à la fois dans la 

direction de la chaîne et de la trame du tissu. L'armure sergé 2/2 présente un entrelacement plus lâche 

qu'une armure unidirectionnelle, et le tissu est caractérisé par une diagonale. Dans ce type de tissage, 

chaque mèche de chaîne passe au-dessus de deux mèches de trame consécutives, puis en dessous de 

deux autres mèches de trame. Cela confère au tissu une bonne tolérance aux dommages, grâce au 

maintien latéral des fibres et à une épaisseur régulière. Par ailleurs, afin de minimiser toute possible 

hétérogénéité entre les renforts utilisés dans cette étude, tous les rouleaux de tissu ont été commandés 

simultanément et proviennent d’un même lot. 

II.1.2. Fabrication du composite 

Il existe plusieurs procédés de mise en forme des composites, chacun présentant ses propres 

particularités, avantages et inconvénients. Le choix d'un procédé dépend principalement de la matrice 
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et du renfort utilisés, ainsi que de la géométrie de la pièce finale, de la taille de la série et des 

performances recherchées. Dans le cadre de cette thèse, nous avons recours à deux procédés distincts : 

la thermocompression classique et la consolidation sous vide pour la mise en forme des plaques 

composites destinées à la caractérisation, et exclusivement la thermocompression pour les pièces 

destinées au soudage par ultrasons. 

II.1.2.1. Thermocompression 

La thermocompression est un procédé de mise en forme des composites imprégnés de résine. Il 

implique la compression des éléments constitutifs (renforts et matrice) à l'aide d'une presse équipée de 

plateaux chauffants. La compression permet de compacter les fibres tandis que la température appliquée 

permet la fusion de la résine. Ce procédé de fabrication est largement utilisé dans des secteurs industriels 

tels que l'aéronautique et l'automobile. 

Dans le cadre de la fabrication des composites lin/polypropylène étudiés dans ces travaux, nous 

avons utilisé une presse chauffante Fontijne Grotnes TPC 321 (figure II.2). Cette presse est équipée de 

deux plateaux chauffants et d'un système de refroidissement interne. Pendant les phases de 

refroidissement, de l'eau réfrigérée circule à travers des canaux situés à l'intérieur des plateaux, ce qui 

permet de contrôler la vitesse de refroidissement. 

 

Figure II.2. Presse de thermocompression Fontijne Grotnes TPC 321. 

Avant la mise en forme, il a été choisi de conditionner les plis de tissu pendant 7 jours à une 

température de 23 °C et une humidité relative de 50% avant de les utiliser dans la fabrication. Les 

stratifiés sont ensuite positionnés entre les deux plateaux chauffants de la presse. Des feuilles de téflon 

sont placées en-dessous et au-dessus du moule afin de faciliter le démoulage du composite à la fin de la 

thermocompression et d'obtenir une surface de bonne qualité. 

Le cycle de thermocompression adopté est décrit dans la figure II.3 et se décompose comme suit : 

 Augmentation de la température de 20 °C à 200 °C avec une vitesse de montée de 15 °C/min.  

 Application d'une pression. Différentes pressions ont été testées, notamment 1, 3, 5, 7, 10 et 20 

bars. 

 Maintien de la température et de la pression. La durée de maintien varie entre 1 et 5 minutes en 

fonction des conditions d'essai. 

 Refroidissement jusqu'à 40 °C avec une vitesse de refroidissement de 15 °C/min. 
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Figure II.3. Cycle de cuisson (cas 3 bars, temps de maintien de 3 minutes). 

Les plaques fabriquées ont des dimensions de 350 x 350 mm² et sont constituées de 6 plis de tissu 

superposés dans le cas des plaques destinées à la caractérisation. Pour les plaques destinées au soudage 

par ultrasons, un empilement de 8 plis est réalisé afin d'obtenir une épaisseur d'environ 3 mm pour le 

composite. La figure II.4 présente des exemples de plaques obtenues. 

 
Figure II.4. Aspect des plaques utilisées dans cette étude. 

II.1.2.2. Consolidation sous-vide 

Le deuxième procédé de mise en forme utilisé pour la caractérisation du composite 

lin/polypropylène est le moulage sous vide (figure II.5). Les couches du composite ont été stratifiées 

manuellement à température ambiante. Pour faciliter le démoulage du composite, assurer une absorption 

homogène de la résine et obtenir une surface plane, différents tissus de démoulage ont été interposés 

entre le moule et le composite : un film plastique perforé suivi d'un tissu de drainage. 

Pour le processus de consolidation sous vide, la température est augmentée à une vitesse d'environ 

6 °C/min, suivie d'un temps de maintien de 15 minutes. Ensuite, le composite est refroidi à température 

ambiante en le retirant de l'étuve. Les plaques stratifiées sont démoulées après refroidissement complet. 
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Figure II.5. Photographie et schéma de la réalisation d’une plaque composite par consolidation 
sous vide. 

II.2. Dispositif du soudage par ultrasons 
 

II.2.1. Equipements 

Le soudage par ultrasons est réalisé à l'aide d'un équipement HiQ G1 DIALOG (Herrmann 

Ultraschal, Allemagne) contrôlé par microprocesseur. Cet équipement a une puissance nominale de 3,6 

kW, une fréquence nominale de 20 kHz, une amplitude nominale de 42 μm et est capable de fournir une 

force de 1800 N. La figure II.6 présente l'installation utilisée dans le cadre de cette thèse.  
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Figure II.6. Equipement de soudage par ultrasons HiQ DIALOG. 

Le système acoustique est composé d'une sonotrode en titane (avec un gain de 1:1.6), d'un 

amplificateur (avec un gain de 1:1.5) et d'un convertisseur piézoélectrique. La sonotrode utilisée a une 

surface de contact plane, lisse et rectangulaire de 25 mm x 40 mm. 

[1] Position du vérin d'entraînement  
[2] Position du sous-ensemble pneumatique 

SpeedControl 

[3] Armoire électrique 

[4] Ecran tactile 
[5] Système acoustique (convertisseur / 

booster) 

[6] Éclairage de zone de travail avec 
interrupteur à bascule Marche/Arrêt 

[7] Sonotrode 

[8] Interrupteur Marche/Arrêt de la machine 

[9] Dispositif de posage (enclume) 
[10] Bouton d'arrêt d'urgence 

[11] Touches de commande à deux mains 

[1] 

[2] 

[4] 

[5] 

[6] 

[7] 

[8] 

[9] 

[10] 
[11] 

[3] 
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Figure II.7. Structure de base ensemble acoustique. 

Enfin, le dispositif de posage, également appelé enclume, assure le support et le positionnement 

des pièces à souder tout en évitant les mouvements indésirables pendant l'opération de soudage. Le 

dispositif de serrage, illustré dans la figure II.8, est spécifiquement conçu pour permettre le mouvement 

vertical de la pièce supérieure et assurer le parallélisme entre les deux échantillons composites. 

 

Figure II.8. Dispositif de maintien des éprouvettes de soudure. 

Il convient de noter qu'un film constitué d’une couche élastomère sur un support textile est 

positionné sous les échantillons soumis au soudage, comme illustré dans la figure II.8. Ce film appelé 

« blanchet d'impression » (printing blanket), souvent de couleur bleue, offre divers avantages 

significatifs, et est d’une utilisation courante dans le domaine du soudage par ultrasons. Tout d'abord, il 

isole et amortit les vibrations générées par les ultrasons, préservant ainsi la stabilité des échantillons. De 

plus, en offrant une certaine souplesse permettant un bon positionnement de la pièce sous la sonotrode, 

il assure une répartition uniforme de la pression sur toute la surface de l'échantillon, garantissant des 

soudures uniformes et de haute qualité. De plus, en agissant comme une barrière protectrice, il prévient 

Blanchet 
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les dommages potentiels aux surfaces des échantillons causés par un contact direct avec les parties 

métalliques de l'enclume de soudage. 

II.2.2. Paramètres de soudage 

Les paramètres de soudage que nous avons décrits dans le chapitre I sont accessibles via un menu 

spécifique sur l'écran tactile, permettant ainsi de définir les conditions de soudage, comme l'illustre la 

figure II.9. Ce menu permet de configurer trois étapes distinctes. La première étape concerne le 

démarrage et le réglage de la position de la sonotrode. La deuxième étape concerne les conditions de 

soudage, notamment la détermination du moment d'arrêt des vibrations. Enfin, la troisième étape 

correspond à une phase de refroidissement programmée qui intervient après la fin des vibrations. 

 

Figure II.9. Paramètres d'entrée du dispositif de soudage. 

Dans la première étape, la valeur de déclenchement de la force est définie pour démarrer les 

ultrasons une fois cette valeur atteinte. Pour la deuxième étape, un mode de soudage est sélectionné 

parmi les quatre options disponibles : énergie, temps, puissance et déplacement. Il est important de 

souligner que le déplacement mesuré correspond au mouvement vertical de la sonotrode pendant le 

processus de soudage. La sonotrode s'ajuste en montant ou en descendant pour compenser les variations 

de volume du polymère et maintenir une charge de soudage constante tout au long du processus. Le 

déplacement peut être absolu (représentant la position de la sonotrode le long d'une plage de 100 mm) 

ou différentiel (représentant la différence entre la position de départ de la sonotrode et sa position à un 

moment donné). Les valeurs prédéfinies d'énergie de soudage, de temps de soudage, de puissance ou de 

déplacement de la sonotrode sont utilisées pour contrôler le processus de soudage. Lorsque les valeurs 

prédéfinies pour le mode sélectionné (énergie, temps, puissance ou déplacement) sont atteintes, les 
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oscillations ultrasonores s'arrêtent. Par conséquent, la qualité de la soudure est contrôlée par les valeurs 

prédéfinies dans chaque mode de soudage sélectionné. 

Enfin, lors de la troisième étape correspondant à la phase de refroidissement, il est nécessaire de 

définir une force de consolidation et un temps de consolidation. Dans cette étude, la force de 

consolidation est choisie équivalente à la force de soudage pour tous les essais réalisés. Pour cette étude, 

les modes temps et énergie ont été sélectionnés. En résumé, les choix du mode de soudage, de l'amplitude 

des vibrations et de la force de soudage sont effectués lors de la deuxième étape, tandis que la force de 

consolidation et le temps de consolidation sont définies lors de la troisième étape. 

II.2.3. Graphe des paramètres de sortie de l'appareil 

La machine utilisée est équipée d'un système d'acquisition de données associé à un capteur de 

pression. Le contrôleur de la machine UW intégre un capteur de déplacement de la sonotrode ainsi qu'un 

minuteur. Les données telles que la pression de la sonotrode, l'énergie de soudage et le déplacement de 

la sonotrode sont enregistrées en temps réel grâce au logiciel "DataServer" par le système d'acquisition 

de données. Après chaque soudure, la machine US génère les courbes suivantes en fonction du temps : 

la puissance dissipée et le déplacement vertical de la sonotrode (voir figure II.10). 

  

Figure II.10. Données du graphique de soudage. 

Dans cette étude, nous avons examiné le processus de soudage du composite lin/PP avec et sans 

l'utilisation de directeurs d'énergie plats. En se basant sur les signaux de puissance et de déplacement 

fournis par la machine, Villegas [25][163] a identifié cinq étapes distinctes au sein de la phase de 

vibration du processus de soudage par ultrasons des composites soudés avec un directeur d’énergie plat, 

comme illustré dans la figure II.11. Voici ces étapes en détail : 

 Étape 1 : Chauffage du directeur d'énergie sans observer de changements physiques à l'interface. 

À cette étape, à la fois la puissance et le déplacement augmentent. 

 Étape 2 : Fusion locale du directeur d'énergie due au chauffage par frottement. La puissance 

commence à diminuer. 

 Étape 3 : Fusion complète du directeur d'énergie (ou ramollissement dans le cas d'un matériau 

amorphe). La sonotrode commence à descendre car le directeur d'énergie est expulsé. Au cours 

de cette étape, tant la puissance que le déplacement connaissent une augmentation. 

 Étape 4 : Écoulement du directeur d'énergie et fusion de la matrice des couches supérieures des 

pièces à souder. La puissance commence à diminuer tandis que le déplacement reste constant. 

 Étape 5 : Fusion supplémentaire et éventuelle expulsion de la matrice des pièces à souder. La 

puissance reste constante tandis que le déplacement continue d'augmenter jusqu'à la fin de la 

phase de vibration. 

Ces étapes permettent de mieux comprendre le processus de soudage par ultrasons et de surveiller 

les changements qui se produisent au niveau de l'interface entre les matériaux. 

Puissance Déplacement 
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Figure II.11. Courbes typiques de puissance et de déplacement obtenues pendant la phase de 

vibration lors du soudage de lin/PP avec un DE plat. 

II.3. Techniques d’analyses et de caractérisation du matériau et des 

assemblages 
 

II.3.1. Propriétés physiques du composite 

Le taux massique de fibres est donné par le fournisseur (40%) et permet de calculer la masse 

volumique théorique du composite sans porosités (Eq. II.1). Les valeurs retenues pour la masse 

volumique des fibres de lin et de la matrice polypropylène sont de 𝜌𝑓 = 1,52 g/cm3 et de 𝜌𝑚 = 0,92 

g/cm3 respectivement. 

𝜌𝑐𝑜𝑚𝑝_𝑡ℎ =
1

𝑃𝑓
𝜌𝑓
⁄ +

𝑃𝑚
𝜌𝑚⁄

    (Eq. II.1) 

Cette masse volumique théorique vaut ici 1,099 g/cm3. 

Pf et Pm étant les taux massiques de fibres et de matrice. On a donc accès au taux volumique de fibres, 

𝑉𝑓 =
𝜌𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑠𝑖𝑡𝑒

𝜌𝑓
∙ 𝑃𝑓                                                  (Eq. II.2) 

qui vaut ici 28,3%. 

La masse volumique réelle des composites élaborés a été mesurée par pesée d’Archimède dans 

l’éthanol d’échantillons 20 x 20 mm² (3 échantillons au minimum par condition de fabrication) à l’aide 

d’une balance Radwag. Elle est calculée suivant l’équation : 

𝜌𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑠𝑖𝑡𝑒 =
𝑚𝑎𝑖𝑟∙𝜌𝑒𝑡ℎ𝑎𝑛𝑜𝑙

𝑚𝑎𝑖𝑟−𝑚𝑒𝑡ℎ𝑎𝑛𝑜𝑙
     (Eq. II.3) 

avec mair et methanol la masse de l’échantillon mesurée respectivement dans l'air et dans l’éthanol.  

Cette mesure de masse volumique permet alors d’évaluer le taux de porosités dans le composite : 

Vp = 1 −
𝜌𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑠𝑖𝑡𝑒

𝜌𝑐𝑜𝑚𝑝_𝑡ℎ
     (Eq. II.4) 

On peut remarquer ici que cette mesure de porosités est cohérente sous l’hypothèse que le taux 

massique de fibres n’évolue pas en fonction de la pression appliquée. Cette hypothèse est confirmée par 

les observations microscopiques, et par le fait qu’il n’est pas observé de fuite de matrice hors du 

composite lors de la fabrication. 
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II.3.2. Technique de caractérisation mécanique 
 

II.3.2.1. Préparation des éprouvettes 

Les éprouvettes de caractérisation sont découpées à l’aide d’une machine de découpe laser 

ARKETYPE équipée d'un laser CO₂,. Trois types d’éprouvettes ont été retenus en fonction des essais à 

réaliser. 

 Des éprouvettes haltères de 160 mm de longueur et de 15 mm de largeur (norme ISO 527-4, figure 

II.12.a) pour les mesures de module en traction. L’intérêt de faire les essais sur des éprouvettes 

haltères est de privilégier la rupture dans la zone utile ; 

 Des éprouvettes rectangulaires de 150 mm de longueur et de 15 mm de largeur (norme ISO 14125, 

figure II.12.b) pour les mesures de module en flexion sur stratifiés ; 

 Des éprouvettes rectangulaires de 250 mm de longueur et de 25 mm de largeur, avec une longueur 

libre de 150 mm (norme ISO 14129, figure II.12.c) pour les mesures du module de cisaillement 

dans le plan. 

Ces échantillons ont été ensuite conditionnés à 23 °C, 50 % HR pendant 24 h avant les essais. Ceci 

permet de tester tous les matériaux dans les mêmes conditions. Toutes les éprouvettes ont été mesurées 

(largeur et épaisseur) avant essai. Les essais ont été réalisés sans talons. 

 

Figure II.12. Géométrie des éprouvettes pour les essais de : a) traction uniaxiale, b) flexion et 

c) cisaillement. 

II.3.2.2. Essai de traction  

Afin de déterminer les propriétés mécaniques du matériau (module d'Young, contrainte de rupture, 

allongement dans les sens chaîne et trame), des essais de traction ont été réalisés sur des éprouvettes en 

forme de haltères conformément à la norme NF EN ISO 527-4 [164]. Les éprouvettes présentent une 

zone utile de longueur de 100 mm, et leur géométrie est illustrée dans la figure II.12.a. Les essais de 

traction ont été effectués sur une machine MTS Criterion C45 équipée d'un capteur de force de 100 kN 

et d'un extensomètre à couteaux avec une longueur de jauge de 50 mm pour mesurer la déformation 

longitudinale (figure II.13). Tous les tests ont été réalisés à température ambiante et ont été contrôlés en 

déplacement, à une vitesse constante de 2 mm/min. 

Afin d'assurer la reproductibilité des résultats, cinq éprouvettes ont été testées pour chaque 

condition de fabrication. Cela permet d'obtenir des données statistiquement significatives et de garantir 

la fiabilité des résultats obtenus. 

(a) 

(b) 

(c) 
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Figure II.13. Machine MTS Criterion C45 utilisée pour les essais. 

Selon la norme NF EN ISO 527-4 applicable aux composites présentant un comportement linéaire, 

le module d'Young doit être calculé à partir d'une régression linéaire entre 0,05% et 0,25% de 

déformation, en se basant sur la courbe contrainte-déformation. Cependant, les composites renforcés de 

fibres de lin montrent un comportement non linéaire qui peut être approximé par un comportement 

bilinéaire, comme observé dans d'autres études [115][144][165]. Ce comportement met en évidence une 

transition de pente autour de 0,2% de déformation, qui correspond à un point d'inflexion. De ce fait, 

deux modules, appelés E1 et E2, peuvent être définis (figure II.14). 

 

Figure II. 14. Courbe de traction et zones de mesure des modules E1 et E2 (respectivement en 

vert et en jaune). 

Le premier module, E1, est calculé sur la première partie linéaire entre les valeurs de déformation 

de 0,015% et 0,1% (zone I). Le deuxième module, E2, est calculé sur la deuxième partie linéaire dans 

une plage de déformation de 0,3% à 0,6% (zone II). 

Cette approche permet de caractériser de manière plus précise le comportement mécanique des 

composites renforcés de fibres de lin, en tenant compte de leurs particularités non linéaires. Elle offre 

une meilleure compréhension des propriétés du matériau et permet une évaluation plus précise de sa 

performance mécanique. 



Chapitre II 

 

Matériaux et méthodes 

 

 

Page | 54 

II.3.2.3. Essai de cisaillement plan 

Pour déterminer le module de cisaillement et le coefficient de Poisson, les champs de déformation 

ont été obtenus à l'aide d'un dispositif de corrélation d'images GOM 5M. Le dispositif expérimental 

utilisé, comme visible dans la figure II.13 (photo de droite), comprend deux caméras Schneider 

Kreuznach Xenoplan 1.9/35-0901 d'une résolution de 2448 x 2050 pixels, fixées sur un trépied réglable 

en hauteur et en distance focale. Dans le cas de notre étude, l’obtention des déplacements hors plan n’es- 

pas nécessaire, et une seule caméra est donc utilisée. Le dépouillement des résultats se fait avec le 

logiciel GOM Aramis. 

Avant de procéder aux mesures, l'éprouvette doit être préparée de manière à avoir une surface 

adaptée à la méthode de corrélation d'images. Pour cela, une fine couche de peinture blanche est 

appliquée sur une face de l'éprouvette. Ensuite, de la peinture noire est pulvérisée sur cette couche 

blanche, de manière à obtenir un motif de taches fines et aléatoires, appelé « mouchetis », avec peu de 

répétition. En effet, plus le motif est aléatoire, meilleure sera la corrélation des images. Un exemple de 

mouchetis obtenu à la surface d'une éprouvette en composite lin/polypropylène est présenté figure II.15. 

Ce dispositif de corrélation d'images permet d'obtenir des mesures précises du champ de déformation 

dans l'éprouvette pendant les essais, ce qui est essentiel pour déterminer le module de cisaillement et le 

coefficient de Poisson avec une bonne précision. 

 

Figure II.15. Exemple de mouchetis. 

Les essais de cisaillement plan sont réalisés conformément à la norme ISO 14129 [166], utilisant 

la même machine que précédemment. Les éprouvettes rectangulaires utilisées sont découpées à partir 

de stratifiés ayant une séquence d'empilement de fibres orientées à ±45 degrés. La géométrie des 

éprouvettes est présentée figure II.12.c. 

Le coefficient de Poisson 𝜈𝐿𝑇  est défini, en valeur absolue, comme le rapport de la déformation 

transversale mesurée dans la direction perpendiculaire à l'axe de sollicitation sur la déformation 

longitudinale. Le module de cisaillement 𝐺𝐿𝑇 est alors déterminé à partir des modules 𝐸45, 𝐸𝐿, 𝐸𝑇 et  

𝜈𝐿𝑇  selon l'équation suivante : 

1

𝐺𝐿𝑇
= 

4

𝐸45
− 

1

𝐸𝐿
− 

1

𝐸𝑇
+  2

𝜈𝐿𝑇

𝐸𝐿
                                                 (Eq. II.5) 

Dans cette équation, 𝐸45 est le module d'Young mesuré dans la direction à ±45 degrés, 𝐸𝐿 est le 

module d'Young mesuré dans la direction longitudinale, 𝐸𝑇 est le module d'Young mesuré dans la 

direction transversale, et 𝜈𝐿𝑇  est le coefficient de Poisson déterminé comme expliqué précédemment. 

II.3.2.4. Essai de flexion 

Les essais de flexion sont réalisés pour déterminer la rigidité (module 𝐸𝑓) des stratifiés homogènes 

qui seront présentés ultérieurement (section II.4). Conformément à la norme ISO 14125 [167], des 

éprouvettes rectangulaires de 150 mm de longueur et 15 mm de largeur sont utilisées (figure II.12.b).  
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Le dispositif de flexion trois points est monté sur une machine de traction Shimadzu Autograph-

AGS-10kNX équipée d'un capteur de force de 10 kN (figure II.16). Les essais sont réalisés à une vitesse 

de traverse de 2 mm/min. La distance entre les deux points d'appui inférieurs est de 100 mm. La flèche 

de flexion est mesurée à l'aide d'un capteur sans contact positionné sous l'éprouvette, au droit du couteau 

central. Comme il ne mesure le déplacement que sur une distance de 10 mm, la dernière partie de la 

courbe de traction ne sera pas disponible. Pour ces essais seul la mesure des modules 𝐸𝑓 est exploitée. 

Cinq échantillons sont testés pour chaque direction. 

               

Figure II.16. Dispositif d’essai de flexion à trois points. 

La force F et la flèche enregistrées pendant l’essai permettent de déterminer le module en flexion à 

partir de l’équation (II.6) : 

 𝐸 =
𝐿3

4𝑏ℎ3
∗
𝛥𝐹

𝛥𝑆
                              (Eq. II.6) 

Avec L la distance entre appuis (mm), b et h respectivement la largeur et l’épaisseur de l’éprouvette 

(mm), F (N) la variation de force et S (mm) la variation de la flèche associée. 

II.3.3. Caractérisation des joints soudés et collés 
 

II.3.3.1. Découpage des échantillons 

Des échantillons rectangulaires de dimensions 25 mm x 100 mm sont obtenus par découpe laser, 

comme représenté dans le schéma de la figure II.17. 

    

Figure II.17 :  a) Plaque lin/PP de 335 x 335 mm² découpée par laser b) Directions de 

découpage des plaques. 

(a) (b) 
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Ces échantillons sont assemblés selon la configuration simple recouvrement. Leur géométrie est 

illustrée dans la figure II.18. Avant d'être soumis aux essais, les échantillons sont préalablement placés 

dans une chambre climatique pendant au moins 1 jour, à une température de 23 °C et une humidité 

relative de 50 %. 

 

Figure II.18. Dimensions de l’éprouvette d’essai de cisaillement simple recouvrement. 

Il convient de noter que la surface de contact de la sonotrode est légèrement plus grande que la 

surface de recouvrement (qui mesure 25 mm × 15 mm sans directeur d’énergie et 25 mm x 10 mm avec 

directeur d’énergie) afin de garantir une soudure complète de la zone de recouvrement. 

II.3.3.2. Essai de cisaillement de joint simple recouvrement 

Les tests de cisaillement en joint simple recouvrement (Single Lap Shear SLS) ont été réalisés dans 

le but de mesurer la contrainte à la rupture en cisaillement et d'analyser les surfaces de rupture, 

permettant ainsi d'obtenir des informations sur les changements physiques se produisant à l'interface de 

soudure. Après le processus de soudage, les échantillons de joint simple recouvrement soudés ont été 

soumis à des essais mécaniques sur une machine d'essai universelle MTS Criterion C45 équipée d'un 

capteur de force de 10 kN (voir figure II.19). Ces essais ont été effectués conformément à la norme 

ASTM D1002, avec une vitesse de déplacement de la traverse de 2 mm/min. Les soudures et les tests 

ont été réalisés dans des conditions ambiantes standards. Les courbes force-déplacement ont été 

obtenues à l'aide du logiciel d'interface fourni avec la machine d'essai. 

    

Figure II.19. Dispositif d’essai de cisaillement en joint simple recouvrement (SLS). 

Deux contraintes différentes en simple recouvrement (Lap Shear Strength) ont été calculées selon 

la méthode proposée par Villegas et al. [47], en raison d'une différence de surface soudée : LSS1 et 

LSS2. LSS1 est déterminée en divisant la charge maximale par la surface totale de recouvrement, tandis 

que LSS2 est calculée en divisant la charge maximale par la surface soudée effective. La surface soudée 
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effective a été obtenue en examinant les surfaces de fracture des joints après les tests. À titre d'exemple, 

la figure II.20 présente la surface de fracture d'un joint en stratifié lin/PP sergé 2/2 soudé sans directeur 

d'énergie avec une force de soudage de 300 N. Comme on peut le voir sur la figure II.20, la surface 

soudée effective est clairement distinguable de la zone non soudée. Ainsi, LSS1 caractérise l'efficacité 

du joint, tandis que LSS2 évalue la qualité de la soudure. La surface soudée des interfaces a été mesurée 

manuellement à l'aide d'un microscope numérique. Plusieurs images ont été analysées pour chaque 

condition de soudage afin d'obtenir des valeurs représentatives de l'ensemble des échantillons. Entre huit 

et quinze échantillons ont été soudés pour chaque type de configuration, et la valeur moyenne ainsi que 

l'écart-type des contraintes ont été calculés à partir de cinq résultats, en excluant les valeurs extrêmement 

élevées ou faibles pouvant provenir d’anomalies dans le matériau ou la mise en position. 

 

Figure II.20. Surface de rupture représentative d'un joint soudé par ultrasons et définition de la 

surface soudée correspondante. 

II.3.3.3. Assemblage par collage 

La méthode de collage utilisée dans le cadre de ces travaux repose sur un processus méticuleux 

comportant plusieurs étapes afin d’assurer une adhérence optimale entre les substrats. Comme expliqué 

plus haut, le collage des thermoplastiques présente de nombreuses difficultés, notamment en raison de 

la faible énergie de surface de ces matériaux. L’adhésif a été choisi après consultation de plusieurs 

fournisseurs, et la méthode de collage a été élaborée selon les règles de l’art. L’objectif est de disposer 

de données de référence, dans le but de les comparer aux résultats obtenus par assemblage par soudage. 

Les substrats utilisés ainsi que la configuration du collage sont les mêmes que ceux de la figure 

II.18. Les zones à coller sont tout d’abord poncées à l'aide d'un papier de verre à grain fin. Elles sont 

ensuite nettoyées à l’acétone pour éliminer toutes traces de contaminants éventuels. On trace avec 

précision les limites de la zone de recouvrement pour garantir un bon ajustement. 

Une étape importante consiste à appliquer une couche de primaire Loctite SF770, préconisé pour 

le collage du polypropylène. Ce primaire prépare la surface du substrat, la rendant apte à une adhésion 

optimale de la colle. L'adhésif Loctite 406 est ensuite appliqué, et les substrats sont assemblés dans un 

montage permettant le serrage à l'aide d'une pince. Ce serrage est maintenu pendant une durée de 1 à 2 

minutes pour assurer une fixation solide. 

Tableau II.1 : Propriétés de l’adhésif Loctite 406. 

Nature Densité à 25°C Viscosité à 25°C 
Résistance à la 
traction à 22°C 

Éthyle cyanoacrylate 1,1 kg/m3 [12 ; 22] mPa.s 13 MPa 

Une campagne d’essais réalisées sur les assemblages collés selon cette méthode nous a permis de 

déterminer que la contrainte de cisaillement maximale (LSS) obtenue avec cette méthode s’élevait à 

5 MPa. Cette valeur constitue donc une référence pour comparaison avec les résultats de soudage. 

II.3.3.4. Mesure de température 
 

a. Thermocouples 
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Dans le but de mieux comprendre l'influence des paramètres de soudage par ultrasons sur la 

contrainte à la rupture en simple recouvrement ainsi que sur l'interface des joints, des thermocouples ont 

été installés au centre de la zone de soudage afin d’y enregistrer les variations de température. 

 
Figure II.21. Schéma de mesure de température pendant le soudage par ultrasons d'un 

composite lin/PP sans directeur d'énergie. 

La configuration expérimentale pour les mesures de température est représentée à la figure II.21. 

Elle comprend l'utilisation d'un enregistreur de température, d'un ordinateur et de thermocouples de type 

K (OMEGA, USA) d'un diamètre de 0,13 mm. Ces thermocouples ont été préalablement positionnés au 

centre de la surface de contact de la zone de recouvrement. Il convient de noter que la gaine a été retirée 

localement afin que seuls les fils nus du thermocouple soient en contact avec l'interface de soudage. 

Pour enregistrer les données, nous avons utilisé un système GL100_240_840-APS avec une fréquence 

d'acquisition de 10 ms. La conversion de la tension thermoélectrique en température a ensuite été réalisée 

à l'aide d'une équation polynomiale (Eq. II.7). Les coefficients du polynôme sont présentés dans le 

tableau II.2. Il est important de souligner que les échantillons utilisés pour les mesures de température 

n'ont pas été utilisés dans le cadre de la campagne d’essais mécaniques. 

𝑇 = 𝑐0 + 𝑐1𝑥 + 𝑐2𝑥
2 + 𝑐3𝑥

3 + 𝑐4𝑥
4 +⋯+ 𝑐𝑛𝑥

𝑛                          (Eq. II.7) 

Avec  

T : température en °C c : coefficients polynomiaux 

x : tension thermoélectrique en mV n : ordre maximum de l’équation polynomiale 

Tableau II.2. Exemple de table  de coefficients pour les thermocouples de type K [168]. 

Température (°C) -200 à 0 0 à 500 500 à 1372 

Tension (mV) -5,891 à 0.000 0,000 à 20.644 20,644 à 54.886 

𝑐0 0 0,000000E+00 -1,318058E+02 

𝑐1 2,5173462E+01 2,508355E+01 4,830222E+01 

𝑐2 -1,1662878E+00 7,860106E-02 -1,646031E+00 

𝑐3 -1,0833638E+00 -2,503131E-01 5,464731E-02 

𝑐4 -8,9773540E-01 8,315270E-02 -9,650715E-04 

𝑐5 -3,7342377E-01 -1,228034E-02 8,802193E-06 

𝑐6 -8,6632643E-02 9,804036E-04 -3,110810E-08 

𝑐7 -1,0450598E-02 -4,413030E-05 0 

𝑐8 -5,1920577E-04 1,057734E-06 0 

𝑐9 0 -1,052755E-08 0 

Erreur (°C) -0,02 à 0.04 -0,05 à 0.04 -0,05 à 0.06 
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b. Caméra thermique 

La deuxième méthode employée pour la mesure de la température repose sur la thermographie 

infrarouge. On utilise une caméra thermique FLIR X6800sc, qui offre une résolution de 640x512 pixels 

à 520 images par seconde. Le logiciel FLIR Research IR permet l’acquisition et l'étalonnage des données 

thermiques. La méthodologie suivie pour l'acquisition et le traitement des données a été rigoureusement 

respectée. Tout d'abord, chaque expérience a été minutieusement préparée, y compris le pré-

conditionnement des échantillons et leur positionnement précis. Ensuite, la caméra thermique a été 

configurée en fonction des exigences spécifiques de chaque expérience, en ajustant des paramètres tels 

que la résolution, la fréquence d'acquisition et la plage de température. Dans notre cas, la résolution a 

été abaissée à 256x136 pixels au profit de la fréquence d’acquisition ainsi portée à 1000 images/s. Les 

données thermiques ont été capturées conformément à ces paramètres, puis importées dans le logiciel 

FLIR Research IR pour subir un traitement approprié. Ces opérations comprennent le calibrage des 

niveaux de température, la correction des éventuelles aberrations, et la génération de rapports 

thermographiques.  

  

Figure II.22 : a) Équipement pour l'enregistrement d'images IR pendant le soudage par 

ultrasons, b) Image IR obtenue pendant l’opération d’assemblage (lin/PP). 

Toutes les expériences ont été menées à la température ambiante. Les résultats ont été analysés 

pour mettre en évidence les variations de température, puis présentés sous forme de graphiques, de cartes 

thermiques et de tableaux dans le chapitre V. L'ensemble du dispositif expérimental est illustré dans la 

figure II.22. 

II.3.4. Technique de caractérisation morphologique 

Des analyses par microscopie optique et électronique ont été menées sur les échantillons. Dans le 

cas des faciès de rupture, aucun traitement particulier n’a été utilisé préalablement. Dans le cas de l’étude 

des effets du procédé de fabrication des composites et du procédé d’assemblage, un certain nombre de 

coupes transversales ont dû être réalisées. La technique de préparation de ces échantillons est explicitée 

ci-après. 

 

 

a) b) 
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II.3.4.1. Préparation des échantillons 
 

II.3.4.1.1. Enrobage des échantillons 

La première étape de la préparation des échantillons pour l'analyse consiste à prélever l'échantillon 

et à l'enrober dans une résine. Ceci permet de maintenir l'échantillon de manière adéquate pour la 

prochaine étape, à savoir le polissage. Les échantillons sont découpés selon leur utilisation prévue, soit 

à l'aide d'une machine de découpe laser (modèle Trotec Speedy 400), soit à l'aide d'une scie diamantée. 

Dans le cadre des essais de caractérisation, des observations microscopiques ont été réalisées sur des 

sections transversales et longitudinales de stratifiés non soumis à une contrainte mécanique, et ces 

sections ont été découpées au laser. Pour les essais de soudage par ultrasons, des sections transversales 

de la zone de recouvrement ont été découpées à l'aide d'une scie diamantée à une vitesse de coupe réduite 

pour éviter d'endommager le matériau. Les échantillons ont une dimension de 20 x 20 mm². Par la suite, 

ces échantillons ont été enrobés dans une résine époxy qui réticule à température ambiante (EpoFix©). 

II.3.4.1.2. Polissage des échantillons 

L'étape de polissage a pour objectif initial d'éliminer les rayures et éventuelles microfissures créées 

lors de la découpe afin d'obtenir une surface parfaitement plane et lisse. Une étape de finition est ensuite 

réalisée pour obtenir une surface nette et propre. Pour cela, les échantillons sont placés sur une polisseuse 

manuelle et soumis à plusieurs étapes de polissage avec des grains de plus en plus fins. Le lubrifiant 

DP-Lubrifiant BrownTM est utilisé pendant le processus de polissage. Il s’agit d’un lubrifiant non 

aqueux, préconisé pour le polissage des fibres naturelles hydrophiles. Une étape de pré-polissage est 

effectuée pour exposer la surface du composite. Ensuite, le polissage est réalisé à une vitesse de 250 

tours/min pendant 2 minutes en utilisant des grains de taille 220 (65 µm), 500 (30 µm), 1200 (15 µm), 

2000 (10 µm) et 4000 (5 µm). 

Après le polissage, les échantillons sont lavés à l'éthanol, puis séchés avant d'être examinés au 

microscope optique numérique (MON) et au microscope électronique à balayage (MEB). 

II.3.4.2. Microscopie numérique 

L'observation des sections polies a été effectuée à l'aide d'un microscope numérique Keyence VHX-

6000, offrant un grossissement allant jusqu'à 2500 fois. Le logiciel VHX a été utilisé pour la capture 

d'images. Les images obtenues avec ce microscope ont été automatiquement assemblées pour afficher 

le profil complet de l'échantillon observé (figure II.23). Ce microscope a également permis d'analyser 

les surfaces de rupture des interfaces soudées après les essais de cisaillement en joint simple 

recouvrement. Aucune préparation préalable des échantillons n'a été nécessaire. 

  
Figure II.23. Vue en coupe d’un échantillon de lin/PP. 
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La figure II.23.a illustre une section transversale d'un échantillon de lin/polypropylène [0/90] qui 

n'a subi aucune sollicitation mécanique. On peut clairement distinguer l'orientation des fils à 0° (dans le 

sens de la chaîne) et à 90° (dans le sens de la trame). Ces fils sont perpendiculaires au plan de la 

micrographie et sont séparés par des zones riches en résine. La figure II.23.b présente une micrographie 

de deux stratifiés soudés par ultrasons. 

II.3.4.3. Microscopie électronique à balayage 

La microscopie électronique à balayage (MEB) est une méthode d'analyse qui utilise l'interaction 

entre les électrons et la matière pour produire des images à haute résolution. Dans cette étude, le 

microscope électronique à balayage Hitachi S-3000N a été utilisé pour observer les sections polies mais 

aussi les faciès de rupture des échantillons soudés. Les images obtenues ont permis notamment 

d'analyser la structure interne des stratifiés et d'identifier les porosités présentes dans les matériaux 

fabriqués à différentes pressions, ainsi que dans les matériaux soudés par ultrasons. Toutes les 

observations ont été effectuées en mode Electrons Rétrodiffusés (BSE). Bien que ce mode d'observation 

ne soit pas idéal pour la détection de défauts topographiques, il présente l'avantage de fonctionner sous 

vide partiel, ce qui permet d'effectuer des observations sans que l'échantillon ne se charge 

excessivement, même en l'absence de métallisation. 

Les observations ont été réalisées avec des grossissements compris entre 50x et 500x, à une distance 

de travail de 8 à 16 mm, sous un faisceau d'électrons accélérés par une tension de 10 kV. Les images 

ont été acquises à une faible vitesse de balayage afin d'obtenir des clichés avec une résolution et une 

qualité optimale. 

 

Figure II.24. Photo MEB d’un échantillon fabriqué à 5 bars. 

La figure II.24 présente une image obtenue par microscopie électronique à balayage (MEB) d'une 

section polie d'un échantillon de composite lin/polypropylène découpé à partir d'une plaque fabriquée 

sous une pression de 5 bars. Les flèches indiquent la présence de porosités et de décohésions entre les 

fibres et la matrice. Il est difficile de déterminer si ces décohésions sont causées par le processus de 

découpe et/ou de polissage, ou si elles sont des défauts inhérents à l'élaboration du composite lui-même. 

II.4. Choix des séquences d’empilement 

Dans le cadre de cette étude, nous souhaitons étudier l’influence de l’orientation des fibres à 

l’interface soudée. En effet, dans le domaine du collage des composites, cet effet local a largement été 

mis en évidence. En ce qui concerne les composites stratifiés à fibres unidirectionnelles, une règle 

largement répandue est de disposer les fibres à 0° à l’interface, au contact de l’adhésif. Dans le cas du 

joint simple recouvrement, cette règle conduit effectivement à une augmentation de la résistance à 

rupture. Mais plusieurs études [169][170] ont pu montrer que cet effet était dû à l’augmentation de la 

raideur en flexion des substrats. En effet, la disposition de fibres à 0° de part et d’autre de séquences 
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symétriques a une influence forte sur cette raideur, ce qui permet de limiter les contraintes de pelage 

conduisant à la rupture. Les études citées montrent au contraire qu’à raideur en flexion égale, la 

disposition de fibre à 0° à l’interface est en fait dommageable car elles offrent un chemin privilégié pour 

la propagation d’une fissure. Disposer des fibres à d’autres orientations à l’interface conduit à une 

rupture traversant plusieurs plis et donc à un chemin complexe augmentant ainsi la résistance ultime. 

Dans le cas particulier des fibres à 0°, on se retrouve donc face à deux mécanismes d’effet opposé 

agissant simultanément. 

La mise en évidence de cet effet local est difficile, car dans la plupart des cas le changement 

d’orientation des fibres à l’interface collée se fait par rotation des substrats. Ceux-ci sont classiquement 

stratifiés selon une séquence d’empilement [0/45/90/-45]ns, dite quasi isotrope. Malheureusement, cette 

isotropie n’existe que pour les sollicitations de membrane. Leur comportement en flexion reste 

anisotrope et ne résout donc pas le problème du couplage local/global. Pour pallier cette difficulté, il est 

possible, dans le cas de plis unidirectionnels, de faire appel à des séquences d’empilement spécifiques. 

Ces séquences, mises en évidences par Vannucci et Verchery [171], sont des empilements non 

symétriques conduisant à une isotropie en membrane et en flexion. Le comportement est également 

homogène, c’est-à-dire que les modules de flexion et de traction sont identiques. 

Dans le cadre de la théorie classique des stratifiés (présentée en annexe 1) [172], la réponse d’un 

matériau à des sollicitation mécaniques est classiquement décrite par les relations : 

[

𝑁𝑥
𝑁𝑦
𝑁𝑥𝑦

]

𝑘

= [
𝐴11 𝐴12 𝐴16
𝐴12 𝐴22 𝐴26
𝐴16 𝐴26 𝐴66

] [

𝜀𝑥𝑥
0

𝜀𝑦𝑦
0

𝛾𝑥𝑦
0

] + [
𝐵11 𝐵12 𝐵16
𝐵12 𝐵22 𝐵26
𝐵16 𝐵26 𝐵66

] [

𝜅𝑥
𝜅𝑦
𝜅𝑥𝑦

]                  (Eq.II.8) 

et 

[

𝑀𝑥
𝑀𝑦
𝑀𝑥𝑦

]

𝑘

= [
𝐵11 𝐵12 𝐵16
𝐵12 𝐵22 𝐵26
𝐵16 𝐵26 𝐵66

] [

𝜀𝑥𝑥
0

𝜀𝑦𝑦
0

𝛾𝑥𝑦
0

] + [
𝐷11 𝐷12 𝐷16
𝐷12 𝐷22 𝐷26
𝐷16 𝐷26 𝐷66

] [

𝜅𝑥
𝜅𝑦
𝜅𝑥𝑦

]                 (Eq.II.9) 

qui sont également notées sous forme contractée : 

[
𝑁
⋯
𝑀
] =  [

𝐴 ⋮ 𝐵
⋯ ⋮ ⋯
𝐵 ⋮ 𝐷

] [
𝜀𝑚
⋯
𝜅
]                                                    (Eq.II.10) 

La matrice A représente la matrice de rigidité en membrane, la matrice D est la matrice de rigidité 

en flexion, et la matrice B est la matrice de couplage membrane-flexion-torsion. 

Un matériau isotrope en membrane possédera les propriétés : 

𝐴11 = 𝐴22                                                                (Eq.II.11) 

𝐴16 = 𝐴26 = 0                                                         (Eq.II.12) 

et 

𝐴66=(𝐴11 − 𝐴12)/2                                                       (Eq.II.13) 

L’homogénéité se traduira par l’égalité des matrices homogénéisées de raideur en membrane et en 

flexion. 

1

ℎ
[𝐴] =

12

ℎ3
[𝐷]                                                           (Eq.II.14) 

Avec bien entendu la nullité de la matrice [𝐵] indiquant l’absence de couplage entre les 

comportements en membrane et en flexion. 
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L’utilisation de ces séquences pour réaliser les substrats à coller permet donc de découpler 

totalement les effets locaux et globaux de l’orientation des fibres, puisque le comportement élastique du 

joint est inchangé par rotation des substrats. 

Dans le cadre de notre étude, le matériau de base est un tissu et non un pli unidirectionnel. Là 

encore, on se trouvera donc dans le cas où la modification de l’orientation des fibres à l’interface 

conduira à une modification de la raideur globale des substrats si on se contente de faire tourner l’angle 

de découpe du stratifié dans ces axes. Dans le cas d’un tissu équilibré (même comportement élastique 

dans les directions chaîne et trame), la séquence d’empilement conduisant à l’isotropie et l’homogénéité 

sans couplages est connue. Il s’agit d’un empilement de 8 plis selon une séquence du type 

[45/0/0/45/0/45/45/0]. Si le tissu n’est pas équilibré, on conserve l’homogénéité et l’absence de 

couplage, mais on perd l’isotropie. Nous verrons dans le chapitre III une stratégie adaptée à ce cas de 

figure. 

II.5. La méthodologie des Plans d’Expériences (PE) 

Tout au long de nos travaux, notre objectif principal a été d'étudier l'impact des paramètres de 

soudage sur la qualité des soudures. Cependant, cette tâche s'avère complexe en raison du grand nombre 

de paramètres à ajuster. La méthodologie expérimentale classique consiste généralement à fixer le 

niveau de toutes les variables sauf une, puis à mesurer la réponse du système pour différentes valeurs 

de cette variable. Cependant, cela nécessite un nombre considérable d'essais. Par exemple, avec 9 

variables à 4 niveaux (c'est-à-dire en utilisant 4 valeurs différentes pour chaque variable), 

l'expérimentateur devrait réaliser 49 = 262144 expériences. Dans de nombreux cas, il est difficile de 

mener un si grand nombre d'essais. 

Ainsi, notre problématique de recherche était de développer un outil permettant d'obtenir des 

soudures de qualité optimale pour les composites lin/PP en effectuant un nombre réduit d'expériences, 

mais préalablement fixé et connu. Nous cherchions une approche qui nous permettrait de maximiser les 

résultats obtenus tout en minimisant le nombre d'essais requis. 

II.5.1. Présentation du plan d'expériences  

Dans le langage scientifique, le terme "expérience" fait référence à un fait planifié ou provoqué 

dans le but de vérifier une hypothèse, une loi ou un modèle, afin d'acquérir une connaissance théorique 

sur la manière dont les phénomènes se déroulent. Lors d'études expérimentales avec plusieurs variables, 

le nombre de ces variables peut être élevé. Les approches utilisées pour mener à bien ces 

expérimentations sont souvent informelles, parfois inefficaces, et peuvent aboutir à un grand nombre de 

résultats difficiles à exploiter. 

Afin d'optimiser l'organisation des expériences et d'exploiter efficacement les résultats obtenus, les 

chercheurs ont intérêt à utiliser des méthodes telles que les Plans d'Expériences (PE). Le principe général 

des PE consiste à étudier seulement certains points du domaine expérimental tout en parvenant à 

comprendre le phénomène physique étudié dans son ensemble. En se basant sur la norme ISO 3534-3, 

on peut définir un PE comme une organisation structurée d'essais. La difficulté principale de cette 

méthodologie réside alors dans la sélection optimale des points d'étude. Les plans d'expériences 

permettent d'étudier un grand nombre de facteurs, de détecter d'éventuelles interactions, de modéliser 

avec précision les résultats obtenus, et garantissent la qualité du processus. 

Dans l'industrie, la connaissance des plans d'expériences est devenue essentielle pour améliorer la 

qualité des produits et des procédés, ainsi que pour réduire les délais de développement. En effet, la 

méthode des PE permet d'obtenir un maximum d'informations avec un coût minimal. 
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II.5.1.1. Principe  

Les plans d'expériences (PE) peuvent être appliqués à tous les phénomènes de type boîte noire 

(figure II.25), dans lesquels on cherche à optimiser les résultats (les réponses) en ajustant les paramètres 

d'entrée (les facteurs). Les paramètres d'entrée, également appelés facteurs, peuvent être contrôlés, mais 

il peut également y avoir des facteurs indépendants qui ne peuvent pas être réglés, et on les appelle alors 

des facteurs de bruit. 

 

Figure II.25. Schéma simplifié de l'environnement d'un système donné. 

La méthodologie des plans d'expériences répond à nos besoins. En effet, son principe consiste à 

faire varier simultanément les niveaux d'un ou plusieurs facteurs (qui peuvent être des variables discrètes 

ou continues) lors de chaque essai. Cela permet de réduire considérablement le nombre d'expériences à 

réaliser tout en augmentant le nombre de facteurs étudiés, en détectant les interactions entre les facteurs 

et en identifiant les optima par rapport à une réponse spécifique, c'est-à-dire une grandeur utilisée comme 

critère. De plus, cela facilite la modélisation des résultats. Le défi lors de l'utilisation des plans 

d'expériences est donc de minimiser le nombre d'expériences nécessaires sans compromettre la précision 

des résultats. 

Il existe actuellement de nombreux types de plans d'expériences différents, chacun ayant ses 

propres propriétés pour résoudre des problèmes spécifiques. Cependant, on peut les diviser en deux 

grandes catégories : les plans pour étudier (estimer et comparer) les effets des paramètres, et les plans 

pour ajuster les paramètres afin d'atteindre un optimum. 

II.5.1.2. Principaux avantages des plans d’expériences  

En résumé, la méthode des plans d'expériences présente les avantages suivants, largement 

reconnus: 

 Réduction du nombre d'essais nécessaires. 

 Possibilité d'étudier un grand nombre de facteurs. 

 Détection des interactions entre les facteurs. 

 Modélisation des réponses étudiées. 

 Obtention de résultats avec une précision optimale. 

En utilisant la méthode des plans d'expériences, il est possible d'interpréter rapidement et de 

manière non ambiguë les résultats en fournissant un modèle expérimental précis du système étudié. 

II.5.1.3. Plans factoriels 

Le plan factoriel complet, dans le cadre de notre étude, permet de considérer de manière exhaustive 

toutes les combinaisons possibles des variables avec un nombre fini de facteurs. Si nous prenons en 

compte un nombre discret de variations par facteur, ce plan permet d'examiner toutes les combinaisons 

possibles des modalités des facteurs. Par exemple, pour un plan factoriel complet avec k facteurs et 3 
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niveaux, le nombre d'essais N est calculé selon la formule N = 3𝑘. L'objectif est alors de répartir de 

manière optimale les essais dans le domaine expérimental. 

Les plans factoriels complets sont considérés comme des plans sans risque car ils permettent de 

déterminer tous les effets et toutes les interactions. Le nombre d'essais requis est au moins égal au 

nombre total de coefficients à déterminer. Les essais sont conçus de manière à estimer les coefficients 

avec une variance minimale. Leur simplicité d'utilisation assure un bon rendement en termes de résultats 

obtenus. Cependant, ils présentent une limite essentielle : le nombre d'essais augmente rapidement avec 

le nombre de facteurs, ce qui peut rapidement devenir difficile à mettre en pratique. 

II.5.2. Démarche méthodologique d'un PE 

Dans la réalisation d'une expérience, il est essentiel de procéder à une planification précise, 

matérialisée par un plan d'expériences ou un protocole expérimental. La méthodologie d'un plan 

d'expériences peut être divisée en plusieurs étapes, telles que décrites dans les références 

[173][174][175]. L'annexe 2 présente une description complète de ces étapes. 
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Le troisième chapitre se concentre sur l'influence des paramètres du procédé sur la 

fabrication de composites Lincore lin/PP. Dans cette partie de l'étude, nous examinons 

comment ces différentes variables affectent les propriétés mécaniques et la microstructure 

des composites. En comprenant ces relations, nous cherchons à optimiser les paramètres de 

fabrication pour obtenir des composites de haute qualité et des performances améliorées. 

Dans la première section, nous analysons le comportement en traction du composite 

Lin/PP. Nous examinons l'effet de la vitesse de chargement sur les propriétés mécaniques 

et évaluons l'impact de la température de fabrication sur ces propriétés. De plus, nous 

explorons l'influence de la pression de consolidation sur la microstructure du composite, 

ainsi que son effet sur les propriétés mécaniques. 

La section suivante concerne le choix et l’optimisation des séquences d’empilement 

destinées à l’étude de l’influence de l’orientation des fibres sur le comportement des 

assemblages. Nous étudions l'effet de la pression de consolidation sur ces stratifiés et 

examinons leurs propriétés mécaniques en représentation polaire, qui permet de visualiser 

les effets d’orientation.
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III.1. Influence des paramètres de fabrication sur les propriétés des 

composites Lincore lin/PP 
 

III.1.1. Evolution des propriétés mécaniques 
 

III.1.1.1. Comportement en traction du composite Lin/PP  

La figure III.1.a présente les courbes contrainte-déformation obtenues selon les sens chaîne et trame 

pour un stratifié obtenu selon deux procédés de fabrication : thermocompression à 5 bars (TC_5b) et 

consolidation sous vide (SV). La courbe de la figure III.1.b correspond à un essai de traction à 45° par 

rapport aux axes principaux du tissu, pour un composite obtenu par thermocompression à 5 bars. 

Les courbes de traction dans les sens chaîne et trame présentent une bilinéarité classiquement 

observée dans les composites à fibres de lin [115][144][165]. Deux modules peuvent être identifiés sur 

ces courbes. Le premier, 𝐸1, représentant le module d’Young est mesuré entre les déformations [0,015-

0,1%] et le second, 𝐸2, est mesuré entre les déformations [0,3-0,6%]. La rigidité du composite obtenu 

par thermocompression est supérieure à celle de celui obtenu sous vide, de même que sa résistance, aussi 

bien dans le sens chaîne que le sens trame. Le comportement observé en traction à 45° devient très 

rapidement non linéaire, et le composite se déforme de façon importante jusqu’à la rupture finale.  

                      

Figure III.1. Courbes contrainte/déformation de traction des composites lin/PP. a) 

Chaîne et Trame, b) ±45. 

Les propriétés mécaniques mesurées sont détaillées dans le tableau III.1.  

Tableau III.1. Propriétés mécaniques du stratifié lin/PP. 

Procédé 
Thermocompression Sous vide 

Chaîne Trame Chaîne Trame 

𝐸1 (GPa) 12,0 ± 0,4 10,5 ± 0,4 8,8 ± 0,6 6,4 ± 0,4 

𝐸2 (GPa) 6,9 ± 0,3 5,6 ± 0,2 4,3 ± 0,1 3,4 ± 0,8 

𝜎𝑚𝑎𝑥  (MPa) 89 ± 6 82 ± 3 69 ± 4 51 ± 4 

ε (%) 1,12 ± 0,08 1,27 ± 0,09 1,22 ± 0,09 1,71 ± 0,31 

𝐺12 (GPa) 1,12 0,85 

𝜈12 0,2 0,5 

 

a) b) 
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III.1.1.2. Effet de la vitesse de chargement 

Lors de nos essais de traction sur le composite, nous avons utilisé trois vitesses de déplacement 

différentes : 0,5 mm/min, 2 mm/min et 10 mm/min afin d’évaluer l’effet de ce paramètre. En effet, 

l’emploi de matériaux présentant des propriétés viscoélastiques comme le polypropylène, et le lin dans 

une moindre mesure, peut laisser présager une influence de la vitesse de sollicitation sur les 

caractéristiques mesurées. Nous avons mesuré les propriétés mécaniques du composite, notamment la 

contrainte maximale, le module d'élasticité et l'allongement à la rupture, pour chaque vitesse de 

déplacement dans les directions trame et chaîne (figure III.2). 

   

Figure III.2. Effet de la vitesse de déplacement sur le comportement mécanique des 

composites lin/PP a) sens chaîne b) sens trame. 

Les résultats obtenus, présentés dans le tableau III.2, ont révélé qu'il n'y avait pas de différences 

significatives entre le comportement et les propriétés mécaniques du composite pour chaque vitesse de 

déplacement dans les directions trame et chaîne. Cela indique que la vitesse de déformation n'a pas 

d'impact significatif sur les performances mécaniques du composite dans notre plage de vitesses 

étudiées. 

Plusieurs facteurs peuvent contribuer à cette observation. Premièrement, il est possible que les 

vitesses de déplacement que nous avons utilisées se situent dans une plage où les effets sur les propriétés 

mécaniques sont négligeables. Il se peut également que les caractéristiques intrinsèques du matériau 

composite, telles que sa structure et sa composition, prédominent sur l'influence de la vitesse de 

déplacement dans notre étude. 

Il convient également de noter que nos essais de traction ont été réalisés dans des conditions 

contrôlées et reproductibles, en respectant les normes et protocoles appropriés. Cela garantit la fiabilité 

et la validité des résultats obtenus. 

Tableau III.2. Propriétés mécaniques du stratifié lin/PP (thermocompression) en fonction de la 
vitesse de chargement. 

𝑉𝑑𝑒𝑝 

(mm/min) 
𝜎𝐶 (MPa) 𝜎𝑇 (MPa) 𝐸𝐶 (GPa) 𝐸𝑇 (GPa) 𝜀𝐶  (%) 𝜀𝑇 (%) 

0,5 86 ± 5 72 ± 4 12,7 ± 0,2 10,3 ± 0,8 1,04 ± 0,2 1,1 ± 0,05 

2 89 ± 3 83 ± 6 12,5 ± 0,3 10,5 ± 0,2 1,02 ± 0,1 1,19 ± 0,1 

10 97 ± 1 80 ± 2 12,2 ± 0,3 11,3 ± 0,2 1,19 ± 0,4 1,09 ± 0,01 

 

a) b) 
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III.1.2. Effet de la température de fabrication 

Lors de la fabrication des plaques de composites en lin/polypropylène par thermocompression, nous 

avons utilisé différentes températures de fabrication : 180 °C, 190 °C et 200 °C (figure III.3). Nous 

avons examiné l'aspect et les propriétés du polypropylène (PP) dans les plaques résultantes à chaque 

température. 

     
Figure III.3. Effet des températures de la fabrication sur l'aspect des composites lin/PP. 

Les résultats obtenus montrent qu'à 180 °C et 190 °C, la fusion du PP n’est pas complète, ce qui se 

traduit par un aspect moins homogène et une certaine présence de particules non fondues dans la matrice. 

En revanche, à 200 °C, le polypropylène a fondu de manière plus complète, donnant un aspect plus 

uniforme et lisse à la matrice du composite. 

Ces observations peuvent être expliquées par les propriétés thermiques du polypropylène et du lin. 

Le polypropylène a une température de fusion spécifique, au-delà de laquelle il passe de l'état solide à 

l'état fondu. À des températures inférieures à sa température de fusion, il peut rester partiellement solide, 

entraînant une distribution inégale de la matrice dans le composite. En revanche, à une température 

suffisamment élevée (200 °C dans notre cas), le polypropylène fond complètement et se répartit 

uniformément dans la matrice, améliorant ainsi l'aspect et les propriétés du composite. 

La limite supérieure de 200 °C pour la fabrication a été déterminée afin de prévenir la dégradation 

des fibres de lin. Les fibres de lin peuvent subir une dégradation thermique à des températures plus 

élevées [176], ce qui peut entraîner une diminution de leurs propriétés mécaniques et de leur intégrité 

structurale. 

Il convient de souligner que ces résultats sont spécifiques à notre matériau et à notre plage de 

températures de fabrication. Des études ultérieures avec des matériaux différents et une plus grande 

plage de températures pourraient être nécessaires pour affiner les paramètres de fabrication et optimiser 

les propriétés du composite. 

III.1.3. Effet de la pression de consolidation 
 

III.1.3.1. Effet de la pression de consolidation sur la microstructure  

La détermination des taux volumiques de fibres, de résine et de porosité permet de montrer 

l’influence de la pression de fabrication sur la microstructure des plaques obtenues. Pour chaque niveau 

de pression, la mesure des masses volumiques a permis d’évaluer le taux moyen de porosité (tableau 

III.3). Le tableau montre également l’évolution de l’épaisseur des échantillons avec la pression 

appliquée. 

 

180 °C 190 °C 200 °C 
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Tableau III.3. Variation de l’épaisseur, de la masse volumique et du taux de porosité en 

fonction de la pression de fabrication. 

Pression 

(bar) 
Epaisseur (mm) 

Masse volumique 

(g/cm3) 

Taux moyen de 

porosités (%) 

Sous-vide 2,59 ± 0,03 1,013 ± 0,002 7,8 ± 0,2 

1 2,47 ± 0,03 1,070 ± 0,006 2,6 ± 0,5 

3 2,36 ± 0,02 1,089 ± 0,003 0,9 ± 0,3 

5 2,32 ± 0,01 1,087 ± 0,006 1,1 ± 0,5 

7 2,28 ± 0,01 1,08 ± 0,004 1,7 ± 0,3 

10 2,23 ± 0,01 1,092 ± 0,001 0,6 ± 0,1 

20 2,10 ± 0,02 1,096 ± 0,003 0,2 ± 0,3 

On observe tout d’abord que le composite fabriqué sous vide présente la plus faible masse 

volumique (1,013 g/cm3) et le plus fort taux de porosités, de l’ordre de 8% (figure III.4). L’utilisation 

de la thermocompression modifie considérablement les propriétés obtenues dès 1 bar, avec une forte 

diminution des porosités. Les pressions de 3, 5 et 7 bars donnent des résultats assez comparables. A 

partir de 10 bars et surtout pour 20 bars, le taux de porosité est considérablement réduit (figure III.5).  

 

Figure III.4. Influence de la pression sur la masse volumique du lin/PP sergé 2/2. 

On constate que le taux de porosité calculé est faible par rapport aux valeurs citées dans la littérature 

pour les composites thermoplastiques renforcés par des fibres de lin [177]. 

 

Figure III.5. Influence de la pression sur le taux de porosité du lin/PP sergé 2/2. 

Les épaisseurs diminuent avec la pression exercée mais cette diminution n’est pas explicable par la 

simple réduction du taux de porosités (figure III.6). En réalité, on observe un écrasement et un étalement 

global des plis stratifiés, avec une surface totale qui augmente avec la pression. La réduction d’épaisseur 

est cohérente avec l’hypothèse d’une déformation à volume constant (confirmée par la relativement 

faible évolution de la masse volumique). Au cours de cet écrasement, les proportions massiques relatives 

de fibres et de matrice sont globalement conservées. 
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Figure III.6. Influence de la pression sur l'épaisseur du lin/PP sergé 2/2. 

Pour mieux comprendre les évolutions subies par le matériau, des sections représentatives des 

composites ont été examinées au microscope électronique à balayage en mode vide partiel. Ces images 

d’assemblage de clichés tous réalisés dans des conditions équivalentes sont présentées en figure III.7. 

 
Figure III.7 : Analyse MEB de coupes microscopiques. a) Sous vide, b) 1 bar, c) 5 bars, d) 10 

bars, e) 20 bars. 
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Les porosités de forme elliptique sont observées principalement dans les composites fabriqués sous 

vide et par thermocompression à 1 bar. Pour les autres pressions, on relève des porosités allongées, 

visibles dans les filaments coupés longitudinalement. Globalement, les observations confirment d’une 

part que le taux de porosité est faible pour les pressions supérieures à 1 bar, et d’autre part, que les 

proportions relatives de fibres et de matrice sont conservées pour toutes les conditions de fabrication. 

III.1.3.2. Effet de la pression de consolidation sur les propriétés mécaniques  

Dans cette partie, nous avons examiné l'effet de la pression de consolidation lors du procédé de 

thermocompression sur les propriétés mécaniques du composite lin/PP. Comprendre comment la 

pression de consolidation influence les propriétés mécaniques du composite est essentiel pour optimiser 

le processus de fabrication et améliorer les performances du matériau. La figure III.8 présente l’influence 

de la pression sur l’allure des courbes de traction dans les sens chaîne et trame pour un temps de maintien 

de 3 min. 

     

Figure III.8. Influence de la pression (3 minutes de maintien) sur le comportement en 

traction du Lin/PP sergé 2/2. a) sens chaîne, b) sens trame. 

L’ensemble des courbes présentent un comportement bilinéaire. Le comportement des stratifiés 

fabriqués sous vide et en thermocompression sous 1 bar se démarque clairement des autres, avec une 

rigidité et des contraintes à rupture plus faibles. A partir de 3 bars et jusqu’à 20 bars, les modules et les 

résistances à la rupture deviennent plus stables et augmentent avec la pression.  Le tableau III.4 

récapitule l’ensemble des jeux de différentes valeurs de pression étudiées.  

Tableau III.4. Propriétés en traction du Lin/PP pour différentes valeurs de pression. 

Temps 

(s) 

Pression 

(bar) 

Sens chaîne Sens trame 

𝐸1 

(GPa) 

𝐸2 

(GPa) 

𝜎𝑚𝑎𝑥 

(MPa) 

ε   

(%) 

𝐸1 

(GPa) 

𝐸2 

(GPa) 

𝜎𝑚𝑎𝑥 

(MPa) 

ε   

(%) 

900 SV 8,8±0,6 4,3±0,1 69±4 1,27±0,09 6,4±0,4 3,4±0,8 51±4 1,71±0,31 

180 1 10,0±0,3 4,8±0,2 71±3 1,12±0,06 8,8±0,2 4,0±0,4 63±3 1,16±0,08 

180 3 11,5±0,3 5,8±0,2 76±3 1,02±0,10 9,5±0,3 4,6±0,2 68±2 1,09±0,03 

180 5 12,0±0,4 6,9±0,3 98±6 1,12±0,08 10,5±0,4 5,6±0,2 82±3 1,22±0,09 

180 7 12,5±0,2 7,0±0,3 96±5 1,09±0,04 11,2±0,6 5,8±0,2 87±6 1,26±0,11 

180 10 12,5±0,3 6,9±0,3 107±6 1,31±0,11 11,4±0,3 6,2±0,2 97±4 1,32±0,01 

180 20 13,8±0,8 7,6±0,5 109±4 1,21±0,10 12,2±0,3 6,7±0,4 97±5 1,12±0,08 

b) a) 
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Les résultats présentés dans la figure III.9 montrent une corrélation significative entre la pression 

de consolidation et la contrainte à rupture du composite lin/PP. Lorsque la pression de consolidation 

augmentent, on  observe une augmentation concomitante de la contrainte à rupture dans les deux 

directions de la chaîne et de la trame du composite. 

 

Figure III.9. Influence de la pression sur la contrainte à la rupture du Lin/PP sergé 2/2. 

L'augmentation de la pression de consolidation favorise une meilleure adhérence entre les fibres de 

lin et la matrice de PP, ce qui entraîne une meilleure transmission des contraintes. Lorsque la pression 

est élevée, les fibres de lin sont plus étroitement liées à la matrice, ce qui améliore la répartition des 

charges et renforce la structure du composite. Cela explique pourquoi on observe une augmentation de 

la contrainte à rupture dans les deux sens de la chaîne et de la trame. 

De plus, l'augmentation de la pression de consolidation peut également réduire les vides et les 

défauts à l'interface fibre-matrice. Les défauts tels que les vides et les bulles peuvent agir comme des 

points de concentration de contrainte, ce qui affaiblit le matériau et réduit sa résistance. En augmentant 

la pression, on favorise l'élimination de ces défauts et améliorons ainsi la résistance globale du composite 

lin/PP. 

Afin d’étudier l’influence des paramètres de fabrication sur le phénomène de bilinéarité du 

comportement, l’évolution comparative des modules 𝐸1 et 𝐸2 a été relevée. La figure III.10 présente ces 

modules dans les sens chaîne et trame pour différentes pressions. On constate que les deux modules sont 

toujours plus élevés dans le sens chaîne, et donc que le tissu n’est pas parfaitement équilibré.  

 

Figure III.10. Evolution des modules 𝐸1 et 𝐸2 dans les sens chaîne et trame en fonction 

de la pression. 
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Le calcul du rapport 𝐸2/𝐸1  présenté en figure III.11 permet d’étudier l’évolution du comportement 

bilinéaire avec la pression. Les résultats montrent que ce rapport est à peu près le même pour les sens 

chaîne et trame, et qu’il augmente légèrement avec la pression pour se stabiliser autour de ½. 

 

Figure III.11 : Evolution du rapport 𝐸2/𝐸1 en fonction de la pression. 

Pour expliquer l’augmentation des modules avec la pression, deux hypothèses peuvent être 

formulées. La pression peut provoquer une meilleure imprégnation des fibres et diminuer le taux de 

porosité. Les mesures réalisées et les observations au MEB ne permettent pas de conclure sur un rôle 

primordial des porosités, puisque leur taux évolue relativement faiblement par rapport à l’augmentation 

des modules. L’autre hypothèse est que l’application d’une pression provoque un aplatissement du tissu 

et donc la réduction de l’amplitude des ondulations des fils de chaîne et trame. Ce meilleur alignement 

des fils entraînerait alors une augmentation de la rigidité du composite. L’observation au microscope 

optique (figure III.12) de coupes réalisées dans les sens chaîne et trame confirme bien cette réduction 

des ondulations avec la pression appliquée. 

Figure III.12. Images micrographiques du Lin/PP en sens chaine et trame pour 

différentes conditions de fabrication. 
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Il existe plusieurs modèles micromécaniques analytiques permettant d’approcher les modules des 

tissus. Le plus simple est l’analogie stratifié qui va surestimer le résultat en assimilant le tissu à la 

superposition d’un pli à 0° et d’un pli à 90°. La présence des ondulations va conduire à une réduction 

de ce module. Parmi les modèles prenant en compte ces ondulations, on trouve le modèle mosaïque 

(parallèle et série), les modèles d’ondulation 1D et 2D (parallèle-série et série-parallèle) [178]. Toutes 

ces approches sont fondées sur la théorie classique des stratifiés.  

Afin d’estimer la validité de cette hypothèse pour expliquer l’augmentation de la rigidité, un modèle 

extrêmement simplifié a été employé pour rendre compte de l’effet de l’ondulation. Dans ce modèle, la 

coupe de la maille élémentaire du sergé 2/2 après fabrication est schématisée comme le montre la figure 

III.13. 

 

Figure III.13. Schéma du composite lin/PP sergé 2/2. a) Thermocompression, b) Sous 

vide. 

Pour les zones où le toron est horizontal nous avons considéré que le module est égal au module 

maximal obtenu sous une pression de 40 bars, tandis que le module des zones où le toron est incliné est 

calculé en fonction de l’angle α grâce à l’équation III.1 :  

 

        (Eq. III.1)    
avec  

c = cos(α) ν𝑦𝑥 = 0,2 𝐸𝑥 =16,59 GPa E(40bars) = 14,1 GPa 

s=sin (α) 𝐺𝑥𝑦 = 1,12 GPa 𝐸𝑦 = 1,69 GPa  

Les images présentées en figure III.14 ont été analysées afin de mesurer les angles moyens de 

déviation des filaments par rapport à un alignement parfait. 

         𝐸𝛼 = 1/(
𝑐4

𝐸𝑥
+ (

1

𝐺𝑥𝑦
−

2ν𝑦𝑥

𝐸𝑥
) * 𝑐4* 𝑠4+ 

𝑠4

𝐸𝑦
 ) 
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Figure III.14. Angles mesurés pour différentes pressions. 

Ces résultats sont présentés dans le tableau III.5. 

Tableau III.5. Récapitulatif des angles mesurés selon différentes pressions. 

Sens Angle SV 1 bar 5 bars 7 bars 10 bars 20 bars 

Chaîne 

𝛼1 11 16 12 10 9 6 

𝛼2 16 15 11 9 8 6 

𝛼3 13      

𝛼4 12      

𝛼5 13      

𝛼6 18      

Trame 

𝛼1 18 17 14 11 9 4 

𝛼2 16 16 13 10 7 3 

𝛼3 17      

𝛼4 15      

𝛼5 16      

𝛼6 18      

 
Les résultats des modules en fonction de l’angle α sont résumés dans le tableau III.6. 
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Tableau III. 6 : Module en fonction de α pour différentes pressions (en GPa). 

Sens Module SV 1 bar 5 bars 7 bars 10 bars 20 bars 

Chaîne 

E (𝛼1) 11,5 8,6 10,8 12,1 12,8 14,6 

E (𝛼2) 8,65 9,1 11,5 12,8 13,4 14,6 

E (𝛼3) 10,3      

E (𝛼4) 10,8      

E (𝛼5) 10,3      

E (𝛼6) 7,7      

Trame 

E (𝛼1) 7,7 8,2 9,8 11,5 12,8 15,7 

E (𝛼2) 8,6 8,6 10,3 12,1 14,1 16,1 

E (𝛼3) 8,2      

E (𝛼4) 9,1      

E (𝛼5) 8,6      

E (𝛼6) 7,7      

La raideur de la zone considérée est calculée en faisant l’approximation de ressorts en série pour 

les zones horizontales et inclinées. On utilise ainsi l’équation III.2 : 

        
𝐿𝑡

𝐸𝑒𝑞
= 

𝐿1+ 𝐿3+𝐿5

𝐸40
+ 

𝐿2

𝐸𝛼1
+ 

𝐿4

𝐸𝛼2
                                            (Eq. III.2) 

où Lt est la longueur totale, L1, L3 et L5 les longueurs des parties horizontales, L3 et L5 les 

longueurs des parties inclinées, E40 le module maximal obtenu pour une pression de 40 bars. Là encore, 

les différentes longueurs ont été mesurées sur l’ensemble des micrographies. 

Le tableau III.7 rassemble les modules mesurés expérimentalement et les modules estimés en 

utilisant la méthode présentée, et ceci pour les directions chaîne et trame. 

Tableau III.7. Modules en traction calculés avec les modèles micromécaniques et 

expérimentaux dans la direction de la chaîne de de la trame. 

Direction Module (GPa) SV 1 bar 5 bars 7 bars 10 bars 20 bars 

Chaîne 

Modèle ressort 9,8 10,9 12,2 12,9 13,5 14,2 

Exp. 8,8 10 12 12,5 12,5 13,8 

Erreur 1 0,9 0,2 0,4 1 0,6 

Trame 

Modèle ressort 8,3 10,3 11.2 11,9 12,4 12,7 

Exp. 6,4 8,8 10,5 11,2 11,4 12,2 

Erreur 1,9 1,5 0,7 0,7 1 0,5 

L’approche analytique permet de rendre compte de façon satisfaisante de la relation entre 

l’amplitude des ondulations et les propriétés mécaniques. La comparaison des résultats expérimentaux 

avec ceux fournis par l’approche analytique montre que le modèle permet même d’approcher les valeurs 

mesurées expérimentalement avec une bonne précision. Néanmoins le recours à une caractérisation 

géométrique plus fine du tissu et l’emploi d’un modèle plus raffiné prenant en compte l’évolution 

continue de l’angle des torons longitudinaux et l’effet des torons transversaux constituent des 

perspectives qu’il serait nécessaire d’explorer. 

III.1.4. Influence du temps de maintien sur les propriétés mécaniques 

L'objectif de cette partie est d'analyser l'effet du temps de maintien de la thermocompression sur le 

comportement mécanique et les propriétés mécaniques du composite lin/polypropylène dans le sens 

chaîne et trame. Pour cela, nous avons utilisé quatre valeurs de temps de maintien : 60 s, 120 s, 180 s et 

300 s, tout en maintenant une pression de maintien constante de 5 bars et une température de 200 °C. 
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La figure III.15 présente l’influence du temps de maintien sur l’allure des courbes de traction dans les 

sens chaîne et trame. 

      

Figure III.15. Influence du temps de maintien (pour une pression de 5 bars) sur le 

comportement en traction du Lin/PP sergé 2/2. a) sens chaîne, b) sens trame. 

L’ensemble des courbes présentent un comportement bilinéaire. Malgré les variations du temps de 

maintien pour une thermocompression à 5 bars (figure III.15), les courbes contrainte-déformation 

obtenues pour chaque temps de maintien étaient similaires, ce qui indique que le temps de maintien n'a 

pas provoqué de variations notables dans le comportement mécanique du composite lin/polypropylène. 

Le tableau III.8 montre les propriétés mécaniques du composite lin/polypropylène dans le sens 

chaîne et trame pour 4 valeurs différentes du temps de maintien.  

Tableau III.8. Propriétés en traction du Lin/PP pour différentes valeurs de temps de maintien. 

Temps 

(s) 

Pression 

(bar) 

Sens chaîne Sens trame 

𝐸1 

(GPa) 

𝐸2 

(GPa) 

𝜎𝑚𝑎𝑥 

(MPa) 

ε   

(%) 

𝐸1 

(GPa) 

𝐸2 

(GPa) 

𝜎𝑚𝑎𝑥 

(MPa) 

ε   

(%) 

60 5 12,3±0,2 6,9±0,2 112±4 1,41±0,02 10,1±0,3 5,4±0,1 91±3 1,40±0,02 

120 5 12,5±0,6 7,1±0,4 98±4 1,14±0,09 10,8±0,1 5,7±0,1 89±4 1,32±0,06 

180 5 12,0±0,4 6,9±0,3 98±6 1,12±0,08 10,5±0,4 5,6±0,2 82±3 1,22±0,09 

300 5 12,6±0,2 7,2±0,1 96±3 1,13±0,04 10,8±0,2 5,5±0,4 73±4 1,04±0,03 

Les résultats obtenus révèlent que le temps de maintien n'a pas montré d'influence significative sur 

les propriétés mécaniques du composite lin/polypropylène (figure III.16).  

  
Figure III.16. Influence du temps de maintien sur a) la contrainte à la rupture, b) le module 

d’Young du Lin/PP sergé 2/2. 

60

80

100

120

0 1 2 3 4 5 6

C
o

n
tr

ai
n

te
 (

M
P

a)

Temps de maintien (min)

Sens chaine Sens trame

a)

8

10

12

14

0 1 2 3 4 5 6

M
o

d
u

le
 d

’Y
o

u
n

g 
(G

P
a

)

Temps de maintien (min)

Sens chaîne Sens trame

b)

a) b) 



Chapitre III  

 

Fabrication par thermocompression des stratifiés lin/polypropylène 

 

 

 

Page | 79 

III.2. Fabrication des stratifiés isotropes et homogènes  

Comme expliqué dans le chapitre II, le présent travail fait partie d'une étude dédiée à l'assemblage 

par soudage par ultrasons. On souhaite plus précisément connaître l’influence de l’orientation des fibres 

à l’interface soudée. Pour cela il est intéressant d’utiliser des stratifications conduisant à des propriétés 

élastiques isotropes, qui permettent de découpler les effets locaux et globaux dans de tels assemblages. 

Théoriquement, pour un tissu parfaitement équilibré, une séquence du type [0/45/45/0/45/0/0/45] permet 

d’obtenir ce comportement. Il se traduit par des propriétés identiques en membrane et en flexion, et une 

absence de couplage. L’objectif de cette partie est donc de vérifier la bonne obtention de ces propriétés. 

III.2.1. Effet de la pression de consolidation sur les stratifiés [0/45/45/0/45/0/0/45] 

Les éprouvettes de traction ont été découpées dans les plaques [0/45/45/0/45/0/0/45] selon les 

directions -45°, 0°, 22,5°, 45 et 90°. Les courbes contrainte/déformation obtenues en traction pour une 

fabrication sous vide et par thermocompression sont présentées sur la figure III.17. 

 

Figure III.17. Effet du procédé de fabrication et de la pression sur le comportement mécanique 

des stratifiés [0/45/45/0/45/0/0/45]. a) SV, b) TC_1bar, c) TC-5bars et d) TC-7bars. 
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Pour la fabrication sous vide, les courbes sont légèrement dispersées, alors que pour les composites 

fabriqués par thermocompression, le passage d’une fabrication de 1 bar à 7 bars permet d’observer un 

comportement à peu près similaire pour toutes les directions. 

Les résultats des tests de modules 𝐸1 et 𝐸2 sont présentés dans la figure III.18, illustrant les 

variations observées pour les stratifiés de séquence d'empilement [0/45/45/0/45/0/0/45] de composite 

lin/polypropylène en fonction des procédés de fabrication et des pressions de thermocompression 

utilisées. 

 

Figure III.18 : Effet du procédé de fabrication et de la pression sur les modules E1 et E2 des 

stratifiés [0/45/45/0/45/0/0/45. a) SV, b) TC_1bar, c) TC-5bars, d) TC-7bars, e) TC-10bars et f) 
TC-20bars. 
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Les résultats de l'étude révèlent des variations significatives des modules 𝐸1 et 𝐸2 des stratifiés de 

séquence d'empilement [0/45/45/0/45/0/0/45] de composite lin/polypropylène en fonction des procédés 

de fabrication et des pressions de thermocompression appliquées. 

Tout d'abord, en comparant les composites obtenus par les procédés de fabrication sous vide et de 

thermocompression, on observe une nette augmentation de la rigidité des composites fabriqués par 

thermocompression. Cette observation est cohérente avec des études antérieures qui ont démontré que 

la thermocompression permet une meilleure consolidation des fibres de lin et de la matrice de 

polypropylène, conduisant ainsi à une structure composite plus homogène et à une meilleure 

transmission des charges. 

De plus, l'effet de la pression de thermocompression sur les propriétés mécaniques des composites 

a été évalué. Les résultats indiquent que les modules 𝐸1 et 𝐸2 deviennent plus stables à partir d'une 

pression minimale de 3 bars et jusqu'à 20 bars. Cette stabilisation des propriétés peut être attribuée à 

l'application de pression qui favorise une meilleure intégration entre les fibres de lin et la matrice de 

polypropylène. En augmentant la pression, les fibres sont mieux imprégnées par la matrice, ce qui réduit 

les zones de faiblesse et augmente la résistance globale du composite. 

III.2.2. Représentation polaire des propriétés 

Pour la suite de l’étude, c’est le procédé de thermocompression avec une pression de 5 bars et un 

temps de maintien de 3 minutes qui a été retenu. L’identification du comportement du matériau fabriqué 

dans ces conditions a été complétée afin d’obtenir toutes ses propriétés mécaniques dans le plan. Le 

tableau III.9 récapitule les propriétés du pli élémentaire qui ont été retenues pour les calculs de stratifiés. 

Tableau III.9. Propriétés mécaniques du pli tissu obtenu par thermocompression à 5 bars. 

 Chaîne Trame 

E1 (GPa) 12,0 10,5 

E2 (GPa) 6,9 5,6 

σmax (MPa) 89 82 

ε (%) 1,12 1,27 

G12 (GPa) 1,1 

ν12 0,2 

On constate donc que le comportement du pli élémentaire utilisé n’est pas parfaitement équilibré 

(i.e. les modules dans les sens chaîne et trame ne sont pas égaux). La séquence utilisée conduira bien à 

un comportement homogène et sans couplage, en satisfaisant donc l’équations (II.14), mais ne garantira 

pas l’isotropie du comportement. La représentation des modules théoriques de membrane et de flexion 

en coordonnées polaires ne conduit donc pas à des cercles, mais à des ellipses parfaitement superposées. 

Le diagramme polaire des modules du pli élémentaire de tissu (module obtenu selon la direction de 

sollicitation), ainsi que celui de la séquence [0/45/45/0/45/0/0/45] sont présentés figure III.19. 
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Figure III.19 : Diagrammes polaires du tissu dans ses axes (a) et de la séquence 

[0/45/45/0/45/0/0/45] prévus par la théorie des stratifiés (b). 

Des essais de traction et de flexion ont été menés suivant plusieurs directions afin de vérifier 

expérimentalement les résultats prévus par la théorie classique des stratifiés, d’une part les propriétés 

d’isotropie, et d’autre part les propriétés d’homogénéité du comportement ainsi que l’absence de 

couplages. 

Les courbes contrainte/déformation en traction et force/déplacement en flexion sont présentées sur 

la figure III.120. Les angles indiqués sont mesurés par rapport au sens chaîne des plis à 0° de la séquence 

d’empilement. Le comportement bilinéaire observé pour les plis élémentaires est toujours présent dans 

le stratifié, mais il est néanmoins moins marqué dans la séquence [0/45/45/0/45/0/0/45] en raison de la 

présence de fibres à 45° dans l’empilement. Il est intéressant de remarquer que ce comportement 

bilinéaire est de même nature pour toutes les directions de sollicitation. 

 
Figure III.20 : Comportement mécanique des stratifiés [0/45/45/0/45/0/0/45] en. a) traction, b) 

flexion. 

Les modules mesurés expérimentalement sont reportés en coordonnées polaires sur la figure III.21. 

Les ellipses bleue et jaune représentent les modules théoriques de traction et de flexion, respectivement, 

tels que prédits par la théorie des stratifiés. Le cercle en traits interrompus représente le cas idéal de 

l'isotropie. Les carrés et les triangles correspondent aux valeurs expérimentales des modules de traction 

(en membrane) et de flexion, respectivement. 
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Figure III.21: Représentation polaire des modules expérimentaux et théoriques de la séquence 

0/45/45/0/45/0/0/45] en coordonnées polaires. Modules en MPa. 

Les résultats expérimentaux sont en bon accord avec la théorie. La séquence présente une légère 

anisotropie (forme elliptique) et une bonne homogénéité. Du fait du déséquilibre du pli élémentaire de 

tissu, nous n’obtenons donc pas le comportement totalement isotrope nécessaire à l’étude de l’effet des 

orientations de fibres. La théorie des stratifiés donne, en prenant pour références les paramètres 

élastiques du pli identifiés précédemment, un module à 0° de 8530 MPa et de 7880 MPa à 90°. Le 

maximum est de 8670 MPa pour -22° et le minimum de 7750 MPa pour 68°. La relation entre raideur 

en flexion et contrainte maximale dans le joint étant linéaire, cette différence de 10% est assez 

significative pour perturber l’étude de l’orientation locale des plis. Nous allons donc dans un deuxième 

temps chercher à optimiser la séquence d’empilement de façon à approcher ce comportement idéal. 

Cette recherche est intéressante pour la présente étude, mais permettrait également de proposer une 

stratification très simple d’emploi dans le cadre de la conception de structures. En effet le concepteur 

n’aurait pas à se préoccuper des effets d’anisotropie et pourrait aborder le stratifié comme un matériau 

« classique ». Ceci offrirait un certain nombre d’avantages, en permettant notamment d’utiliser des 

modèles simples pour le dimensionnement par éléments finis. 

III.2.3. Optimisation des séquences d’empilement 

L’objectif est maintenant de chercher une séquence améliorant l’isotropie, en conservant toutefois 

8 plis. L’isotropie en membrane s’obtient tout naturellement en utilisant un nombre égal de plis orientés 

dans les quatre directions soit 2 plis de chaque orientation 0, 90, 45 et -45°. Le comportement en 

membrane (matrice [𝐴]) n’est pas affecté par la répartition de ces plis dans l’épaisseur. En revanche les 

matrices [𝐷] et [𝐵] vont en dépendre fortement. Il s’agit donc de répartir ces plis de façon à maximiser 

l’isotropie en flexion tout en limitant l’intensité des couplages membrane-. Si ces derniers sont 

inévitables, on peut estimer que leur influence sera plus ou moins négligeable sur le comportement 

global à condition que les termes de la matrice [𝐵]  restent faibles. 

L’approche retenue pour minimiser l’anisotropie en flexion est décrite dans [179]. On définit la 

matrice équivalente [�̅�] : 

[�̅�] = [

�̅�11 �̅�12 0

�̅�12 �̅�11 0

0 0 �̅�66

]                                              (Eq. III.3) 

Les différents termes étant obtenus par : 
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�̅�11 =
3𝐷11+3𝐷22+2𝐷12+4𝐷66

8
                                              (Eq. III.4) 

�̅�12 =
𝐷11+𝐷22+6𝐷12−4𝐷66

8
                                                 (Eq. III.5) 

�̅�66 =
𝐷11+𝐷22−2𝐷12−4𝐷66

8
                                                 (Eq. III.6) 

qu’on peut aussi écrire : 

�̅�11 =
ℎ3

12
𝑈1;  �̅�12 =

ℎ3

12
𝑈4 ;  �̅�66 =

ℎ3

12
𝑈5                                   (Eq. III.7) 

en utilisant les paramètres de Tsai et Pagano [180]. 

Trouver la séquence maximisant l’isotropie en flexion revient à résoudre le problème aux valeurs 

propres suivant : 

(𝐷 − 𝜆�̅�)𝜅 = 0                                                      (Eq. III.8) 

où les valeurs propres 𝜆𝑖 fournissent une estimation de la distance dans l’espace des raideurs entre 

la matrice [𝐷] et la matrice isotrope correspondante [�̅�]. Ainsi, l’isotropie en flexion est atteinte lorsque 

la valeur propre minimum est égale à 1. 

Dans le cas présent, on recherchera les séquences permettant d’approcher cette valeur de 1, tout en 

maintenant les termes Bij à des valeurs faibles. Cette recherche a été effectuée à l’aide du logiciel LS-

OPT [181] en calculant les écarts à l’isotropie de la matrice D pour toutes les combinaisons de séquence 

réalisées à partir des angles 0, 45, -45 et 90°. Les calculs nécessaires sont effectués à l’aide d’un script 

Matlab couplé à LS-OPT. Le nombre de combinaisons de départ est donc de 48 = 65536 (huit 

emplacements pouvant prendre quatre valeurs chacun), mais on peut le réduire en partant de la séquence 

[0/45/45/0/45/0/0/45] et en permettant uniquement des rotations de 90° pour chaque pli. On arrive à un 

nombre total de combinaisons de 28 =256. Certaines des séquences obtenues ne comporteront pas un 

nombre égal des différentes orientations et ne donneront donc pas l’isotropie de membrane. Nous les 

écarterons dans un premier temps. 

 
Figure III.22 : Séquences obtenues (isotropie en flexion en abscisse et couplage maxi en 

ordonnée). 

Les valeurs obtenues sont présentées sur la figure III.22 avec le degré d’isotropie de flexion en 

abscisse et la valeur maximale des termes de couplage en ordonnées. La couleur correspond au degré 

d’isotropie en membrane, donc seuls les points de couleur rouge (isotropie de membrane égale à 1) sont 
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à prendre en compte. Le point en haut à droite correspond au meilleur compromis entre l’isotropie en 

flexion et le couplage. Il correspond à la séquence [0/-45/-45/0/45/90/90/45] qui conduit à un degré 

d’isotropie de 0,989 et à un terme Bij max de 995 N. 

Le diagramme polaire de cette séquence est présenté sur la figure III.23. 

 
Figure III.23 : Diagramme polaire de la séquence « optimisée » [0/-45/-45/0/45/90/90/45]. 

On peut remarquer que la séquence [0/45/45/0/45/0/0/45] sans couplage se trouve en bas à gauche 

de la figure III.23 avec un degré d’isotropie de flexion de 0,939. 

Si on libère maintenant la contrainte sur l’isotropie en membrane, on peut trouver sur la même 

figure III.23 le degré maximal d’isotropie en flexion atteignable, représenté par le point le plus à droite. 

Il s’agit de séquences de type [90/45/45/0/45/0/0/-45] conduisant à une isotropie en flexion de 0,99 et 

une isotropie en membrane de 0,969, pour un terme Bij max de 870 N. Ce compromis est donc moins 

intéressant que le précédent. 

Ces deux séquences « optimisées » ont été fabriquées par thermocompression à 5 bars afin d’être 

caractérisées mécaniquement. La première est appelée ISO_M et la seconde ISO_F. La figure III.24 

présente les courbes contrainte/déformation en traction et force/déplacement en flexion pour chacune de 

ces séquences. 



Chapitre III  

 

Fabrication par thermocompression des stratifiés lin/polypropylène 

 

 

 

Page | 86 

        
Figure III.24 : Comportement mécanique des stratifiés a-b) ISO_M et c-d) ISO_F en. a,c) 

traction, b,d) flexion. 

 
Figure III.25 : Représentation polaire en MPa des modules mesurés (traction/flexion) et de la 

prédiction de la théorie des stratifiés pour les séquences d’empilement optimisées. a) ISO_M, b) 

ISO_F. 
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La représentation polaire de la figure III.25 permet de comparer les modules mesurés à la prédiction 

théorique. 

Les essais réalisés pour les deux séquences d'empilement donnent des résultats très proches des 

cercles qui représentent les modules théoriques. Par la suite, la séquence ISO_M sera retenue pour 

l’étude de l’influence de l’orientation des fibres présentée au chapitre VI. 

Il faut tout de même souligner que cette optimisation a été réalisée au prix de l’apparition de 

couplages membrane-flexion. Ces valeurs des termes Bij restent faibles et n’ont pas provoqué de 

déplacements parasites observables lors des essais de traction et de flexion. Il est probable que ces 

couplages ne perturberont pas les mesures sur joints soudés, mais leur présence ne devra pas être oubliée 

lors de l’interprétation des résultats. 

III.3. Conclusion du chapitre III 

L’objectif de ce chapitre est d’étudier les effets des principaux paramètres de fabrication, 

particulièrement la température, la pression et le temps de maintien.  

Dans un premier temps, un bio-composite tissu en lin/polypropylène sergé 2/2 à fibres comêlées a 

été élaboré par consolidation sous vide et par thermocompression avec différentes valeurs de pression 

et de temps de maintien. Les résultats des essais de traction montrent que la pression appliquée lors de 

la thermocompression est le facteur le plus influant sur la résistance, le module d’Young et l’allongement 

du matériau en traction. L’influence des paramètres de fabrication sur la bilinéarité du comportement, 

et notamment le rapport entre les modules 𝐸1 et 𝐸2  du composite, est également décrite. La température 

retenue pour le procédé de fabrication a été limitée à 200 °C pour éviter une dégradation des fibres de 

lin. Néanmoins, c’est à cette température qu’on a pu obtenir les propriétés mécaniques les plus élevées. 

On constate également que le temps de maintien a un faible impact sur les lesdites propriétés. Des 

observations de la microstructure par microscopie optique et microscopie électronique à balayage 

permettent notamment de mettre en évidence la présence ou non de porosités et également d’expliquer 

l’effet important de la pression sur les propriétés mécaniques. En effet, l’application d’une pression 

provoque un aplatissement du tissu et donc la réduction de l’amplitude des ondulations des fils de chaîne 

et trame. Cet alignement des fils peut expliquer partiellement l’augmentation des modules.  

Dans un deuxième temps, des séquences isotropes et homogènes ont été élaborées en utilisant les 

paramètres optimisés déterminés dans la première partie du travail. Des essais de traction et de flexion 

menés suivant plusieurs directions permettent de vérifier expérimentalement, d’une part l’isotropie, et 

d’autre part l’homogénéité du comportement ainsi que l’absence de couplages. Ces résultats permettent 

de confirmer que les prédictions de la théorie classique des stratifiés s’appliquent bien à ce type de 

matériau pour leur comportement élastique initial, et montrent en outre que le comportement jusqu’à 

rupture reste globalement identique quelle que soit la direction de traction considérée. 
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Chapitre IV 

Optimisation des paramètres de 

soudage par la méthode des plans 

d’expériences

Ce chapitre a pour objectif de proposer une démarche méthodique pour évaluer les 

effets des paramètres de soudage sur la qualité des soudures de composites lin/PP, en se 

focalisant sur les modes temps et énergie. Nous commençons par décrire le plan 

d'expériences élaboré spécifiquement pour étudier l'influence des paramètres de soudage 

en mode temps. Nous détaillons ensuite le plan factoriel complet utilisé pour mener les 

essais.  

Par la suite, nous procédons à une analyse graphique des résultats, en traçant les 

effets moyens des facteurs et les graphes des interactions. Une analyse de la variance est 

ensuite réalisée afin d'évaluer la significativité des facteurs. Enfin, nous utilisons la 

méthode de régression multilinéaire pour modéliser la relation entre les paramètres de 

soudage et la résistance de rupture, en présentant les résultats de la régression, les surfaces 

de réponse obtenues, ainsi que la validation du modèle. 

Dans la seconde partie du chapitre, nous nous concentrons sur la planification des 

expériences pour le soudage en mode énergie. Nous exposons les choix effectués en ce qui 

concerne les facteurs et le domaine expérimental. Ensuite, nous présentons les graphes des 

effets et des interactions des paramètres, permettant de visualiser leur impact sur la 

résistance des soudures. Une analyse de la variance est réalisée pour évaluer l'importance 

relative des facteurs et des interactions.  

Nous utilisons également la méthode de RML (régression linéaire multiple) pour 

obtenir les résultats correspondants à la régression, notamment les graphiques de contour 

qui permettent d'explorer les réponses en fonction des paramètres. La validation du modèle 

est ensuite effectuée pour évaluer sa fiabilité et sa cohérence avec les données 

expérimentales. Enfin, nous identifions les conditions de soudage optimales en mode 

énergie, permettant d'atteindre une résistance de rupture maximale. 
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IV.1. Plan d'expériences pour un soudage en mode temps 
 

IV.1.1. Choix du domaine expérimental et des réponses 

La délimitation du domaine d'étude est étroitement liée aux connaissances préliminaires sur le 

phénomène physique étudié ainsi qu'aux objectifs de l'expérimentation. Le choix du domaine d'étude est 

également contraint par des combinaisons de niveaux impossibles et doit prendre en compte la 

minimisation des coûts expérimentaux.  

Nous définissons le domaine d'étude et de validité de notre expérience en fixant les limites possibles 

de variation des facteurs. Il est important de souligner que les résultats de notre étude ne seront valables 

que dans le domaine de variation des facteurs considérés.  

Dans cette première partie, étant donné que notre objectif est d'étudier la qualité des soudures, nous 

avons sélectionné trois facteurs principaux qui ont une forte influence sur la qualité des joints soudés : 

A (temps de soudage en ms), B (amplitude en µm) et C (force de soudage en N). Ces paramètres ont été 

modifiés à trois niveaux différents, comme indiqué dans le tableau IV.1.  

Tableau IV.1 : Choix des paramètres d’entrées. 

Paramètres d’entrées 
Modalités 

-1 0 1 

A Temps de soudage (ms) 500 1000 1500 

B Amplitude (µm) 30 35 40 

C Force de soudage (N) 200 300 400 

Les autres facteurs de ce plan d'expérience ont été fixés : 

 Le temps de consolidation a été fixé à 2000 ms. 

 La force de consolidation est équivalente à la force de soudage pour toutes les expériences 

réalisées.  

La prochaine étape consiste à déterminer les réponses étudiées. Ces réponses correspondent aux 

mesures effectuées afin de déterminer les effets des facteurs sur le système étudié.  

Dans cette étude, la réponse considérée est la résistance maximale des joints soudés en simple 

recouvrement (SLJ : Single-Lap-Joint). 

IV.1.2. Plan factoriel complet 

La construction d'un plan complet est relativement simple. Il consiste à faire varier le premier 

facteur sur tous ses niveaux tout en maintenant le deuxième facteur constant à une valeur, puis à copier 

le bloc obtenu sur tous les niveaux du deuxième facteur. Cette opération est répétée pour tous les niveaux 

du troisième facteur, et ainsi de suite. 

Dans cette étude, étant donné que la durée d'une expérience est de 1 minute, nous avons choisi trois 

niveaux pour chacun des paramètres. Par conséquent, nous avons un plan expérimental à trois 

paramètres et trois niveaux, ce qui donne un plan complet de 27 essais (27 = 33). Le plan expérimental 

est synthétisé dans le tableau IV.2 ci-dessous. Il convient de noter que chaque paramètre possède trois 

niveaux, ce qui entraîne des effets non linéaires. 
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Tableau IV.2 : Plan factoriel complet 33. 

N° Expérience 
Temps de soudage 

(ms) 
Amplitude (μm) 

Force de soudage 
(N) 

1 -1 -1 -1 

2 0 -1 -1 

3 1 -1 -1 

4 -1 0 -1 

5 0 0 -1 

6 1 0 -1 

7 -1 1 -1 

8 0 1 -1 

9 1 1 -1 

10 -1 -1 0 

11 0 -1 0 

12 1 -1 0 

13 -1 0 0 

14 0 0 0 

15 1 0 0 

16 -1 1 0 

17 0 1 0 

18 1 1 0 

19 -1 -1 1 

20 0 -1 1 

21 1 -1 1 

22 -1 0 1 

23 0 0 1 

24 1 0 1 

25 -1 1 1 

26 0 1 1 

27 1 1 1 

IV.1.3. Tableau des résultats des essais  

La résistance à la rupture des échantillons de composites lin/PP soudés par ultrasons a été évaluée 

à l'aide d'un essai de cisaillement simple recouvrement. Dans le but d'étudier l'influence de trois 

paramètres critiques du soudage par ultrasons, à savoir le temps de soudage, l'amplitude et la force de 

soudage, sur la résistance à la rupture en cisaillement simple recouvrement, un plan d'expérience a été 

élaboré et les résultats ont été enregistrés dans le tableau IV.3. Chaque donnée expérimentale représente 

la moyenne de cinq échantillons. Le tableau fournit également des informations sur l'énergie 

ultrasonique fournie par la machine de soudage pour chaque condition de soudage. 
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Tableau IV.3 : Plan d'expérience expérimental avec les valeurs correspondantes de la 

résistance à la rupture et de l'énergie de soudage. 

N° 

Expérience 

Temps de 

soudage (ms) 

Amplitude 

(μm) 

Force de 

soudage (N) 

Résistance à la 

rupture (N) 

Ecart 

type 

Energie 

(J) 

1 500 30 200 2385 703 337 

2 1000 30 200 2770 139 634 

3 1500 30 200 2430 583 1076 

4 500 35 200 2243 137 364 

5 1000 35 200 2677 482 645 

6 1500 35 200 3010 460 1100 

7 500 40 200 2758 131 434 

8 1000 40 200 3234 398 813 

9 1500 40 200 2707 309 1290 

10 500 30 300 2629 363 358 

11 1000 30 300 3222 252 916 

12 1500 30 300 2382 725 1310 

13 500 35 300 2439 83 499 

14 1000 35 300 2786 304 935 

15 1500 35 300 1945 529 1457 

16 500 40 300 2885 145 494 

17 1000 40 300 2772 181 1291 

18 1500 40 300 1460 565 1701 

19 500 30 400 2560 176 435 

20 1000 30 400 2590 149 1220 

21 1500 30 400 1655 138 1630 

22 500 35 400 3163 123 636 

23 1000 35 400 2248 382 1354 

24 1500 35 400 2114 137 1849 

25 500 40 400 3489 113 840 

26 1000 40 400 1696 572 1643 

27 1500 40 400 958 371 2039 

IV.1.4. Analyse graphique des résultats 
 

IV.1.4.1. Tracé des effets moyens des facteurs 

Les graphes des effets principaux permettent d'analyser l'influence d'un ou de plusieurs facteurs 

catégoriels sur une réponse continue. Ce type de graphique permet d'observer les différences entre les 

moyennes des niveaux d'un ou plusieurs facteurs, correspondant aux coefficients des termes linéaires du 

modèle mathématique. Lorsqu'il y a un effet principal, cela signifie que les différents niveaux d'un 

facteur ont un impact sur la réponse. Pour interpréter la ligne qui relie les moyennes, les règles suivantes 

s'appliquent : 

 Si la ligne est horizontale (parallèle à l'axe des abscisses), cela indique l'absence d'effet 

principal. Les moyennes de réponse sont identiques pour tous les niveaux du facteur. 

 Lorsque la ligne n'est pas horizontale, cela indique la présence d'un effet principal. Les 

moyennes de réponse diffèrent selon les niveaux du facteur. Plus la pente de la ligne est 

prononcée, plus l'effet principal est important. 

Les graphiques présentés dans la figure IV.1 fournissent des informations sur l'impact de chaque 

facteur sur la réponse du plan d'expérience. 
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Figure IV.1 : Graphiques des effets moyens pour les trois facteurs (a) temps de soudage, 

(b) amplitude et (c) force de soudage. 

Suite aux calculs effectués et aux graphiques tracés, il est notable que tous les facteurs ont un effet 

négatif lorsqu'ils augmentent. Le temps de soudage est le paramètre qui influence le plus la résistance à 

la rupture des joints soudés, car celle-ci diminue lorsque le temps de soudage augmente. En ce qui 

concerne le deuxième facteur, l'amplitude, son influence sur la résistance à la rupture est très faible. 

Enfin, il est remarqué que la force de soudage a un effet significatif sur la résistance à la rupture. 

IV.1.4.2. Graphes des interactions 

Le diagramme des interactions, illustré dans la figure IV.2, met en évidence les effets d'un facteur 

à des niveaux bas et haut d'un autre facteur. Pour interpréter ce diagramme, la réponse est représentée 

sur l'axe des ordonnées, tandis que les échelles des facteurs sont indiquées sur l'axe des abscisses. Si les 

droites des effets ne sont pas parallèles, cela indique la présence d'une interaction significative entre les 

facteurs. Il est important de souligner qu'un autre paramètre peut également avoir une influence 

significative sur l'étude, à savoir l'interaction entre les différents facteurs. Cette interaction peut amplifier 

ou diminuer les effets principaux observés.                          

                                                                                      
Figure IV.2 : Graphes des interactions entre les trois facteurs étudiés (a) amplitude et force de 

soudage, (b) force et temps de soudage, and (c) temps de soudage et amplitude. 

24% 3% 16% 

Moyenne générale 

a) b) c) 
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Parmi les principales interactions entre les facteurs principaux jugés significatifs, les interactions 

suivantes doivent être retenues pour un même niveau de signification : l'interaction entre le temps de 

soudage et l'amplitude et l'interaction entre le temps de soudage et la force de soudage. 

IV.1.5. Analyse de la variance des résultats 

L'analyse de la variance (ANOVA) permet de comparer les variances des valeurs cumulées 

relatives au modèle avec celles des résidus. Ce test statistique, basé sur le test de Fisher-Snedecor, 

répond à deux questions essentielles : 

 Le modèle apporte-t-il une contribution significative ? Est-ce que la régression explique en 

grande partie les variations observées dans la réponse ? 

 Est-ce que le modèle représente correctement le phénomène étudié ? Si oui, le modèle introduit 

un biais acceptable. Sinon, il est nécessaire de rechercher un autre modèle. 

L'ANOVA est réalisée en se basant sur un modèle sous-jacent (chapitre II) qui exprime la réponse 

comme une somme d'effets différents. Elle permet de tester l'influence de chaque effet de facteur et de 

chaque interaction entre facteurs sur les variations de la réponse étudiée. 

Tableau IV.4 : ANOVA appliquée à la résistance de rupture en mode temps. 

Source SCE CTR % ddl 
Carrés 

Moyens 
𝐹𝑜𝑏𝑠 

Valeur 

de P 
Inférence 

A 2349838 26,9 2 1174919 15,3 0,002 Significatif 

B 32620 0,4 2 16310 0,2 0,813 Non-significatif 

C 780150 8,9 2 390075 5,1 0,038 Significatif 

AB 1259432 14,4 4 314858 4,1 0,043 Significatif 

AC 2919469 33,5 4 729867 9,5 0,004 Significatif 

BC 766975 8,8 4 191744 2,5 0,126 Non-significatif 

Erreur 614186 7,0 8 76773    

Total 8722670 100 26     

 

Figure IV 3 : Contribution en pourcentage pour la résistance de rupture par ANOVA. 

Les résultats de l'ANOVA, présentés dans le tableau IV.4 et la contribution en pourcentage dans la 

figure IV.3, démontrent que l'interaction la plus significative se produit entre les paramètres A (temps 

de soudage) et C (force de soudage), avec une contribution maximale de 34% par rapport aux autres 

facteurs principaux et à leurs interactions. Cela souligne l'impact significatif de cette interaction sur le 

processus de soudage et sur la détermination de la valeur maximale de la résistance à la rupture des 

joints soudés. De plus, le paramètre du temps de soudage présente également une contribution 

considérable de 27%, ce qui est cohérent avec des études antérieures [58][182]. Le paramètre C (force 

de soudage) et l'interaction AB ont également été jugés significatifs, avec des contributions en 

pourcentage modérées de 9% et 15% respectivement. En revanche, l'amplitude et son interaction avec 

la force de soudage ont une contribution en pourcentage minimale parmi les trois paramètres de soudage 

et leurs interactions, comme le confirme cette analyse. 
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IV.1.6. Régression multilinéaire (RML) 
 

IV.1.6.1. Résultats de la RML 

Après avoir identifié les paramètres significatifs à partir de l'analyse de variance de la réponse 

résistance à la rupture, nous cherchons à déterminer la relation entre ces paramètres et la réponse (Y) en 

utilisant la méthode de régression multilinéaire. 

Dans cette étude, chaque paramètre a été varié sur trois niveaux, ce qui a conduit à des effets non 

linéaires. La relation entre la résistance à la rupture (Y) et les paramètres d'entrée a été modélisée à l'aide 

d'une régression multilinéaire, comme indiqué dans l'équation (IV.1). 

𝑦 =  2704 − 327𝐴 − 266𝐴2 − 37𝐵 − 37𝐵2 − 208𝐶 −  20𝐶2 − 437𝐴𝐶 − 242𝐴𝐵 − 148𝐵𝐶 − 192𝐴𝐵𝐶  

(Eq. IV.1) 

Selon l'analyse de variance (ANOVA) présentée dans le tableau IV.6, la contribution du facteur B 

et de l'interaction BC à la réponse globale est négligeable, avec des valeurs inférieures à 1% et 9% 

respectivement. Par conséquent, nous pouvons simplifier l'équation (IV.1) en utilisant l'équation 

suivante : 

𝑦 =  2704 − 327𝐴 − 266𝐴2 − 208𝐶 −  20𝐶2 − 437𝐴𝐶 − 242𝐴𝐵 − 192𝐴𝐵𝐶               (Eq. IV.2) 

Grâce à ce polynôme, nous pouvons calculer toutes les valeurs possibles de la résistance à la rupture 

dans le domaine de variation des niveaux des paramètres A, B et C. 

La qualité descriptive du modèle peut être observée à l'aide d'un graphique d'adéquation du modèle, 

comme présenté dans la figure IV.4, qui compare les réponses obtenues par les essais expérimentaux et 

les résultats de la régression multilinéaire (RML). La première bissectrice est tracée pour faciliter la 

visualisation et représente le cas où le modèle décrit exactement la réalité. 

 

Figure IV.4 : Valeurs prédites selon (Eq. IV.2) en fonction des valeurs mesurées de la résistance 
à la rupture. 

Le graphique montre que les réponses calculées par le modèle correspondent bien à la réalité, ce 

qui confirme que les conclusions tirées des analyses statistiques sont correctes. Le modèle développé 

dans l'équation (IV.2) présente une valeur de R² de 0,75, ce qui indique que le modèle s'ajuste 

correctement aux données. Par conséquent, ce modèle peut être utilisé pour déterminer la combinaison 

appropriée des paramètres de soudage afin d'estimer la résistance maximale à la rupture des joints 

soudés. 

IV.1.6.2. Surfaces de réponse 

Pour visualiser l'influence des paramètres de soudage, des surfaces de réponse ont été créées pour 

chaque paramètre. La figure IV.5.a présente les résultats du graphique de contours montrant l'effet de la 

force de soudage en fonction de l'amplitude, à partir de la surface de réponse, avec des valeurs fixes 
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pour le temps de soudage. Les paramètres optimaux peuvent être extraits de ces surfaces de réponse 

pour le mode temps. De même, la figure IV.5.b et la figure IV.5.c montrent les surfaces de réponse pour 

la force de soudage en fonction du temps de soudage et de l'amplitude en fonction du temps de soudage 

respectivement, avec des valeurs fixes pour l'autre paramètre.     

 

Figure IV.5 : Surfaces de réponse (a) force de soudage versus amplitude, (b) force de soudage 

versus temps de soudage et (c) amplitude versus temps de soudage. 

La figure IV.5.a indique que la résistance maximale à la rupture des joints soudés est obtenue 

lorsque la force de soudage est à son niveau le plus élevé (400 N) et que l'amplitude de vibration est au 

niveau central (35 µm). Dans la figure IV.5.b, nous constatons que la résistance maximale est atteinte 

lorsque le temps de soudage est au niveau central (1000 ms) et que la force de soudage se situe entre 

200 N et 300 N. Enfin, la figure IV.5.c démontre que la résistance maximale des joints soudés est 

obtenue lorsque le temps de soudage est au niveau le plus bas (500 ms) et que l'amplitude de vibration 

est à son niveau le plus élevé (40 µm). 

IV.1.6.3. Validation du modèle  

Dans cette partie, nous allons évaluer la validité du modèle obtenu à partir du plan d'expériences 

précédent en effectuant une série d'essais avec différentes configurations.  

Tableau IV.5 : Essais complémentaires. 

Essai 

Configuration des paramètres Prediction 
par RML 

(N) 

Expérimentale 

(N) 

Erreur de 
prédiction 

(%) 
Temps de 

soudage (ms) 
Amplitude 

(µm) 
Force de 

soudage (N) 

C’1 800 30 300 2826 2888 2 

C’2 500 40 370 3292 3466 5 

C’3 500 37 380 3094 3182 3 

La comparaison entre les prédictions de la régression multilinéaire (RML) et les résultats 

expérimentaux est présentée dans le tableau IV.5. Nous pouvons constater que les deux sont en bon 

accord, ce qui permet d'obtenir des valeurs maximales de la résistance à la rupture des joints soudés. 
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IV.1.7. Courbes force-déplacement 

Les graphiques force-déplacement, présentés dans la figure IV.6, proviennent d'essais de traction 

effectués sur nos échantillons soudés par ultrasons. Ils nous permettent d'évaluer comment ces 

échantillons se comportent mécaniquement. Nous avons comparé les paramètres de soudage qui ont 

donné les forces de rupture les plus élevées et les plus faibles. Il est important de noter que les graphiques 

que nous montrons ici représentent les courbes les plus représentative des valeurs moyennes des cinq 

essais réalisés pour chaque condition de soudage. Ces graphiques révèlent que nos joints soudés ont un 

comportement plutôt fragile. Ils montrent une réponse linéaire jusqu'à atteindre une charge maximale, 

après quoi la charge diminue de manière drastique, indiquant ainsi une rupture complète dans 

l'échantillon à l’interface. 

 

Figure IV.6 : Courbes de force-déplacement représentatives de l’essai de traction des joints 
soudés lin/PP a) temps de soudage, b) force de soudage. 

En examinant la figure IV.6.a, qui illustre les courbes force-déplacement pour le lin/PP à mesure 

que le temps de soudage varie de 500 ms à 1500 ms, nous constatons que l'augmentation du temps de 

soudage de 500 à 1000 ms a entraîné une diminution de la force de rupture de 41%. Une augmentation 

supplémentaire à 1500 ms a entraîné une diminution de 6%. Il convient de noter que l'amplitude et la 

force de soudage sont restées constantes à 35 µm et 400 N, respectivement. De même, comme le montre 

la figure IV.6.b, lorsque nous avons augmenté la force de soudage de 200 N à 300 N, puis de 300 N à 

400 N, nous avons observé des augmentations significatives des forces maximales supportées par nos 

joints soudés. Ces augmentations étaient d'environ 9% et 30%, respectivement. Ici encore, les 

paramètres de temps de soudage et d'amplitude sont restés constants à 500 ms et 35 µm, respectivement. 

IV.1.8. Soudures optimales 

À travers l'analyse des résultats expérimentaux et statistiques, il est possible de déterminer les 

paramètres optimaux pour le soudage par ultrasons des composites lin/PP en mode temps. Six 

combinaisons ont été identifiées pour obtenir les résistances les plus élevées, comme présenté dans le 

tableau IV.6. 

Tableau IV.6 : Comparaison des réponses optimales de PE. 

Configuration 
Temps de 

soudage (ms) 
Amplitude (µm) 

Force de 

soudage (N) 

Résistance à la 

rupture (N) 

C8 1000 40 200 3234 

C11 1000 30 300 3222 

C22 500 35 400 3163 

C25 500 40 400 3489 

C’2 500 40 370 3466 

C’3 500 37 380 3182 

a) b) 
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Les échantillons soudés en utilisant une combinaison de temps de soudage élevé et d'amplitude 

élevée, ou une combinaison de force de soudage élevée et d'amplitude élevée, ont présenté une 

dégradation des fibres de lin. Cette hypothèse a été confirmée par les échantillons soudés en utilisant les 

combinaisons C8 et C25, comme illustré dans la figure IV.7.  

 

Figure IV.7 : Faciès de rupture du composite lin/PP soudé en utilisant la combinaison de 

soudage a) C8 (1000 ms, 40 μm, 200 N) et b) C25 (500 ms, 40 μm, 400 N). 

De même, une augmentation du temps de soudage entre 1000 et 1500 ms a entraîné une dégradation 

des fibres de lin et une indentation notable de la sonotrode sur l'échantillon supérieur. Cette observation 

est étayée par les résultats obtenus en soudant le composite lin/PP en utilisant la combinaison C11, 

comme le montre la figure IV.8.  

 

Figure IV.8 : Indentation de la sonotrode sur les surfaces des échantillons soudés par 

ultrasons utilisant la combinaison suivante : C11 (1000 ms, 30 μm, 300 N). 

Les conditions de soudage optimales permettant d'atteindre une résistance maximale sans 

dégradation des fibres de lin ont été déterminées grâce à l'analyse des données. Trois combinaisons de 

paramètres de soudage ont été identifiées comme étant les plus efficaces : la combinaison C22 avec un 

temps de soudage de 500 ms, une amplitude de 35 µm et une force de soudage de 400 N ; la combinaison 

C'2 avec un temps de soudage de 500 ms, une amplitude de 40 µm et une force de soudage de 370 N ; 

et la combinaison C'3 avec un temps de soudage de 500 ms, une amplitude de 37 µm et une force de 

soudage de 380 N. Cela a donné une résistance de rupture de 3163 N, 3466 N et 3182 N, respectivement. 

La première condition a été obtenue à l'aide des essais du plan complet, tandis que les deuxième et 

troisième conditions ont été obtenues à l'aide du modèle de régression multilinéaire.  

Pour le chapitre suivant, la combinaison C22 avec un temps de soudage de 500 ms, une amplitude 

de 35 µm et une force de soudage de 400 N est choisie comme configuration de référence pour étudier 

l'effet des trois paramètres.  

Dans le paragraphe suivant IV.2, nous présenterons le plan d'expériences correspondant à l'étude 

de soudage en mode énergie. 

IV.2. Plan d'expériences pour un soudage en mode énergie 
 

IV.2.1. Choix des facteurs et du domaine expérimental  

En se basant sur les résultats du mode temps, trois paramètres ont été choisis comme facteurs 

d'influence en mode énergie. Pour l'énergie, nous avons affecté six niveaux. Pour les deux autres 
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facteurs, l'amplitude et le temps de soudage, nous avons affecté deux niveaux : le niveau bas ou inférieur, 

noté -1 et le niveau haut ou supérieur, noté +1. Le tableau IV.7 résume les niveaux de chaque facteur. 

Tableau IV.7 : Paramètres du processus et niveaux correspondants. 

Paramètres d’entrées 
Modalités 

-1 -0,6 -0,2 0,2 0,6 1 

A Energie (J) 200 400 600 800 1000 1200 

B Amplitude (µm) 35     35 

C Force de soudage (N) 200     300 

Dans la sélection de ces niveaux, nous avons cherché à définir un domaine aussi large que possible, 

tout en veillant à ce que le fonctionnement du système reste relativement homogène à l'intérieur de ce 

domaine. La réponse étudiée demeure la résistance à la rupture des joints soudés en simple 

recouvrement. 

IV.2.2. Proposition d’un modèle 

Le plan expérimental utilisé comprend un total de 24 essais, obtenus en combinant les six niveaux 

d'énergie, les deux niveaux d'amplitude et les deux niveaux de force de soudage. Les caractéristiques 

mécaniques ont été évaluées à partir des essais de cisaillement des joints soudés en simple recouvrement, 

et les résultats sont récapitulés dans le tableau IV.8. Ce tableau fournit également des informations sur 

le temps de soudage fourni par la machine de soudage pour chaque condition de soudage. 

Tableau IV.8 : Les 24 expériences du plan d’expériences en mode énergie. 

N° 

Expérience 

A B C A B C Résistance à la 

rupture (N) 

Ecart type 

(N) 

Temps de 

soudage (ms) Niveaux codés Niveaux réels 

1 -1 -1 -1 200 35 200 880 189 394 

2 -0.6 -1 -1 400 35 200 2191 156 593 

3 -0.2 -1 -1 600 35 200 2834 151 936 

4 0.2 -1 -1 800 35 200 3399 95 1058 

5 0.6 -1 -1 1000 35 200 2918 114 1410 

6 1 -1 -1 1200 35 200 2833 136 1937 

7 -1 1 -1 200 40 200 547 164 344 

8 -0.6 1 -1 400 40 200 1773 364 608 

9 -0.2 1 -1 600 40 200 2622 167 745 

10 0.2 1 -1 800 40 200 2722 204 971 

11 0.6 1 -1 1000 40 200 2812 97 1660 

12 1 1 -1 1200 40 200 2681 68 1827 

13 -1 -1 1 200 35 300 864 218 269 

14 -0.6 -1 1 400 35 300 2098 443 492 

15 -0.2 -1 1 600 35 300 3249 224 602 

16 0.2 -1 1 800 35 300 3207 127 796 

17 0.6 -1 1 1000 35 300 2921 171 902 

18 1 -1 1 1200 35 300 2873 72 1153 

19 -1 1 1 200 40 300 658 180 221 

20 -0.6 1 1 400 40 300 1909 410 368 

21 -0.2 1 1 600 40 300 3167 125 514 

22 0.2 1 1 800 40 300 3181 106 755 

23 0.6 1 1 1000 40 300 3199 134 806 

24 1 1 1 1200 40 300 2674 193 1129 
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IV.2.3. Graphes des effets et des interactions des paramètres 

Nous avons choisi d'analyser les résultats en traçant des graphiques des effets et des interactions 

entre les paramètres (énergie, amplitude et force de soudage) et la réponse étudiée (résistance à la rupture 

des joints soudés). 

IV.2.3.1. Graphes des effets 

Afin de comparer les effets des différents facteurs sur la résistance à la rupture des joints soudés, 

nous avons tracé les graphiques des effets moyens. Ces graphiques permettent de visualiser 

immédiatement l'impact des changements entre les niveaux bas et haut de chaque facteur sur la variation 

de la réponse. La figure IV.9 présente les graphiques des effets de ces trois paramètres sur la résistance 

à la rupture des joints soudés en simple recouvrement (Y). 

 

Figure IV.9 : Graphiques des effets moyens pour les trois facteurs (a) énergie, (b) amplitude et 

(c) force de soudage. 

Sur la figure IV.9, nous pouvons observer les résultats suivants : 

 Le paramètre A (énergie de soudage) a un impact significatif sur la résistance des joints soudés, 

avec une augmentation d'environ 76%. Cette résistance augmente avec l'énergie jusqu'à 800 J, 

puis diminue pour des valeurs supérieures à 800 J. 

 Le paramètre B (amplitude de vibration) a une petite influence sur la résistance des joints 

soudés. 

 L'augmentation de la force de soudage (paramètre C) de 200 à 300 N entraîne une légère 

diminution de la résistance des joints soudés, d'environ 8%. 

Ces observations nous permettent de mieux comprendre l'effet de chaque facteur sur la résistance 

à la rupture des joints soudés et de déterminer les niveaux optimaux pour maximiser cette résistance. 

IV.2.3.2. Représentation des couplages entre les effets des facteurs 

Les interactions entre les facteurs peuvent également être appelées couplages lorsqu'elles 

concernent uniquement l'étude de l'effet d'un facteur en fonction des modalités d'un autre facteur. 

Comme pour les effets, nous pouvons représenter les interactions sur un graphique afin de faciliter 

l'interprétation des résultats du plan d'expériences (figure IV.10).      

6% 

Moyenne générale 

76% 

17% 

8% 

a) b) c) 
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Figure IV.10 : Graphes des interactions entre les trois facteurs étudiés (a) amplitude et force de 

soudage, (b) force et énergie de soudage, and (c) énergie de soudage et amplitude. 

Sur chaque graphique, la présence d'une interaction est détectée lorsque les deux droites ne sont 

pas parallèles. Dans notre étude, aucune interaction significative n'a été observée ayant une influence 

sur la résistance à la rupture des joints soudés. Cela signifie que l'effet de chaque facteur sur la résistance 

à la rupture est indépendant des modalités de l'autre facteur. 

IV.2.4. Analyse de la variance (ANOVA) 

En complément des graphes des effets et des interactions, une analyse de variance (ANOVA) est 

réalisée pour la réponse, à savoir la résistance à la rupture (tableau IV.9). En suivant une approche 

similaire à celle utilisée pour l'étude du soudage en mode temps, une nouvelle analyse de variance est 

proposée pour le mode énergie. 

Tableau IV.9 : ANOVA de la résistance à la rupture pour le mode énergie. 

Source SCE CTR % ddl 
Carrés 

Moyens 
𝐹𝑜𝑏𝑠 Р – value Significativité 

A 16915142 95,5 5 3383028 227,8 0,00001 Significatif 

B 224654 1,3 1 224654 15,1 0,01153 Significatif 

C 133564 0,8 1 133564 9,0 0,03014 Significatif 

AB 123398 0,7 5 24680 1,7 0,29545 Non-significatif 

AC 156520 0,9 5 31304 2,1 0,21629 Non-significatif 

BC 90774 0,5 1 90774 6,1 0,05638 Non-significatif 

Error 74261 0,4 5 14852    

Total 17718313 100 23     

La première analyse de variance, incluant les interactions, démontre l'effet prépondérant du facteur 

énergie, contribuant à 95,5% de la contribution totale. L'effet de ce facteur est également plus significatif 
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que ceux de l'amplitude et de la force de soudage. En ce qui concerne les interactions, aucune interaction 

significative n'est observée. 

Le diagramme de Pareto confirme les résultats obtenus à partir des graphes des effets moyens et 

des interactions. Les contributions sont calculées à partir de l'analyse de variance du modèle choisi pour 

décrire la variation de la réponse dans le domaine expérimental. Ce diagramme permet de classer les 

facteurs par ordre de contribution décroissante. 

 

Figure IV.11 : Diagramme de Pareto des trois facteurs et ses interaction et fonction 

cumulée des contributions. 

La construction et la lecture du diagramme de Pareto, relatif à l'obtention d'une résistance à la 

rupture maximale (figure IV.11), mettent en évidence le rôle prédominant du facteur A (énergie de 

soudage), qui se distingue par une barre plus grande que les autres. Il est également possible de tracer la 

fonction cumulative des contributions des différents facteurs. Ainsi, il est clair que le facteur A (énergie 

de soudage) explique à lui seul plus de 90% de la variation de la réponse. 

IV.2.5. Modèle matriciel du système étudié 
 

IV.2.5.1. Résultats de RML 

Lorsque nous prenons en compte les six modalités du paramètre A du tableau IV.7, qui entraînent 

des effets non linéaires, l'équation de la régression multilinéaire simplifiée pour la réponse étudiée est 

la suivante : 

𝑦 = 3260 + 8𝐴 − 218𝐴2 + 76𝐴3 + 6𝐴4 − 4𝐴5 − 32𝐵 +  25𝐶 + 5𝐴𝐵 − 0.6𝐴𝐶 + 7𝐵𝐶 + 0.3𝐴𝐵𝐶      (Eq. IV.3) 

Selon l'analyse de variance (ANOVA) présentée dans le tableau IV.9, la contribution des 

interactions AB, AC et BC à la réponse globale est négligeable, avec des valeurs inférieures à 5%, 1% 

et 7%, respectivement. Par conséquent, nous pouvons simplifier l'équation (IV.3) comme suit : 

𝑦 =  3260 + 8𝐴 − 218𝐴2 + 76𝐴3 + 6𝐴4 − 4𝐴5 − 32𝐵 +  25𝐶                             (Eq. IV.4) 

La figure IV.12 montre le graphe des valeurs observées en fonction des valeurs prédites. 
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Figure IV.12 : Valeurs prédites selon (IV.4) en fonction des valeurs mesurées de la 

résistance à la rupture en mode énergie. 

En ce qui concerne la réponse de la résistance à la rupture, les valeurs du modèle RML ne sont pas 

dispersées et restent proches des valeurs expérimentales. Pour évaluer la capacité du modèle à expliquer 

l'ensemble des résultats, le coefficient de détermination R² est calculé. Il est important de noter que plus 

la valeur de R² est proche de 1, meilleur est le modèle. Dans ce cas, les valeurs du coefficient de 

détermination R² sont très proches de 1, ce qui indique une excellente qualité du modèle. 

IV.2.5.2. Graphiques de contour  

Dans cette étude, nous avons généré des surfaces de réponse pour chaque paramètre afin de 

visualiser l'effet combiné de ces paramètres. Les figures IV.13.a, IV.13.b et IV.13.c montrent 

respectivement les surfaces de réponse pour l'interaction entre les facteurs énergie et amplitude, entre 

les facteurs énergie et force de soudage, et entre les facteurs amplitude et force de soudage. 

                                                                                        
Figure IV.13 : Surfaces de réponse (a) force de soudage versus amplitude, (b) force de soudage 

versus énergie de soudage et (c) amplitude versus énergie de soudage. 
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En examinant ces surfaces de réponse, nous pouvons observer que la résistance maximale des joints 

soudés en simple recouvrement se produit lorsque l'énergie de soudage est comprise entre les deux 

niveaux 600 J et 900 J, l'amplitude de vibration est au niveau le plus bas (35 µm), et la force de soudage 

est au niveau le plus élevé (300 N). 

IV.2.5.3. Validation du modèle  

La validation des résultats donnés par le modèle consiste à vérifier si les hypothèses retenues au 

départ du plan d'expériences sont bien vérifiées. Pour cela, des essais complémentaires en dehors du 

plan d'expériences ont été réalisés afin de valider le modèle de comportement obtenu. 

Tableau IV.10 : Essais complémentaires en mode énergie. 

Essai 

Configuration des paramètres Prediction 

par RML 

(N) 

Expérimentale 
(N) 

Erreur de 
prédiction (%) Energie 

(J) 

Amplitude 

(µm) 

Force de 

soudage (N) 

C’1 500 40 200 2475 2656 7 

C’2 500 40 300 2980 2805 6 

C’3 700 35 300 3392 3431 1 

C’4 700 40 300 3477 3238 7 

C’5 900 35 200 3035 3110 2 

C’6 900 35 300 3282 3259 1 

Dans notre cas d'étude, six essais complémentaires ont été réalisés, en dehors des essais du plan 

d'expériences. Les résultats de ces essais sont indiqués dans le tableau IV.10. Ces résultats permettent 

de comparer les valeurs prédites par le modèle avec les valeurs mesurées expérimentalement. 

En analysant les résultats, on peut observer que la prédiction par la régression multilinéaire se 

rapproche généralement des valeurs expérimentales, mais des différences sont présentes. Pour certains 

essais (par exemple C'2, C'4 et C'6), la prédiction par RML est légèrement surestimée par rapport aux 

valeurs expérimentales, tandis que pour d'autres essais (comme C'1, C'3 et C'5), la prédiction est 

légèrement sous-estimée. Ces différences peuvent être attribuées à divers facteurs tels que des variations 

dans les conditions expérimentales et la précision des équipements de mesure. Il est important de noter 

que malgré ces écarts, la régression multilinéaire a réussi à fournir des estimations relativement proches 

des valeurs expérimentales, ce qui démontre l'utilité de cette approche pour prédire la résistance à la 

rupture des joints soudés. 

Cependant, il est également essentiel de prendre en compte les erreurs de prédiction, qui indiquent 

les écarts entre les valeurs prédites par RML et les mesures expérimentales réelles. Dans l'ensemble, les 

erreurs de prédiction sont relativement faibles, ce qui suggère que la régression multilinéaire est une 

méthode valide pour estimer la résistance à la rupture dans ces conditions de soudage. 

IV.2.6. Soudures optimales 

À travers l'analyse des résultats du plan d’expériences (graphe des effets et des interactions, 

ANOVA et RML), il est possible de déterminer les paramètres idéaux pour le soudage par ultrasons des 

composites lin/PP en mode énergie, et six combinaisons ont été identifiées permettant d’atteindre la 

résistance à la rupture maximale en cisaillement des joints soudés en simple recouvrement, comme 

présenté dans le tableau IV.11. 
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Tableau IV.11 : Comparaison des réponses optimales en mode énergie. 

Configuration Energie (J) Amplitude (µm) 
Force de 

soudage (N) 
Résistance à la rupture 

(N) 

C4 800 35 200 3399 

C15 600 35 300 3249 

C16 800 35 300 3207 

C21 600 40 300 3167 

C22 800 40 300 3181 

C23 1000 40 300 3199 

C’3 700 35 300 3431 

C’4 700 40 300 3238 

C’6 900 35 300 3259 

Il a été observé que l'utilisation de combinaisons d'énergie et d'amplitude élevées entraîne une 

dégradation des fibres de lin (zones noircies indiquées par le trait blanc), ce qui est confirmé par les 

échantillons soudés en utilisant les combinaisons C4, C16, C22, C23, C'3, C'4 et C'6, comme illustré 

dans la figure IV.14.  

 
Figure IV. 14 : Faciès de rupture du composite lin/PP soudé en utilisant la combinaison de 

soudage a) C’3, b) C16, c) C’6 et d) C23. 

De plus, une augmentation de l’énergie de soudage entre 900 et 1200 J a également entraîné une 

dégradation des fibres de lin et une indentation notable de la sonotrode sur l'échantillon supérieur, 

comme le montre la figure IV.15. 

 

Figure IV.15 :  Indentation de la sonotrode sur les surfaces des échantillons soudés par 
ultrasons utilisant la combinaison suivante a) C23 et b) C’6. 

Ainsi, les conditions de soudage optimales pour atteindre une résistance maximale sans dégradation 

des fibres de lin ont été déterminées. Deux combinaisons de paramètres de soudage ont été identifiées 

comme étant les plus efficaces : la combinaison C15 avec une énergie de 600 J, une amplitude de 35 µm 

et une force de soudage de 300 N, et la combinaison C21 avec une énergie de 600 J, une amplitude de 

40 µm et une force de soudage de 300 N. 

Indentation de la sonotrode 

a) b) 

c) d) 

a) b) 
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Pour le chapitre suivant, la combinaison C15 avec une énergie de soudage de 600 J, une amplitude 

de 35 µm et une force de soudage de 300 N a été choisie comme configuration de référence pour étudier 

l'effet des trois paramètres en mode énergie. 

IV.3. Conclusion du chapitre IV 

Dans ce chapitre, nous avons étudié les effets des paramètres de soudage par ultrasons sur la 

résistance à la rupture des joints soudés en simple recouvrement de composites lin/PP. Nous avons utilisé 

un plan factoriel complet et une analyse de la variance (ANOVA) pour déterminer les paramètres de 

soudage les plus significatifs ayant un effet maximal sur la variable réponse, la résistance à la rupture, 

et pour optimiser les paramètres de contrôle afin d'atteindre une résistance maximale. 

Les principales conclusions de cette étude sont les suivantes :  

i. En mode temps, l'ANOVA a révélé que le temps de soudage, la force de soudage ainsi que 

leurs interactions étaient les paramètres les plus significatifs, tandis que l'amplitude n'avait 

aucun effet significatif sur la résistance à la rupture des joints soudés. En mode énergie, 

l'énergie de soudage était le facteur le plus significatif, avec une contribution de 96%.  

ii. Nous avons développé un modèle de régression multilinéaire statistiquement significatif qui 

permettait de prédire avec précision la résistance à la rupture des joints soudés.  

iii. L'observation des faciès de rupture a révélé que des temps de soudage trop longs et une 

énergie plus élevée entraînaient des fissures et une dégradation de la matrice PP et des fibres 

de lin à l'interface soudée.  

iv. Nous avons identifié trois conditions de soudage optimales en mode temps (500 ms - 35 µm 

- 400 N & 500 ms - 40 µm - 370 N & 500 ms - 37 µm - 380 N) et deux combinaisons de 

soudage optimales en mode énergie (600 J - 35 µm - 300 N & 600 J - 40 µm - 300 N) qui 

présentaient des surfaces de rupture similaires, indiquant que plusieurs paramètres de 

soudage optimaux pouvaient conduire à des résistances mécaniques similaires et des 

ruptures d'interface similaires lors du soudage par ultrasons des composites lin/PP. 

En conclusion, ce chapitre met en évidence l'importance de sélectionner soigneusement les 

paramètres de soudage et d'utiliser des méthodes statistiques pour optimiser le processus de soudage 

afin d'atteindre une résistance maximale des joints soudés lors du soudage par ultrasons des composites 

lin/PP sans dégradation des fibres et de la matrice.  
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Chapitre V 

Etude paramétrique thermique et 

mécanique des joints soudés
 

 

 

Le présent chapitre constitue une exploration détaillée des paramètres de soudage et 

de leur influence sur les propriétés des soudures réalisées. Notre objectif est de mieux 

comprendre comment ces paramètres, tels que le temps de soudage, la force de soudage, 

l'énergie de soudage, l'amplitude de vibration et le temps de consolidation, influent sur le 

processus de soudage et les propriétés mécaniques des joints soudés avec et sans directeurs 

d’énergie. 

Dans la première section, nous étudierons attentivement la mesure du profil de 

température pendant le processus de soudage. Nous examinerons les courbes de 

température typiques et analyserons comment ces températures sont influencées par les 

paramètres de soudage.  

La deuxième section se concentrera sur l'effet des paramètres de soudage sur les 

propriétés mécaniques des soudures.  

Enfin, la troisième section sera dédiée à une étude microscopique de la morphologie 

de la surface des soudures. Nous analyserons comment les différents paramètres de soudage 

affectent la structure et l'apparence des joints. 

Ce chapitre constitue ainsi une étape importante dans notre démarche visant à 

caractériser et à comprendre le processus de soudage par ultrasons, en mettant en lumière 

le rôle des paramètres de soudage dans la formation de joints solides et fiables. 
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V.1. Evolution de la température pendant le soudage 
 

V.1.1. Procédure expérimentale 

La configuration utilisée pour les mesures de température, présentée au chapitre II est rappelée 

figure V.1 dans le cas d’un assemblage sans directeur d’énergie. Un thermocouple de type K est placé 

au centre de la zone de recouvrement, qui mesure 25 x 15 mm². Un soin particulier est apporté au 

positionnement précis de ce thermocouple.  

 
Figure V.1 : Configuration pour les mesures de température des échantillons soudés sans 

directeur d'énergie (dimensions en mm). 

Pour étudier l’effet de la présence de directeurs d’énergie, des films de polypropylène vierge 

(PP7064L1, ExxonMobil) ont été intercalés entre les deux pièces à souder. L’épaisseur de ce directeur 

d’énergie est modifiée en superposant de un à trois films. Les configurations obtenues, nommées DE1, 

DE2 et DE3, sont présentées dans le tableau V.1. 

Tableau V.1 : Épaisseurs des directeurs d’énergie en PP. 

 

 

Les essais préliminaires avec directeurs d’énergies ont été réalisés avec la zone de recouvrement 

de 25 x 15 mm² choisie précédemment mais ont présenté un grand nombre de ruptures dans les substrats 

(« Workpiece fracture », figure V.2). L’origine de ces ruptures est due soit à une contrainte ultime du 

stratifié atteinte avant la contrainte à rupture en cisaillement, soit à une altération de la géométrie 

modifiant l’état de contraintes du fait de la présence des directeurs d’énergie. 

 

Figure V.2 : Schéma du mode de défaillance : ‘’Workpiece fracture’’. 

La figure V.3 présente des images de ce type de rupture pour les échantillons soudés avec les trois 

types de directeurs d'énergie.  

 

Directeur d’énergie DE1 DE2 DE3 

Epaisseur (µm) 92 ± 5 159 ± 6 231 ± 6 
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Figure V.3 : Rupture de matériau des joints soudés avec : a) DE1, b) DE2 et c) DE3. 

Une solution pour éviter ce type de rupture est de diminuer la force nécessaire pour atteindre la 

contrainte à rupture en cisaillement, donc de diminuer l’aire de la zone de recouvrement. Celle-ci a donc 

été réduite à 25 x 10 mm² (figure V.4). Le compromis initial sur la longueur de 15 mm avait été fait en 

tenant compte de la taille de la maille élémentaire du tissu (environ 11 x 11 mm²). Cette modification, 

de longueur ne respecte plus tout à fait cette contrainte mais a permis d’atteindre l’objectif recherché de 

ruptures interfaciales. 

 
Figure V.4 : Configuration pour les mesures de température des échantillons soudés avec 

directeur d'énergie (dimensions en mm). 

Cependant, toutes les études concernant les joints simples recouvrement montre que la résistance 

en cisaillement mesurée présente une dépendance à la longueur de recouvrement. Un recouvrement plus 

long minimise les déformations de flexion des substrats, et donc l’apparition d’une contrainte de pelage 

au bord du joint qui est souvent à l’origine de la rupture. Afin de pouvoir comparer les échantillons 

soudés avec et sans directeurs d'énergie, nous avons donc également dû souder des échantillons sans 

directeurs d'énergie avec la même zone de recouvrement de 25 x 10 mm². Ces échantillons de 

comparaison seront référencés «SDE» dans la suite du manuscrit. 

V.1.2. Vérification des mesures de température par thermographie infrarouge 

Les mesures de température obtenues grâce aux thermocouples insérés dans la zone soudée ont été 

comparées à des mesures de température par thermographie infrarouge (figures V.5.a). La caméra a été 

positionnée de façon à filmer la tranche de l’éprouvette pendant son assemblage. Les paramètres utilisés 

dans cette comparaison sont une énergie de 400 J, une force de soudage de 300 N et une amplitude de 

30 µm. 

a) b) 

c) 
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Figure V.5 : a) Image infrarouge obtenue pendant le soudage et profils de température 

issus de : b) caméra thermique et c) thermocouple de type k. 

L’image infrarouge V.5.a est issue du film enregistré, et est celle où apparaît la température 

maximale relevée pendant le soudage. On constate une élévation de température à l’interface entre les 

deux pièces, mais aussi entre la sonotrode et la pièce supérieure, et entre la pièce supérieure et son 

support. Ces zones sont donc soumises également à une partie des vibrations transmises à l’assemblage. 

Néanmoins les températures qui y sont relevées sont de l’ordre de 90 à 100 °C et sont donc bien 

inférieures à la température de fusion du PP. Le profil obtenu à partir du film thermographique (figure 

V.5.b) est celui correspondant au point le plus chaud relevé (croix sur l’image). Il est situé à l’interface 

soudée et à peu près au milieu de la zone de recouvrement. Le thermocouple dont le signal est présenté 

dans la figure V.5.c) a été placé à 2 mm du bord de la zone de recouvrement, du côté opposé à celui qui 

est filmé, plutôt qu'au centre. Les deux profils de température obtenus soit par caméra thermique soit 

par thermocouple ont une allure semblable, notamment du point de vue des températures atteintes. Ils 

sont superposés sur la figure V.6. Les images thermographiques peuvent toutefois être utilisées pour 

évaluer qualitativement la diffusion de chaleur dans les pièces de l’assemblage, et identifier les zones à 

risque d’échauffement local dans son environnement. 



Etude paramétrique thermique et mécanique des joints soudés 
 

 Chapitre V 
 

 

Page | 110 

 
Figure V.6 : Superposition des signaux de la caméra IR et du thermocouple. 

V.1.3. Courbe de température typique 

La figure V.7 illustre une courbe typique d’évolution temporelle de la température pendant le 

soudage. Les paramètres du process sont ici un temps de soudage de 500 ms, une amplitude de 35 µm 

et une force de 400 N. Le temps de consolidation est de 2000 ms, la force restante maintenue à 400 N. 

Le déplacement de la sonotrode est également affiché sur cette figure, il correspond à la montée (positif) 

ou la descente (négatif) de la sonotrode depuis le contact initial avec l’éprouvette. Concrètement, la 

sonotrode se déplace vers le haut ou vers le bas pour maintenir une force constante durant le processus 

de soudage. La mesure de ce déplacement fournit des indications sur la dilatation thermique ou 

l'écoulement du polymère, en fonction des zones de température. La température de fusion 𝑇𝑓 du 

polypropylène est symbolisée par une ligne horizontale afin de servir de référence sur les différentes 

courbes présentées. Il faut noter que la température de fusion réelle pourrait être décalée ici en raison de 

la vitesse d’échauffement extrêmement élevée. 

 

Figure V.7 : Evolution temporelle de la température (thermocouple) et du déplacement vertical 

de la sonotrode pour la configuration suivante : temps de soudage de 500 ms, amplitude de 35 

μm et force de soudage de 400 N, illustrant les différentes étapes (1 à 5). 

On peut tout d’abord remarquer sur cette figure V.7 que la durée totale de l’opération est de 2,5 

secondes, ce qui est très court. Les phénomènes observés se déroulent donc tous de manière très rapide. 

Plusieurs étapes et points de transition peuvent être mis en évidence durant ce processus. Ce découpage 

s’inspire d’une analyse présentée dans [67]. Dans un premier temps (étape 1) on constate une élévation 

rapide de la température s’accompagnant d’un déplacement (descente) de la sonotrode. Les vibrations 
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provoquent un échauffement de l’interface, le chauffage du composite dû aux vibrations s’accompagne 

d’une dilatation thermique. Une rupture nette de pente survient ensuite au point 2, correspondant à un 

ralentissement puis à une seconde augmentation du déplacement. Le ralentissement peut être dû à un 

échauffement global des pièces provoquant leur dilatation thermique qui doit être compensée par la 

sonotrode pour assurer une force constante. Ce point 2 est associé au début de la fusion du PP puisqu’on 

a dépassé Tf. La seconde augmentation du déplacement correspond donc clairement à l’écoulement du 

polymère dans la zone fondue, qui n’offre alors plus qu’une faible résistance mécanique. On atteint 

ensuite une température maximale de 450 °C à 500 ms (point 3). Cela correspond à l’arrêt des vibrations 

qui est suivi immédiatement d’une diminution rapide de la température à l’interface. Cependant, après 

ce point, on constate une légère remontée de la sonotrode. Ceci peut être à nouveau expliqué par la 

diffusion de la chaleur dans les substrats qui continuent de se dilater. A partir du point 4 la sonotrode 

recommence à descendre. La zone d’interface est toujours au-dessus de la température de fusion et le 

polymère continue de s’écouler. A partir du point 5 toutes les zones de polymères sont revenues à l’état 

solide, la descente de la sonotrode peut être due à l’accompagnement de la contraction de l’assemblage 

qui se refroidit. La vitesse de refroidissement est de l’ordre de 700 à 600 °C/s juste après l’arrêt des 

vibrations, et ralentit progressivement jusqu’à 50 °C/s à la fin de l’opération. Durant tout le processus, 

la température de fusion n’a été dépassée que pendant moins d’une seconde. 

Nous allons dans la suite examiner les modifications induites dans ces évolutions lors de la 

modification des paramètres de soudage. 

V.1.4. Effet des paramètres de soudage sur l’évolution de la température et du 

déplacement 
 

V.1.4.1. Echantillons soudés sans directeurs d’énergie 
 

V.1.4.1.1. Evolution de la température 

Pour évaluer l'effet des paramètres de soudage sur l’évolution de la température à l’interface, des 

mesures ont été effectuées en faisant varier un paramètre à la fois. Les figures V.8, V.9 et V.10 présentent 

respectivement les effets du temps de soudage, de la force de soudage et de l’énergie de soudage. Les 

flèches verticales indiquent la fin de la phase de vibration et le début de la phase de consolidation. On 

rappelle que l’opération complète de soudage peut être divisée en cinq étapes : (1) vibration des pièces, 

(2) la génération de chaleur, (3) le transfert de chaleur, (4) l'écoulement et le mouillage, et (5) la diffusion 

intermoléculaire [183]. 

 

Figure V.8 : Evolution temporelle de la température en fonction du temps de soudage pour une 

amplitude de 35 µm et une force de soudage de 400 N. 
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La figure V.8.a présente l'influence du temps de soudage sur le profil de température à l'interface. 

Les vitesses de chauffage sont proches pour tous les temps de soudage, ce qui indique une bonne 

reproductibilité du test. Pour le temps de soudage le plus faible (300 ms), la température maximale 

atteinte est inférieure à 400 °C. A partir de 700 ms, les courbes atteignent un pic situé entre 450 et 500 

°C. Enfin, les courbes avec les valeurs de temps les plus élevées (1000 ms et 1500 ms) semblent 

présenter un plateau à cette température maximale pendant quelques centaines de millisecondes avant 

de diminuer à la fin de la phase de vibration. Dans ces deux cas, la température reste donc au-dessus de 

la température de fusion du PP pendant presque la totalité de l’essai. La figure V.8.b montre la 

température maximale atteinte pour chaque combinaison. Elle augmente et se stabilise pour un temps 

de soudage de 1000 ms. 

 

Figure V.9 : Evolution temporelle de la température en fonction de la force appliquée 

pour une amplitude de 35 µm et un temps de soudage de 500 ms. 

La figure V.9.a présente l’influence de la force de soudage sur le profil de température à l’interface. 

Le temps de passage au-dessus de Tf  n’est pas influencé par la force appliquée. Cependant la température 

maximale atteinte varie entre 300 °C (pour 200 N) et 460 °C (pour 420 N). La température diminue 

toujours rapidement à la même vitesse à la fin de la phase de vibration et dès lors le temps de séjour au-

dessus de la température de fusion dépend de cette température maximale atteinte. Sur la figure V.9.b 

sont rassemblées les températures maximales atteintes en fonction de la force. On constate que jusqu’à 

420 N une augmentation de la force de pression entraîne une augmentation de la température maximale ; 

On peut supposer que le contact intime à l’interface est facilité, et que les vibrations sont ainsi transmises 

plus facilement. Mais lorsque la force de pression est portée à 500 N, on obtient une température 

maximale plus faible (350 °C) et un arrêt prématuré de l’échauffement (avant l’arrêt des vibrations). 

L’hypothèse proposée est que la pression trop importante à l’interface cette fois ci « bloque » le 

mouvement de vibration nécessaire à l’échauffement du matériau. La force de 420 N semble donc 

constituer une limite haute dans ce mode pour le matériau composite étudié. 
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Figure V.10 : Evolution temporelle de la température en fonction de l’énergie de soudage pour 

une amplitude de 35 µm et une force de soudage de 300 N. 

Enfin, la figure V.10.a montre l’effet de la variation de l’énergie de soudage sur l’évolution de la 

température, pour une force de soudage constante de 300 N et une amplitude de 35 µm. La figure V.10.b 

trace la température maximale en fonction de l’énergie. A 400 J, la courbe temporelle se démarque des 

autres, avec une montée moins rapide, et une température maximale atteinte à l’arrêt des vibrations juste 

supérieure à 300 °C, et donc un très court séjour de l’interface dans le domaine fondu. Dès que l’énergie 

atteint 600 J, on constate que la température maximale atteinte passe au-dessus de 450 °C et évolue peu, 

mais en revanche la durée du séjour à cette température augmente. Dans les cas extrêmes de 1000 et 

1200 J, la température est toujours supérieure à Tf à la fin de l’essai, lorsque la force de pression n’est 

plus appliquée. Ceci peut laisser envisager des problèmes de consolidation sur les éprouvettes 

V.1.4.2. Echantillons soudés avec directeurs d’énergie 
 

V.1.4.2.1. Influence de l’énergie pour les joints soudés avec DE1 

Afin d'examiner l'influence de l'énergie de soudage sur les profils de température des échantillons 

soudés avec le directeur d'énergie DE1, plusieurs mesures ont été effectuées. La figure V.11 illustre les 

données de déplacement de la sonotrode ainsi que les variations de température pour quatre niveaux 

d'énergie de soudage distincts. 

 

Figure V.11 : Evolution temporelle de la température d’interface et du déplacement de la 
sonotrode en fonction de l’énergie (légende en J) (force de soudage : 300 N, amplitude : 35 µm, 

directeur d’énergie : 92 µm). 

Les profils d’évolution obtenus avec ce directeur d’énergie sont assez différents de ceux présentés 

auparavant. Les températures présentent toutes une montée suivie d’un plateau entre 150 et 200 °C. Il 

est possible que ce plateau corresponde au temps nécessaire à la fusion du directeur d’énergie, la montée 

de la température reprenant ensuite. De même que précédemment, l’augmentation de l’énergie permet 

d’obtenir des températures plus élevées à la fin de la phase de vibration. Pour 400 J, l’apport d’énergie 

est insuffisant pour obtenir des températures élevées. Au-delà, l’augmentation de l’énergie prolonge la 

phase de vibration et donc le séjour du matériau au-dessus de Tf. 

En ce qui concerne les déplacements, on retrouve une allure générale rappelant celle de la figure 

V.7. Une première descente de la sonotrode, suivi d’un léger plateau pendant la fusion de l’interface, 

puis une reprise de la descente. Lorsque le flux de chaleur se diffuse dans toute la hauteur du substrat, 

la dilatation entraîne une légère remontée de la sonotrode. On a ensuite une descente coïncidant avec 
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l’écoulement du polymère dans la zone fondue. Cette descente ralentit fortement après l’arrêt des 

vibrations, mais continue à augmenter en accompagnant le refroidissement du joint. Les principales 

différences entre les courbes concernent le moment où se produit la phase d’écrasement, et le 

déplacement final atteint, ces deux valeurs augmentant avec l’énergie introduite. Le déplacement total 

est supérieur à l’épaisseur du directeur d’énergie, mais dans le cas 400 J, son amplitude de 0,16 mm est 

inférieure à celle obtenue dans une configuration de « bonne » soudure sans directeur d’énergie (0,22 

mm). Pour une énergie de 1000 J, le déplacement atteint 0,35 mm, ce qui montre un écrasement proche 

de la somme de celui de la bonne soudure et de l’épaisseur du directeur d’énergie. 

La figure V.12 présente l'évolution temporelle de la puissance de soudage issue des données 

machine pour des échantillons soudés avec un directeur d'énergie DE1, en fonction de différentes valeurs 

d'énergie de soudage. Ces résultats correspondent aux mêmes acquisitions que ceux présentés figure 

V.11 et peuvent en être rapprochés. 

 

Figure V.12 : Evolution temporelle de la puissance pendant la phase de vibration pour 

différentes énergie (légende en J) (force de soudage : 300 N, amplitude : 35 µm, directeur 
d’énergie : 92 µm). 

Les profils de puissance enregistrés lors des soudures présentent une variabilité considérable, et 

aucune tendance claire n'a pu être identifiée en modifiant l'énergie de soudage. Cette variabilité peut être 

attribuée à des disparités de la planéité des surfaces de contact des deux pièces à assembler, ce qui peut 

masquer l'effet de l'énergie de soudage [184]. Cependant, certains schémas généraux dans les profils de 

puissance sont observables. Le premier pic correspond au début de la vibration lorsque les films de PP 

sont encore solides, ce qui entraîne une demande de puissance élevée [163]. Ce pic est associé à une 

augmentation instantanée de la température (figure V.11). Ensuite, la puissance diminue, indiquant ainsi 

un chauffage progressif et une fusion du matériau à l'interface [163]. Les pics de puissance ultérieurs 

peuvent être liés à la présence de protubérances et d’irrégularités de surface, ce qui peut provoquer des 

variations dans la quantité de matériau impliqué dans le frottement. En effet, lorsque de nouvelles zones 

de thermoplastique solide entrent progressivement en contact et commencent à fondre, l'équipement 

enregistre une nouvelle demande de puissance et une augmentation du déplacement vertical, ce qui 

entraîne l'apparition de pics secondaires. 

L'intensité de ces pics dépend principalement de l'énergie de soudage et de la force appliquée, tandis 

que leur forme est corrélée à la quantité de matériau en interaction : des pics larges et aplatis 

correspondent à une plus grande surface des pièces entrant en contact simultanément, tandis que des 

pics isolés et nets correspondent à une plus petite quantité de matériau [163][183]. La présence de 

plusieurs pics de puissance peut être interprétée comme un indicateur d'une progression adéquate de la 
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soudure et d'une liaison de qualité : les films de PP fondent progressivement, et les zones de soudure 

isolée croissent et fusionnent pour former une interface hautement adhérente [183]. Dans le cas d'une 

faible énergie de soudage (400 J), l'état du soudage se limite essentiellement à la phase de "fusion", 

indiquant une insuffisance de l'énergie de soudage. À mesure que l'énergie augmente (600 à 1000 J), les 

tendances générales de la puissance et de la température suivent des schémas similaires à ceux présentés 

dans le chapitre II, et les valeurs de pic demeurent comparables, ce qui indique un processus de soudage 

complet en quatre étapes. 

Le tableau V.2 synthétise pour plusieurs énergies les données machine enregistrées ainsi que la 

température maximale atteinte. On peut noter une corrélation quasi linéaire entre l’énergie et le temps 

de soudage, ainsi qu’entre l’énergie et la puissance maximale. Ceci est cohérent car l’apport d’énergie 

se fait bien en augmentant le temps de vibration et en utilisant plus de puissance. Dans le cas du 

déplacement, l’évolution est linéaire en fonction de l’énergie de soudage mais augmente plus fortement 

à 1000 J. Pour cette dernière configuration, comme on a pu le voir dans la figure V.11, le séjour prolongé 

au-delà de la zone de fusion donne la possibilité à la sonotrode d’écraser une plus grande quantité de 

matériau et donc de se déplacer plus bas. Les températures maximales augmentent avec l’énergie mais 

atteignent rapidement un plateau. L’énergie supplémentaire n’est pas consommée pour augmenter la 

température. 

Tableau V.2 : Données machine et température pour des échantillons soudés avec DE1 à 

diverses énergies de soudage. 

DE1 
Temps de 

soudage (ms) 
Déplacement 

(mm) 
Puissance 

maximale (W) 
Température 

maximale (°C) 

400 J 537 0,111 1056 261 

600 J 653 0,131 1162 380 

800 J 832 0,194 1262 423 

1000 J 1023 0,295 1410 427 

Ces résultats mettent en évidence une relation cohérente physiquement entre l'énergie de soudage, 

le temps de soudage, le déplacement de la sonotrode, la puissance et la température maximale 

enregistrée. Une augmentation de l'énergie de soudage entraîne naturellement une augmentation du 

temps, du déplacement, de la puissance et de la température. Ces paramètres sont étroitement liés et 

doivent être soigneusement ajustés pour atteindre un équilibre optimal entre la fusion des matériaux et 

la gestion de la chaleur générée. Cette analyse souligne l'importance de comprendre ces paramètres pour 

obtenir des soudures uniformes et éviter toute détérioration des matériaux. 

V.1.4.2.2. Effet de l’épaisseur de directeurs d’énergie sur les joints soudés 

La figure V.13 présente les évolutions temporelles de la température et du déplacement de la 

sonotrode pour une configuration sans directeur d’énergie et les trois configurations comprenant des 

directeurs d’énergie d’épaisseur croissante (DE1, DE2 et DE3). Les conditions de soudage retenues sont 

une énergie de 600 J, une amplitude de 35 µm, et une force de soudage de 300 N. 
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Figure V.13 : Evolution temporelle de la température et du déplacement de la sonotrode pour 

différentes configurations de directeurs d’énergie (énergie de soudage : 600 J, force de 

soudage : 300 N, amplitude : 35 µm). 

Toutes les courbes présentent un profil similaire, avec les mêmes étapes que celles identifiées pour 

DE1 à 600 J sur la figure V.11 précédemment, à savoir une montée rapide, un plateau correspondant à 

la fusion du polymère, puis une remontée jusqu’à la fin des vibrations, et une descente avec une vitesse 

identique pour toutes les courbes. En ce qui concerne les déplacements, on a une montée puis un plateau 

pendant la fusion, une nouvelle montée suivie d’un plateau correspondant à la dilatation du matériau, et 

un écrasement plus brutal lorsque toute la zone d’interface est fondue. Après l’arrêt des vibrations, 

l’écrasement se produit à une vitesse plus faible, et, une fois que la température de fusion est franchie, 

la sonotrode accompagne la contraction thermique du joint. Les différences observables lorsqu’on 

augmente l’épaisseur du directeur d’énergie sont les déplacements de sonotrode à la fin du soudage, ce 

qui est cohérent avec une épaisseur à fondre plus grande lorsqu’on ajoute des films. Lorsque le directeur 

d’énergie est absent (SDE), l’élévation de température initiale est plus rapide, les vibrations n’étant pas 

dissipées dans le film polymère. Le plateau qui suit est plus long et la température maximale est donc 

atteinte plus tardivement, pour une valeur inférieure de 50 °C par rapport à celles atteintes avec les 

directeurs d’énergie. En ce qui concerne le déplacement de la sonotrode, on a un comportement similaire 

mais avec des valeurs beaucoup plus faibles. L’absence de directeur d’énergie limite la température 

maximale atteinte ainsi que la possibilité d’écrasement, ce qui explique ce résultat. 

La figure V.14 présente les courbes d’évolution temporelle de la puissance pendant la phase de 

vibration pour les quatre configurations de soudage présentés dans la figure V.13, à savoir les cas sans 

directeur d'énergie (SDE), avec le directeur d'énergie DE1, avec le directeur d'énergie DE2 et avec le 

directeur d'énergie DE3. 
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Figure V.14 : Evolution temporelle de la puissance pendant la phase de vibration pour 

différentes configurations de directeurs d’énergie (énergie de soudage : 600 J, force de 

soudage : 300 N, amplitude : 35 µm). 

Une analyse globale des courbes de puissance révèle rapidement des différences significatives 

lorsque l'épaisseur du directeur d'énergie diminue. Le comportement des courbes pour DE1 de 92 µm 

d'épaisseur a déjà été largement détaillé dans la section V.1.3.2.1. La figure V.14 confirme que, pour 

DE2 de 159 µm et DE3 de 231 µm d'épaisseur, les courbes suivent les étapes typiques du processus de 

soudage par ultrasons. Une fois que le DE commence à fondre, le déplacement vers le bas de la sonotrode 

augmente (figure V.14). Cela correspond à une augmentation de la puissance due à l'impédance du DE 

fondu. Cette augmentation de puissance est compensée par une diminution de la puissance associée à la 

fusion locale des substrats à l'interface de soudage, ce qui entraîne un deuxième pic de puissance et une 

diminution ultérieure de la puissance. Cela montre que, pour les échantillons soudés avec des DE de 159 

µm et 231 µm d'épaisseur, le directeur d'énergie fond et s'écoule hors de l'interface avant que les 

substrats ne commencent à fondre. 

Pour les échantillons sans directeur d’énergie, les niveaux du pic initial et du plateau qui suit sont 

inférieurs à ce qui est observé pour les directeurs d’énergie. Les vibrations sont poursuivies plus 

longtemps et un supplément de puissance est appelé à la fin du processus. Ceci est corrélé au retard dans 

l’évolution de la température observé pour cette configuration sur la figure V.13. 

Le tableau V.4 résume les données de sortie de la machine et la température maximale pour les 

différentes configurations étudiées. Les conditions de soudage sont toujours ici une énergie de soudage 

de 600 J, une amplitude de 35 µm et une force de soudage de 300 N. 

Tableau V.3 : Données machine et température pour des échantillons soudés avec et sans 

directeur d’énergie. 

600 J 
Temps de 

soudage (ms) 
Déplacement 

(mm) 
Puissance 

maximale (W) 
Température 

maximale (°C) 

SDE 691 0,11 1372 325 

DE1 665 0,14 1307 380 

DE2 613 0,234 1260 400 

DE3 645 0,288 1220 373 

L’examen de ce tableau montre tout d’abord que les temps de soudage varient peu. La puissance 

maximale décroît légèrement avec l’épaisseur du directeur d’énergie. Ces deux données sont très 

dépendantes du niveau d’énergie choisi, qui est ici le même pour toutes les configurations. Le 

déplacement de la sonotrode augmente avec l’épaisseur du directeur d’énergie. La zone fondue est plus 
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importante et la sonotrode va parcourir un trajet plus long avant de rencontrer une résistance. On 

remarque cependant que l’augmentation du déplacement est inférieure à l’augmentation des épaisseurs 

des directeurs d’énergie. Une zone de matière plus importante doit donc subsister à l’interface. Enfin, 

les températures atteintes avec directeurs d’énergie restent dans la même gamme entre 350 et 400 °C. 

Comme constaté plus haut, la température maximale est plus faible en l’absence de directeur d’énergie. 

L'analyse des données met en lumière l'impact relatif de l'épaisseur du directeur d'énergie sur le 

processus de soudage par ultrasons. Bien que le temps de soudage et le déplacement de la sonotrode 

restent relativement stables, l'utilisation de directeurs d'énergie semble avoir un effet notable sur la 

puissance électrique et la température maximale. Il reste à examiner la performance mécanique des 

soudures ainsi obtenues. 

V.2. Effet des paramètres de soudage sur les propriétés mécaniques 

En partant des configurations de référence identifiées dans le chapitre IV à l'aide de la méthode des 

plans d'expérience, il est possible d’explorer de manière détaillée les effets de chaque paramètre de 

soudage sur la résistance à la rupture des joints simple recouvrement (LSS). Cinq niveaux ont été 

sélectionnés pour chaque paramètre afin de trouver les conditions de soudage optimales pour obtenir la 

plus haute LSS. Les expériences ont été menées en faisant varier un paramètre à la fois. L’effet des 

directeurs d’énergie a également été inclus dans l’étude. 

V.2.1. Effet de la présence d’un thermocouple sur les propriétés mécaniques  

Il est intéressant de vérifier si la présence d’un thermocouple dans la zone soudée a une influence 

sur les propriétés mécaniques du joint. Les LSS d’échantillons soudés avec (A_TC) et sans (S_TC) la 

présence de thermocouples pendant le processus de soudage ont donc été comparées. Les résultats sont 

présentés dans la figure V.15. Les paramètres de soudage choisis sont un temps de soudage de 500 ms, 

une force de soudage de 200 N et une amplitude de 35 µm. 

 

Figure V.15 : LSS moyenne obtenue avec (A_TC) et sans (S_TC) thermocouple (temps de 

soudage : 500 ms, amplitude 35 µm et force de soudage : 200 N). 

Les résultats montrent sans ambiguïté que la présence d’un thermocouple altère la résistance 

mécanique du joint. La LSS passe de 6 MPa à 4,2 MPa lorsqu’un thermocouple est présent. Plusieurs 

explications peuvent être proposées pour expliquer cet effet. Tout d’abord le thermocouple, en modifiant 

la répartition des efforts pendant le soudage, ou en jouant le rôle d’un concentrateur local d’énergie 

(directeur d’énergie) qui va détériorer la zone qui l’entoure, peut nuire à la qualité du joint obtenu. 

L’autre piste d’explication est que le thermocouple constitue une singularité dans le joint et peut être à 

l’origine de contraintes qui vont initier la fissuration lors de la sollicitation mécanique. Quelle que soit 

l’explication, ce résultat montre qu’il n’est pas possible d’instrumenter le processus de soudage en 

introduisant systématiquement des thermocouples à l’interface de façon à avoir un contrôle en ligne du 

process. De même l’introduction de thermocouples dans une pièce, au même titre que d’autres capteurs 

0

2

4

6

8

A_TC S_TC

LS
S 

(M
P

a)



Etude paramétrique thermique et mécanique des joints soudés 
 

 Chapitre V 
 

 

Page | 119 

d’environnement, est souvent envisagée pour instrumenter des structures pendant leur durée de vie. Les 

zones de soudure pouvaient constituer des emplacements intéressants pour la localisation de ces 

thermocouples.  

V.2.2. Joints soudés sans directeurs d’énergie 
 

V.2.2.1. Effet du temps de soudage 

Les résultats de LSS pour différents temps de soudage sont présentés dans la figure V.16.a. On 

constate que les valeurs de LSS augmentent avec le temps de soudage jusqu'à atteindre un maximum de 

9,6 MPa pour LSS1 et 9,8 MPa pour LSS2 à 700 ms, puis diminuent légèrement pour des temps de 

soudage supérieurs à 700 ms. On remarque aussi qu’une augmentation du temps de soudage à 1000 ms 

ne contribue qu'à améliorer l'efficacité du soudage (LSS1 et 2 deviennent égales) et non sa qualité (leurs 

valeurs diminuent). LSS atteint son minimum à un temps de soudage de 1500 ms en raison de la 

dégradation du polymère due à une exposition prolongée aux vibrations ultrasoniques et à 

l'augmentation de la température 

La figure V.16.b montre l’évolution du pourcentage de la surface soudée en fonction du temps de 

soudage. Cette évolution est bien entendu totalement corrélée au rapprochement de LSS1 et LSS. 

  

Figure V.16 :  a) LSS1 et LSS2 et b) Pourcentage de surface soudée pour différentes valeurs de 

temps de soudage (amplitude : 35 µm et force de soudage : 400 N). 

Pour comprendre la cause de la diminution significative de LSS des joints, les faciès de rupture des 

soudures après les essais mécaniques ont été examinée à l'aide d'un microscope optique numérique 

(figure V.17). 

 

Figure V.17 : Faciès de rupture des échantillons soudés avec différentes valeurs de temps de 

soudage. 
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Les faciès de rupture font apparaître des zones peu ou pas soudées pour un temps de soudage 

inférieur à 700 ms (figure V.18.a). Ceci est dû à un apport de chaleur insuffisant pour faire fondre le 

polypropylène. Cela permet d’expliquer les faibles valeurs de LSS1 et LSS2 obtenues à 300 ms et 500 

ms. Au-delà de 700 ms (figure V.18.b), les faciès de rupture font apparaître des zones noircies, plus ou 

moins étendues, des déformations dans l’orientation des fibres et une expulsion de matériaux fondus sur 

les bords de la zone de recouvrement. La LSS atteint son minimum pour un temps de soudage de 1500 

ms en raison de la dégradation du polymère due à une exposition prolongée aux vibrations ultrasoniques 

et à l'augmentation de la température. 

 
Figure V.18 : : a) Zones non soudées (temps de soudage : 300 ms), b) Zones noircies (temps de 

soudage : 1000 ms). 

V.2.2.2. Effet de la force de soudage 

L’évolution de LSS1 et LSS2 en fonction de la force de soudage est présentée sur la figure V.19.a. 

Les deux contraintes suivent une même tendance, une augmentation entre 200 et 420 N puis une 

diminution à 500 N. L’augmentation de LSS1 est de 77% et elle est de 17% pour LSS2. Un optimum 

est donc atteint pour 420 N avec une valeur de LSS1 de 9,9 MPa et une valeur de 10,3 MPa pour LSS2. 

La figure V.19.b montre la proportion de surface soudée en fonction de la force de soudage. Une 

évolution analogue à celle des deux LSS est observée. Le pourcentage de surface soudée augmente 

jusqu’à 420 N (96%) puis diminue ensuite (80% pour 500 N). Il est intéressant de comparer cette 

évolution à celle de la température maximale atteinte en fonction de la force (figure V.19.b). On peut 

émettre l’hypothèse que le pourcentage de surface soudée dépend de la température atteinte à l’interface.  

  

Figure V.19 : a) LSS1 et LSS2 et b) Pourcentage de surface soudée pour différentes valeurs de 

force de soudage (amplitude : 35 µm et temps de soudage : 500 ms). 

L’observation des faciès de rupture (figure V.20) des soudures permet là encore d’apporter des 

éléments de compréhension de ces résultats.  
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Figure V.20 : Faciès de rupture des échantillons soudés avec différentes valeurs croissantes de 

force de soudage. 

Pour les éprouvettes soudées avec une force inférieure à 420 N, de nombreuses zones non soudées 

sont observables à l’interface. La localisation de ces zones varie d’une éprouvette à l’autre. Ce défaut 

entraîne deux conséquences sur le comportement mécanique. D’une part la zone travaillant en 

cisaillement est réduite, d’où la faible valeur de LSS1, et d’autre part la présence de nombreuses 

singularités au bord des zones collées multiplie les sites d’initiation de rupture, d’où la valeur plus faible 

de LSS2 (figure V.21.a). Les forces inférieures à 420 N ne permettent pas un bon contact et donc une 

bonne transmission d’énergie et une fusion complète de l’interface. A 420 N, la fusion a pu se produire 

et la zone de recouvrement est à peu près totalement soudée. En revanche à 500 N (figure V.21.b), on 

retrouve des zones non soudées en raison d’une fusion non complète. On peut réitérer l’explication 

proposée précédemment sur une force trop importante « bloquant » le faible mouvement nécessaire entre 

les deux surfaces pour que les vibrations échauffent l’interface. 

 

Figure V.21 : Zones non soudées : a) force de soudage : 300 N, b) force de soudage : 500 N. 

V.2.2.3. Effet de l’énergie de soudage 

Les résultats de LSS pour différentes énergies de soudage sont présentés dans la figure V.22.a, 

l’évolution du pourcentage d’aire soudée dans la figure V.22.b et les faciès de rupture associés dans la 

figure V.23. 
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Figure V.22 : a) LSS1 et LSS2 et b) Pourcentage de surface soudée pour différentes valeurs 

d’énergie de soudage (amplitude : 35 µm et force de soudage : 300 N). 

Les faibles valeurs de LSS1 et LSS2 obtenues pour des énergies inférieures à 600 J sont dues à une 

faible surface soudée. Si on rapproche cette observation des résultats en température présentés 

précédemment sur la figure V.10, on peut en déduire que la température d’interface n’a jamais été assez 

élevée ni maintenue assez longtemps pour obtenir une bonne fusion. A 600 J en revanche la surface est 

presque totalement soudée, avec les valeurs de LSS1 et LSS2 les plus élevées. Au-delà de cette énergie, 

la surface devient pratiquement totalement soudée mais les performances mécaniques décroissent. La 

comparaison avec l’histoire thermique de la figure V.10 permet là encore d’apporter une explication. La 

température a été suffisante pour obtenir une bonne fusion, mais elle a été maintenue trop longtemps à 

haut niveau et la qualité de l’interface s’est dégradée, au niveau des fibres et/ou de la matrice, diminuant 

ainsi la résistance mécanique. 

 

Figure V.23 : Faciès de rupture des échantillons soudés pour des valeurs croissantes d’énergie 

de soudage. 

V.2.2.4. Effet de l’amplitude de vibration 

L’influence de l’amplitude de vibration, qui n’a pas été évoquée jusqu’à maintenant, n’a été étudiée 

que du point de vue de la résistance LSS1 (figure V.24). LSS1 croît régulièrement de 6,6 MPa pour une 

amplitude de 30 µm jusqu’à 9,9 MPa pour 40 µm. Là encore les faciès de rupture (figure V.25) révèlent 
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que ces valeurs sont liées à une proportion croissante de surface fondue. A 40 µm, on observe des zones 

noircies à l’interface. Bien que les performances mécaniques soient élevées, ces zones brûlées restent 

indésirables. Il est possible de conclure que l’amplitude peut être choisie autour de 35 µm +/- 2 µm afin 

de ne prendre aucun risque. Dans cette zone, l’effet du paramètre restera faible. 

 

Figure V.24 : LSS des échantillons soudés avec différentes valeurs d’amplitude (temps de 

soudage : 500 ms et force de soudage : 400 N). 

 

Figure V.25 : Faciès de rupture des échantillons soudés avec des valeurs croissantes 

d’amplitude. 

V.2.2.5. Effet du temps de consolidation 

Là encore l’effet du temps de consolidation (temps de maintien de la force après l’arrêt des 

vibrations), n’a été évalué qu’en prenant en considération la valeur de LSS1. Les essais ont été menés 

avec un temps de soudage de 500 ms, une amplitude de 35 µm et une force de soudage à 400 N. La force 

de consolidation est dont également de 400 N. La figure V.26 montre que les valeurs de LSS restent 

identiques quel que soit le temps de consolidation, et restent supérieures à 9 MPa. 
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Figure V.26 : LSS des échantillons soudés avec différentes valeurs du temps de consolidation 

(temps de soudage : 500 ms, amplitude :  35 µm et force de soudage : 400 N). 

Les faciès de rupture (figure V.27) présentent également tous des aspects similaires. Ce résultat est 

attendu car il est peu probable qu’une modification intervienne lorsqu’on supprime la force alors que 

polymère est déjà revenu dans son état solide, ce qui est le cas pour les temps choisis. Le choix d’un 

temps de consolidation beaucoup plus court pourrait éventuellement provoquer des effets mesurables, 

mais n’aurait que peu d’intérêt du point de vue du process. 

 

Figure V.27 : Faciès de rupture des échantillons soudés avec des valeurs croissantes du temps 

de consolidation. 

V.2.3. Joints soudés avec directeurs d’énergie 

Les principales études présentées précédemment sont reprises ici dans le cas de la présence d’un 

directeur d’énergie.  

V.2.3.1. Effet du temps de soudage 

L’ensemble des résultats obtenus sans directeur d’énergie et avec les configurations DE1, DE2 et 

DE3 sont résumés dans la figure V.28 et dans le tableau V.5. La valeur de LSS obtenue y est présentée 

en fonction du temps de soudage. 
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Figure V.28 : LSS des échantillons soudés avec et sans directeur d’énergie en mode temps 

(force de soudage : 400 N, amplitude : 35 µm). 

La résistance à la rupture (LSS) augmente avec la durée de soudage jusqu'à 500 ms, puis diminue 

ensuite, et ceci pour toutes les configurations. À une durée de soudage de 500 ms, on obtient les valeurs 

les plus élevées de LSS, avec une moyenne d’environ 10 MPa pour tous les cas. 

Tableau V.4 : LSS des joints soudés avec et sans DE pour différentes valeurs du temps de 

soudage. 

 

 

 

 

En ce qui concerne l'effet des directeurs d’énergie, DE1, DE2 et DE3 montrent des améliorations 

significatives de la LSS par rapport aux soudures sans directeur d'énergie (SDE) lorsque le temps de 

soudage est de 300 ms et 500 ms. Pour un temps de soudage de 300 ms, DE2 présente la meilleure 

performance avec une LSS de 8,8 MPa, suivi de près par DE3 avec 8,2 MPa. DE1 montre également 

une augmentation notable de la résistance à la rupture, atteignant 7,2 MPa. Lorsque le temps de soudage 

est de 500 ms, les directeurs d'énergie DE1, DE2 et DE3 affichent des performances similaires, avec des 

valeurs de LSS d'environ 10,5 MPa à 10,7 MPa. Cependant, pour des temps de soudage plus longs (700 

ms et 1000 ms), les échantillons soudés sans directeur d'énergie semblent présenter une LSS légèrement 

supérieure à celle des échantillons avec DE1, DE2 et DE3. 

Les faciès de rupture correspondants sont présentés sur la figure V.29. Les faciès de rupture des 

joints soudés sans DE sont présentés dans les figures V.29 (a1-a4). Précédemment, pour une surface de 

recouvrement de 25 x 15 mm², le temps de soudage optimal avait été évalué à 700 ms (section V.2.2.1). 

Cependant, avec la réduction de la surface à 25 x 10 mm², ce temps optimal passe à 500 ms, puisqu’au-

delà on obtient des zones noircies à l’interface, et une diminution des propriétés. 
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Figure V.29 : Faciès de rupture des échantillons soudés avec et sans DE avec différentes valeurs 

de temps de soudage. a1- d1) 300 ms, a2 – d2) 500 ms, a3- d3) 700 ms, a4 – d4) 1000 ms. 
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Plusieurs modes de rupture ont été observés, comme illustré dans la figure V.29. Ces modes 

comprennent les ruptures cohésives et mixtes (cohésives/adhésives). La rupture cohésive se produit au 

sein d’un matériau et concerne les couches d’interface de chaque substrat, le long du joint soudé. On 

retrouve alors du matériau appartenant au substrat opposé sur chacune des deux surfaces. Ce type de 

rupture est obtenu pour un temps de 500 ms. Elle se caractérise par des déchaussements fibre/matrice 

(représentés par un cercle en ligne pointillée jaune) et des zones de rupture ductile de la matrice 

(illustrées par une forme rectangulaire en bleu), comme on peut les voir dans les figures V.29.b2, c2 et 

d2. On note également la déchirure des faisceaux de fibres dans certaines parties des interfaces. Le 

deuxième type de rupture observé est la rupture mixte cohésive/adhésive, qui se produit pour les 

échantillons soudés avec un temps de soudage de 300 ms. Cette rupture se caractérise par des zones 

solidement soudées (rupture cohésive) et d'autres zones faiblement soudées (rupture adhésive) (figures 

V.29.b1, c1 et d1). Dans ces zones de rupture adhésive, on peut encore distinguer les restes du directeur 

d'énergie (DE), indiqués par les flèches rouges, mettant en évidence un processus de soudage incomplet 

(adhérence du directeur d’énergie sur un seul substrat). La rupture adhésive est une conséquence de 

zones non soudées et d’une faible interdiffusion des macromolécules entre le substrat et le DE. Lorsque 

les échantillons sont soumis à des temps de soudage plus longs, dépassant 700 ms (figures V.29.b3, c3 

et d3), des dommages significatifs sont observés. Pour un temps de 1000 ms (figures V.29.b4, c4 et d4), 

on constate même un endommagement de la surface de la pièce supérieure par la sonotrode qui y 

provoque une forte indentation accompagnée d’un écrasement et d’un déplacement des fibres. Dans ce 

cas précis, la pièce ne possède plus aucune résistance mécanique et peut être rompue manuellement. 

En résumé les directeurs d'énergie contribuent à concentrer davantage d'énergie à l'interface, 

permettant ainsi une résistance au cisaillement en simple recouvrement (LSS) plus élevée par rapport 

aux configurations sans DE. Cette observation est cohérente avec les résultats de Tao et al., [17] 

présentés au chapitre I. 

V.2.3.2. Effet de l’énergie de soudage 

L’ensemble des résultats obtenus sans directeur d’énergie et avec les configurations DE1, DE2 et 

DE3 sont résumés dans la figure V.30 et dans le tableau V.6. La valeur de LSS obtenue y est présentée 

en fonction de l’énergie de soudage. 

 

Figure V.30 : LSS des échantillons soudés avec et sans directeur d’énergie en fonction de 
l’énergie (force de soudage : 300 N, amplitude : 35 µm). 

Pour toutes les configurations, c’est l’énergie de 600 J qui permet d’obtenir les propriétés 

mécaniques les plus élevées pour toutes les configurations. En deçà, à 400 J, les configurations DE2 et 

DE3 sont déjà performantes et donnent des résultats supérieurs à SDE et DE1. Au-delà de 600 J les 

performances décroissent pour toutes les configurations.  
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Tableau V.5 : LSS des échantillons soudés avec et sans directeur d’énergie. 

 

 

 

 

On peut déduire de ces résultats que l’emploi de directeurs d’énergie, et essentiellement le plus 

épais, permet de sécuriser quelque peu l’assemblage puisqu’il affichera des performances supérieures et 

moins dépendantes de l’énergie. 

Les faciès de rupture des échantillons soudés en mode énergie ressemblent à ceux des échantillons 

soudés en mode temps et les mêmes modes de rupture ont pu être observés. Ils sont présentés en Annexe 

3. 

V.3. Caractérisation de l’interface et analyse des mécanismes de rupture 

Nous présentons ici une analyse tentant d’interpréter à l’échelle microscopique les raisons des 

phénomènes mis en évidence dans les études paramétriques précédentes. 

V.3.1. Temps de soudage  

La figure V.31 présente des images obtenues par microscopie électronique à balayage (MEB) des 

surfaces de rupture caractéristiques pour deux temps de soudage : un temps long (1500 ms) et un temps 

considéré comme optimal (700 ms). 

 

Figure V.31 : Micrographies au MEB d’un échantillon soudé pour un temps de  : a) 1500 ms et 

b) 700 ms. 

Les figures V.31 a1 et a2, montrent les dégradations obtenues pour un temps de soudage long de 

1500 ms. Le maintien long à une température élevée du matériau a pour conséquence la formation de 

porosités à l’interface, des fibres de lin recouvertes de résine fondue et formant des paquets séparés. Ces 

phénomènes sont susceptibles de provenir d'une chaleur excessive lors du processus de soudage mais 

aussi de la présence d'humidité emprisonnée dans les matériaux [47]. Cet état de la matière correspond 

aux zones noircies à l’échelle macro qui ont été rencontrées précédemment. Les résultats mécaniques 

sont faibles dans ce cas. En revanche, pour un temps de soudage de 700 ms, la rupture a montré des 

empreintes de fibres apparentes sur la résine et un décollement fibre-matrice. Comme le mettent en 

LSS (MPa) SDE DE1 DE2 DE3 

400 J 6,9 ± 0,4 8,2 ± 0,6 9,6 ± 0,8 9,9 ± 0,8 

600 J 9,8 ± 0,9 10,7 ± 0,4 10,4 ± 2,0 11 ± 0,9 

800 J 7,5 ± 0,2 7,3 ± 0,7 6,7 ± 1,4 7,4 ± 1,1 

1000 J 6,2 ± 0,9 3,8 ± 1,0 4,7 ± 1,7 6,1 ± 1,0 
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évidence les figures V.31 b1 et b2, les caractéristiques prédominantes de ce mode de rupture sont la 

présence de fibres dénudées, d’empreintes de fibres profondes dans la matrice et des fibres déchirées. 

Ces caractéristiques témoignent d'une rupture complexe et donc d’une excellente adhérence interfaciale 

entre les fibres de lin et le PP après le processus de soudage. 

Les observations des sections transversales (figure V.32) confirment ces constatations. Plusieurs 

zones noircies et de larges vides sont présent au niveau de la ligne de soudure. L’interprétation 

simultanée des données de température et de ces différentes images confirme que ces zones poreuses 

proviennent de la décomposition thermique du PP surchauffé.  

 

Figure V.32 : Micrographies a) optiques et b) MEB en coupe pour un temps de soudage de 
1500 ms. Les flèches indiquent la position de la ligne de soudure. 

Ces défauts de la ligne de soudure sont systématiquement accompagnés de dommages à l’interface 

entre la pièce supérieure et la sonotrode avec noircissement et indentation (figure V.33). Dans ce cas, 

pour une application industrielle, même si la résistance mécanique n’était pas diminuée, le défaut 

esthétique ne serait pas tolérable. 

 
Figure V.33 :  Indentation de la sonotrode sur les surfaces des échantillons soudés avec un 

temps de soudage de 1500 ms a) coupe transversale, b) surface supérieure. 

Pour un temps de soudage de 700 ms, correspondant à la valeur optimale, les observations 

microscopiques et les images obtenues par MEB de la section transversale (figure V.34) révèlent que 

l'espace entre la pièce supérieure et la pièce inférieure est totalement comblé, et quasiment aucun défaut 

tel que des pores ou tout autre signe de dégradation n'est observable. La ligne de soudure est uniforme 

et ininterrompue, rendant impossible la distinction entre les deux couches initiales. On obtient bien la 

continuité du matériau qui est recherchée dans l’assemblage par fusion. 
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Figure V.34 : Micrographies a) optiques et b) MEB en coupe pour un temps de soudage optimal 

de 700 ms. Les flèches indiquent la position de la ligne de soudure. 

V.3.2. Force de soudage  

Les observations pratiquées sur des échantillons soudés avec une force de 300 N et 420 N sont 

présentées dans la figure V.35. 

 

Figure V.35 : Micrographies au MEB de la surface de rupture obtenue pour une force de : a) 

300N et b) 420N. 

Lorsque la force de soudage est faible (300 N) la surface présente des zones lisses, tout à fait 

semblables à l'aspect du matériau en dehors de la zone de soudure. Des paquets de fibres sèches déchirés 

sont présents, mais ils sont limités à des zones restreintes. En revanche, sous des conditions de force de 

soudage optimale (420 N), le faciès de rupture révèle une déformation plastique significative de la résine 

ainsi que le décollement de certaines fibres (empreintes de fibres). Un examen attentif permet de 

conclure que ces déformations plastiques, empreintes de fibres, et présence de fibres nues résultent du 

décollement de la résine lors des tests de cisaillement. Ceci confirme de manière évidente une excellente 

adhérence entre les couches de stratifié. 

L’observation des sections transversales (figure V.36) révèle des espaces non jointifs au niveau de 

la lignes de soudure. Les résines des matériaux ne se sont pas correctement mélangées en raison d’une 

force d’appui trop faible.  
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Figure V.36 : Micrographies a) optiques et b) MEB en coupe soudée à une force de soudage de 

300 N. Les flèches indiquent la position de la ligne de soudure. 

La figure V.37 présente une micrographie transversale des soudures obtenues avec une force de 

soudage de 420 N, ce qui a produit la résistance la plus élevée. Bien qu’on puisse y observer quelques 

zones non soudées au MEB, celles-ci sont beaucoup moins nombreuses que dans le cas précédent. La 

ligne de soudure est généralement indiscernable. 

 

Figure V.37 : Micrographies a) optiques et b) MEB en coupe soudée à une force de soudage 

optimal de 420 N. Les flèches indiquent la position de la ligne de soudure. 

V.3.3. Energie de soudage 

En ce qui concerne l’influence de l’énergie de soudage, l'analyse fractographique des échantillons 

soudés après les essais a révélé les caractéristiques suivantes (figure V.38) : 

 Pour l'échantillon soumis à une énergie de soudage de 400 J, les surfaces de rupture sont 

principalement composées de résine, avec des fibres partiellement décollées, des empreintes de 

fibres peu profondes et de la résine fracturée (voir figures V.38 a1 et a2). Ces caractéristiques 

sont typiques des joints soudés obtenus avec une énergie de soudage inférieure à la valeur 

optimale. 
 

 En ce qui concerne l'échantillon soumis à une énergie de soudage de 600 J, la soudure présente 

des fibres nues, des empreintes de fibres profondes dans la matrice, ainsi que des fibres 
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déchirées (comme illustré dans les figures V.38 b1 et b2). Ces caractéristiques sont typiques des 

joints soudés optimaux. 
 

 La figure V.38.c montre la microstructure des joints soudés avec une énergie excessive de 1000 

J. Comme on peut le constater, d'importantes porosités sont présentes dans le faciès de rupture. 

Il est probable que la présence de ces pores soit responsable de la diminution de la résistance du 

joint. 

 

Figure V.38 : Micrographies au MEB des surfaces de rupture obtenues pour une énergie de : a) 

400 J, b) 600 J et c) 1000 J. 

Les figures V.39.a, b et c présentent les coupes transversales des joints obtenus à des énergies de 

soudage de 400 J, 600 J et 1000 J, respectivement. La force de soudage a été maintenue à 300 N, sans 

utilisation d'un directeur d'énergie. 
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Figure V.39 : Micrographies a, c, e) optiques et b, d, f) MEB en coupe soudée à une énergie 

de : a) 400 J, c) 600 J et e) 1000 J. Les flèches indiquent la position de la ligne de soudure. 

L'énergie de soudage à 400 J est très faible, et l'accumulation de chaleur à l'interface ne suffit pas 

à provoquer une fusion complète de celle-ci. Cela a conduit à un espace continu à l'interface, comme 

illustré dans la figure V.39.a. Lorsque l'énergie de soudage a été augmentée à 600 J, la longueur de cet 

espace à l'interface a progressivement diminué, comme le montre la figure V.39.b. Cependant, une 

énergie de soudage élevée peut également entraîner la formation de fissures et de vides dans la ligne de 
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soudure, comme illustré dans la figure V.39.c. L'utilisation d'une énergie de soudage de 1000 J a permis 

d'obtenir une interface sans espace, mais elle présentait des fissures et des pores de plus grande taille 

dispersés dans la ligne de soudure. 

Des études détaillées ont révélé que la présence de pores était probablement due à la dégradation 

thermique et thermo-oxydative de la matrice pendant le processus de soudage par ultrasons. Il a été 

signalé [185] que la dégradation de la matrice dépendait fortement des conditions environnementales 

spécifiques, telles que la température, la durée, l'atmosphère, et la possible présence de certaines espèces 

en trace, telles que l'eau, qui pouvaient entraîner des variations significatives dans les produits observés 

[185][186]. Wang et al. [187] ont constaté que la température maximale de soudage augmentait avec 

l'augmentation de l'énergie de soudage. Cependant, lorsque cette température maximale de soudage 

dépasse 300 °C, Peebles et Huffman [188] ont souligné que la chaîne polymère se décomposait, générant 

ainsi des gaz tels que NH3, CO2, H2O, etc., ce qui introduisait de la porosité dans la couche de soudure 

et diminuait ainsi la résistance maximale. 

V.3.4. Effet de la présence d’un directeur d’énergie (mode énergie) 

Dans cette section, nous examinons les surfaces de rupture des configurations de soudures en 

présence du directeur d’énergie de plus faible épaisseur, DE1.  Nous désignerons par DE1_400J, 

DE1_600J, DE1_800J et DE1_1000J, les différentes configurations envisagées. Notre analyse de la 

rupture est réalisée en corrélation avec les valeurs de résistance au cisaillement en recouvrement les plus 

faibles et les plus élevées observées. 

 

Figure V.40 : Micrographies au MEB de la configuration DE1_400J. 

La figure V.40 présente les images MEB de la surface de rupture de la configuration DE1_400J.  

Des zones riches en résine (où le film PP n'a pas complètement fondu) sont observables ainsi que la 

présence d'un fragment de résine dans la pièce inférieure, comme le montre la figure V.40.a1. Cette 

configuration correspond à une résistance au cisaillement en simple recouvrement (LSS) la plus faible. 

La figure V.40.a4 présente un détail de la structure des fibres et de la matrice dans la zone entourée en 

bleue (figure V.40). Cette image révèle une déformation significative des fibres, sans aucun signe 

apparent de dégradation thermique du film PP sur ce type de surface de rupture. 

a) 
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Figure V.41 : Micrographies au MEB de la configuration DE1_600J. 

Des soudures avec des niveaux d'énergie compris entre 600 J et 800 J ont été associées à des valeurs 

plus élevées de la résistance au cisaillement en recouvrement (LSS). La résistance maximale a été 

enregistrée dans les échantillons soudés avec une énergie de soudage de 600 J, tandis que des valeurs 

d'énergie plus élevées ont entraîné une légère diminution de la résistance. La figure V.41 met en 

évidence que la surface de rupture des échantillons soudés avec une énergie de 600 J se caractérise par 

une défaillance intralaminaire, ce qui témoigne d'une qualité de liaison excellente. Ce type de défaillance 

se manifeste par la déchirure des faisceaux de fibres de la couche extérieure la plus proche (figure 

V.41.a2) et par le décollement entre les fibres et la matrice thermoplastique (figure V.41.a3). Une vue 

agrandie de la figure V.41.a3 est présentée dans la figure V.41.a4, offrant une meilleure visualisation de 

la séparation entre les fibres et la résine thermoplastique, ce qui indique clairement un décollement fibre-

matrice. 

 

 

 

 

 

 



Etude paramétrique thermique et mécanique des joints soudés 
 

 Chapitre V 
 

 

Page | 136 

 

 

Figure V.42 : Micrographies au MEB de la configuration a) DE1_800J et b) DE1_1000J. 

Lorsque l'énergie de soudage dépasse les 800 J, on observe une décomposition thermique de la 

matrice. Comme le mettent en évidence les figures V.42.a et V.42.b, la zone de décomposition thermique 

s'agrandit proportionnellement à l'augmentation de l'énergie de soudage. On peut également observer 

des dommages importants aux fibres, une dégradation sévère de la résine, l'arrachement de faisceaux de 

fibres et la formation de vides, qui confirment cette dégradation. Dans certains cas, des faisceaux de 

fibres sont même désalignés pendant le soudage, comme le montrent les flèches rouges sur la figure 

V.42.b1. 

Les figures V.43.a, b, c et d présentent les coupes transversales des joints avec directeur d’énergie 

DE1. 
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Figure V.43 : Micrographies optiques de la coupe transversale de la configuration : a) 

DE1_400J, b) DE1_600J, c) DE1_800J et d) DE1_1000J. Les flèches indiquent la position de 

la ligne de soudure. 

Lorsque l’énergie de soudage est de 400 J, le directeur d'énergie plat DE1 n'a pas complètement 

fondu, laissant apparaître un espace discontinu à l'interface, comme illustré dans la figure V.43.a. 

Cependant, lorsque l’énergie de soudage est de 600 J, un joint présentant une liaison interfaciale solide 

est obtenu, comme le montre la figure V.43.b. À mesure que l'énergie de soudage augmente, la 

température de l'interface augmente également, ce qui entraîne progressivement la disparition de l'espace 

à l'interface. Cette augmentation d'énergie provoque la fusion complète de l'interface entre le directeur 

d'énergie et les matériaux de base. 

Cependant, une augmentation significative de l'énergie de soudage entraîne l'expulsion excessive 

de la résine, créant ainsi des vides dans la ligne de soudage en raison du manque de résine (figures 

V.43.c et V.43.d). Il en résulte également une réduction de l'épaisseur totale du directeur d'énergie après 

le soudage, ce qui indique une fusion, un écoulement et une compression suffisants de la résine. Villegas 

et al. ont observé un phénomène similaire de réduction de l'épaisseur de la ligne de soudure en raison de 

l'écoulement par pression du film fondu lors du soudage de composites époxy sur un composite PEEK 

[189]. 

 

 



Etude paramétrique thermique et mécanique des joints soudés 
 

 Chapitre V 
 

 

Page | 138 

V.3.5. Effet de l’épaisseur de directeurs d’énergie 

Cette dernière partie est consacrée à l’analyse microscopique de l’effet de l’épaisseur du directeur 

d’énergie inséré pendant le soudage. Les conditions de soudage sont une énergie de 600 J, une amplitude 

de 35 µm et une force de 300 N). 

 

Figure V.44 : Micrographies au MEB de la configuration a) DE1_600J, b) DE2_600J et c) 

DE3_600J. 

La figure V.44.a présente une image de la surface de rupture d'une soudure optimale réalisée avec 

un DE de 92 µm (DE1). On y observe des faisceaux de fibres rompus. De manière similaire, la figure 

V.44.b représente la surface de rupture d'une soudure optimale avec un DE de 159 µm (DE2), montrant 

également plusieurs faisceaux de fibres rompus. Enfin, la figure V.44.c dévoile la surface de rupture 

d'une soudure optimale avec un DE de 231 µm d'épaisseur (DE3). Elle présente des caractéristiques 

similaires aux soudures DE1 et DE2, avec plusieurs faisceaux de fibres rompus. Il est important de noter 

l'absence de pores ou d'autres indicateurs de dégradation, ce qui témoigne de la haute qualité de la 

soudure obtenue avec les trois types de directeurs d'énergie. 
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Figure V.45 : Micrographies optiques de la coupe transversale de la configuration : a) 

DE1_600J, b) DE2_600J et c) DE3_600J. Les flèches indiquent la position de la ligne de 

soudure. 

Les coupes transversales des joints réalisés avec DE1, DE2 et DE3 sont présentées sur la figure 

V.45. Les lignes de soudure sont uniformes et continues. Les images ne révèlent aucun signe de 

surchauffe ni de dégradation thermique de la matrice, aucune porosité et aucune zone non collée. En 

revanche la ligne de soudure reste bien visible et se présente comme une zone dense en matrice entre la 

pièce supérieure et la pièce inférieure. 

V.4. Conclusion du chapitre V 

Le chapitre V s’est concentré sur l'étude de l'effet des paramètres de soudage, à la fois en termes de 

profil de température et de propriétés mécaniques des joints soudés. Une variété de conditions 

expérimentales est explorée, allant des paramètres de soudage jusqu’à l’utilisation de directeurs 

d'énergie. Les résultats révèlent plusieurs points clés. Tout d'abord, il est clair que les paramètres de 

soudage, tels que le temps, l'énergie et la force de soudage, jouent un rôle significatif dans la qualité des 

joints soudés. Une exposition prolongée à des températures élevées ou l'utilisation de forces de soudage 

excessives entraîne une détérioration des fibres et une diminution de la résistance de l'assemblage. 

De plus, l'utilisation de directeurs d'énergie, en particulier de différentes épaisseurs, influence 

considérablement les résultats. Lorsque les conditions sont optimales, une liaison interfaciale robuste 

est obtenue, ce qui se traduit par des résistances élevées des joints. Cependant, des temps de soudage et 

des énergies de soudage prolongés entraînent l'apparition de défauts de fissure et de vide dans la ligne 

de soudure, réduisant ainsi la résistance des joints. Enfin, les résultats indiquent que l'amplitude et le 

temps de consolidation n'ont pas d'influence significative sur les propriétés mécaniques, contrairement 

à d'autres paramètres. 

Ce chapitre met en lumière l'importance du contrôle des paramètres de soudage, ainsi que 

l’utilisation ou non de directeurs d'énergie, dans la qualité des joints soudés pour les composites lin/PP.
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Chapitre VI 

Influence de l'orientation des fibres 

à l’interface sur les propriétés des 

joints soudés 

 

 
Ce chapitre s’intéresse à l'effet de l'orientation des fibres sur les propriétés 

mécaniques des matériaux composites.  

Il présente les protocoles de découpe des éprouvettes permettant de mettre en 

évidence ces effets. Les essais sont menés sur les séquences d’empilement orthotropes et 

isotropes. Nous examinerons en détail les procédures de découpe et de fabrication des 

éprouvettes, puis présenterons les résultats des essais effectués sur les configurations 

soudées. Une partie importante de ce chapitre repose sur une étude numérique de 

l'assemblage, qui nous permettra de mieux comprendre comment l'orientation des fibres 

influence la résistance mécanique de ces composites.  

Nous présenterons également les faciès de rupture, dont l’examen fournit des 

informations supplémentaires sur le processus de rupture. 

De plus, nous comparerons les joints soudés par ultrasons à ceux obtenus par collage. 

Cette analyse comparative nous aidera à évaluer l'efficacité du soudage par ultrasons par 

rapport à d'autres méthodes d'assemblage. 
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VI.1. Résistance au cisaillement des joints soudés 

Cette dernière partie est consacrée à l’étude des effets de l’orientation des fibres à l’interface 

soudée. En effet, dans une structure complexe, les zones de soudure ne comporteront pas forcément des 

fibres alignées les unes par rapport aux autres de chaque côté du joint. Or, la caractérisation classique 

par joint simple recouvrement est souvent réalisée dans une telle configuration. Nous avons donc fait 

varier les orientations relatives des fibres d’interface afin de déterminer si ce paramètre avait une 

influence sur la contrainte à rupture. A cet effet, deux séquences d’empilement ont été utilisées. La 

première, qui sera ici identifiée par le préfixe ORTHO, correspond à un empilement de 8 plis tous 

orientés dans le sens chaîne [0]8, tel qu’employé dans les études de sensibilité présentées précédemment. 

La deuxième, identifiée par le préfixe ISO, correspond à la séquence d’empilement isotrope ISO_M [0/-

45/-45/0/45/90/90/45], identifiée au chapitre III. Son utilisation a pour but de découpler les effets 

élastiques globaux des effets d’interface locaux. Pour les deux séquences d’empilement, le soudage a 

été réalisé en utilisant les modes temps et énergie, selon les conditions optimales déterminées au chapitre 

IV. 

VI.1.1. Découpe et fabrication des éprouvettes 

Les substrats dont découpés dans les plaques de séquence ISO et ORTHO de façon à obtenir six 

directions d’assemblages différentes. La figure VI.1 présente le principe de découpe et les orientations 

d’assemblage qui en résultent. 

 
Figure VI.1 : Orientation des éprouvettes soudées : direction de découpe et assemblage. 

Mis à part les directions 0° et 90°, les faces en contact n’ont pas leurs directions principales de 

fibres alignées. La répartition des plis est donc antisymétrique par rapport à l’interface. On peut 

remarquer que les assemblages à 45° et -45° d’une part et 22,5° et -22,5° d’autre part, ont une 

configuration d’interface tout à fait similaire. 

Après découpe, cinq assemblages de chaque configuration sont réalisés. Les paramètres employés 

pour les deux modes de soudage sont présentés dans le tableau VI.1. 
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Tableau VI.1 : Paramètres de soudage. 

Mode 
Temps de 

soudage (ms) 

Amplitude 

(µm) 

Force de soudage 

(N) 

Temps 500 40 370 

Energie 600 35 300 

Des assemblages collés sont réalisés parallèlement suivant la procédure décrite au chapitre II. 

Comme ces assemblages sont réalisés à titre de comparaison, seules les directions 0°, 22,5°, 45° et 90° 

sont étudiées, avec cinq assemblages pour la configuration ISO et trois pour la configuration ORTHO.  

VI.1.2. Résultats des essais pour les configurations soudées 

La figure VI.2 présente des exemples de courbes force déplacement obtenues pour des 

configurations ISO. 

 

Figure VI.2 : Exemples de courbes force-déplacement (ISO mode énergie). 

On constate que les données sur le déplacement, et donc sur la raideur globale des assemblages, 

sont assez dispersées et sont peu exploitables, sans doute en raison de glissements dans les mors à serrage 

manuel. On exploite donc seulement les forces à rupture qui seront présentées par la suite en termes de 

contraintes de cisaillement à rupture (LSS). 

Les tableaux VI.2 et VI.3 synthétisent les résultats obtenus respectivement en mode temps et en 

mode énergie pour les deux types de séquences. 
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Tableau VI.2 : LSS des échantillons soudés en mode temps pour les séquences ISO et ORTHO. 

Mode temps LSS (MPa) 
Ecart type 

(MPa) 

ISO_0 8,1 0,1 

ISO_90 7,9 0,2 

ISO_-22.5 8,3 0,1 

ISO_22.5 8,5 0,3 

ISO_-45 8,7 0,4 

ISO_45 8,6 0,4 

ORTHO_0 9,1 0,4 

ORTHO_90 8,3 0,2 

ORTHO_-22.5 8,2 0,2 

ORTHO_22.5 8,2 0,2 

ORTHO_-45 7,3 0,4 

ORTHO_45 7,0 0,1 

 

Tableau VI.3 : LSS des échantillons soudés en mode énergie pour les séquences ISO et ORTHO. 

Mode énergie LSS (MPa) 
Ecart type 

(MPa) 

ISO_0 8,3 0,2 

ISO_90 7,6 0,1 

ISO_-22.5 8,5 0,2 

ISO_22.5 8,7 0,4 

ISO_-45 8,6 0,5 

ISO_45 8,8 0,3 

ORTHO_0 8,7 0,6 

ORTHO_90 7,7 0,1 

ORTHO_-22.5 7,4 0,4 

ORTHO_22.5 7,6 0,4 

ORTHO_-45 7,0 0,3 

ORTHO_45 7,0 0,4 

 

Afin de visualiser l’effet d’orientation, les résultats précédents sont présentés sous forme polaire. 

La figure VI.3 rassemble les résultats obtenus pour la séquence ISO, et la figure VI.4 ceux de la séquence 

ORTHO. Sur chaque figure, le cercle tracé a pour diamètre la moyenne des résultats. 
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Figure VI.3 : Diagramme polaire des LSS obtenus dans les deux modes pour la séquence ISO. 

 

Figure VI.4 : Diagramme polaire des LSS obtenus dans les deux modes pour la séquence 

ORTHO. 

On constate peu de différences entre les deux modes de soudage pour la séquence ISO. Les 

contraintes à rupture semblent peu varier selon l’orientation, avec néanmoins une légère diminution dans 

les directions 0° et surtout 90°. Une analyse de variance (ANOVA) permet de déterminer si ces 
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différences sont significatives. Si on prend en compte toutes les orientations, on obtient une valeur de 

p = 0,0007 pour le mode temps et p = 0,0006 pour le mode énergie, ce qui permet d’affirmer que 

certaines séquences montrent une différence de comportement par rapport aux autres. Si on écarte les 

séquences 0° et 90° de l’analyse, on obtient respectivement p = 0,126 en mode temps et p = 0,748 en 

mode énergie. Les séquences à +/-22,5° et +/-45°, qui sont hors direction principale des fibres à 

l’interface, montrent donc un comportement similaire. 

Dans le cas des séquences ORTHO, les différences sont plus marquées. En ce qui concerne les 

modes de soudage, le mode temps permet d’obtenir des LSS légèrement plus élevées. L’effet 

d’orientation est tout à fait visible, avec des résistances plus hautes dans les directions 90° et surtout 0°, 

et plus basses dans les directions +45° et -45°. L’ANOVA donne un p = 1,95.10-8 en mode temps et 

p = 4,19.10-5 en mode énergie, ce qui confirme la dissimilarité des comportements observée selon les 

directions. Si l’on compare les séquences deux à deux, les orientations + et -45° ne se distinguent pas 

statistiquement l’une de l’autre, de même que les orientations + et -22,5°. En revanche les résultats à 0° 

et 90° sont bien distincts l’un de l’autre. L’effet d’orientation est donc confirmé pour les séquences 

ORTHO. 

VI.1.3. Modèle numérique de l’assemblage 

Afin de comprendre la contribution des effets mécaniques globaux sur les résultats observés, un 

modèle éléments finis de l’assemblage a été mis en place. Celui-ci est réalisé avec Abaqus et utilise 

5750 éléments hexaèdres linéaires de type SC8R (Continuum Shell à 8 nœuds et intégration réduite). 

Les propriétés du pli élémentaire utilisées sont celles identifiées au chapitre III. Les deux séquences 

d’empilement ISO et ORTHO sont entrées via l’interface Composite Layup, et l’orientation du stratifié 

est modifiée selon la direction recherchée. L’interface entre les deux substrats est modélisée par un 

contact cohésif qui permet de relever les contraintes de pelage et de cisaillement. 

 

Figure VI.5 : Maillage du modèle du joint soudé. 

L’hypothèse explorée grâce à ce modèle est que la rupture du joint est contrôlée par la contrainte 

de pelage à l’interface, phénomène classiquement relevé dans les travaux portant sur les assemblages 

collés [190]. Le modèle doit donc nous fournir une estimation de cette contrainte maximum dans les 

différentes configurations. L’extrémité gauche de l’assemblage est bloquée de façon isostatique par une 

combinaison plan-ligne-point. Les déplacements des nœuds de l’extrémité droite sont contrôlés via un 

point de référence (coupling) en liaison glissière de direction X. De façon à normaliser les résultats, on 

impose sur ce point de référence un chargement dans la direction X conduisant à une contrainte de 

cisaillement de 1 MPa dans l’interface, soit 375 N. L’approche étant essentiellement qualitative, le 
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modèle est linéaire géométrique. Il est évident que l’introduction de la non linéarité géométrique est 

nécessaire si on souhaite modéliser le comportement d’un joint soudé jusqu’à rupture puisqu’on sort de 

l’hypothèse des petits déplacements. Le modèle a été également testé avec non linéarité géométrique. Si 

la répartition des contraintes est légèrement modifiée, les résultats restent identiques du point de vue 

qualitatif en termes de hiérarchie. C’est pourquoi ce modèle simple a été retenu. 

La figure VI.6 présente un résultat obtenu en déplacements pour la configuration ORTHO dans la 

direction 0°. 

 

Figure VI.6 : Image d’isovaleurs de la norme des déplacements (configuration ORTHO_0). 

La contrainte de pelage obtenue pour la même configuration est présentée sur la figure VI.7. 

Comme Abaqus donne la valeur de la pression dans la zone du contact cohésif (CPRESS), la contrainte 

de pelage s’interprète comme l’opposée de cette valeur. Le maximum est obtenu au centre de 

l’éprouvette à l’extrémité du joint. 

  

Figure VI.7 : Pression (opposée à la contrainte de pelage) à l’interface pour la configuration 

ORTHO_0. 

Enfin, on peut extraire l’évolution de cette contrainte suivant la direction longitudinale au centre 

de la zone de recouvrement, et selon la direction transversale le long du bord du recouvrement. 
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Figure VI.8 : Tracé de la contrainte de pelage dans la zone de recouvrement (configuration 

ORTHO_0). 

L’étude a été répétée pour toutes les configurations, en incluant les directions ± 67,5° qui n’ont pas 

été explorées expérimentalement. Les résultats sont présentés sur la figure VI.9 pour la séquence 

ORTHO et sur la figure VI.10 pour la séquence ISO. 

 

Figure VI.9 : Contraintes de pelage pour les séquences ORTHO. Profil longitudinal et 

transversal. 

 

Figure VI.10 : Contraintes de pelage pour les séquences ISO. Profil longitudinal et transversal. 

L’examen des courbes montre des différences significatives de l’amplitude et de la répartition des 

contraintes de pelage selon les directions de sollicitation dans le cas de la séquence ORTHO. Pour les 

orientations + et -45°, on obtient des courbes semblables selon les deux profils, avec une contrainte 
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maximale plus élevée que pour les autres configurations. Ceci s’explique par la plus faible rigidité en 

flexion des stratifiés dans cette orientation. La valeur du terme 𝐷11 de la matrice D, qui contrôle cette 

raideur, est tracée en fonction de l’angle sur la figure VI.11. On y observe bien un minimum vers + et – 

45°, un maximum global à 0° et un autre extremum local à 90°. Cette évolution est cohérente avec 

l’hypothèse d’une contrainte de pelage dépendante de la rigidité en flexion des substrats. 

 

Figure VI.11 : Evolution du terme D11 en fonction de la direction de sollicitation. Séquence 

ORTHO. 

Si l’on s’intéresse plus particulièrement aux orientations +/- 22,5° (et 67,5°) sur la figure VI.11, on 

constate une forte dissymétrie de la répartition des contraintes le long du profil transversal au bord du 

joint. Ceci s’explique par l’apparition d’une torsion globale de l’assemblage, due notamment à la 

présence d’un terme 𝐷16 élevé dans la matrice D. Ce terme contrôle le couplage entre flexion 

longitudinale et torsion autour de cet axe. L’évolution de ce terme est présentée sur la figure VI.12. On 

y constate la présence de deux extrema de signes opposés aux alentours de -22,5° et +22,5°, ce qui 

explique la répartition des contraintes dans ces deux configurations. La déformée du joint pour la 

direction +22,5° est présentée sur la figure VI.13. On peut noter que dans les directions +/-45°, ce 

couplage n’est pas tout à fait nul mais son influence est faible comme on peut le voir sur la figure VI.12 

(profil transversal). 

 

Figure VI.12 : Evolution du terme D16 en fonction de la direction de sollicitation. Séquence 

ORTHO. 
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Figure VI.13 : Déformée en torsion (exagérée) de l’assemblage ORTHO dans la direction 

22,5°. Isovaleurs dans la direction Z hors plan. 

On peut donc conclure que pour la configuration ORTHO, la contrainte en pelage est fortement 

contrôlée par la rigidité de flexion qui change selon la direction de sollicitation. Cette configuration n’est 

donc pas adaptée à l’étude de l’effet de l’orientation des fibres à l’interface. 

En ce qui concerne maintenant la configuration ISO, on obtient une répartition des contraintes de 

pelage beaucoup plus régulière selon les deux profils et les orientations. Néanmoins, de légères 

différences existent. Celles-ci peuvent s’expliquer par une isotropie non parfaite en flexion (voir chapitre 

III), qui conduit à des variations dans la composante 𝐷11 (figure VI.14). Le maximum est obtenu aux 

alentours de 45° (43° exactement) et le minimum à 90°. Le terme 𝐷16, quant à lui, reste relativement 

faible (figure VI.15) et aura donc peu d’influence sur le comportement global. 

 

Figure VI.14 : Evolution du terme 𝐷11 en fonction de la direction de sollicitation. Séquence 

ISO. 

 

Figure VI.15 : Evolution du terme 𝐷16 en fonction de la direction de sollicitation. Séquence 

ISO. 
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Il reste à vérifier l’influence des termes de couplage membrane-flexion de la matrice [B]. Comme 

nous l’avions vu au chapitre III, l’apparition de ces termes était une conséquence de la recherche de 

l’isotropie de flexion. Le terme 𝐵11 (figure VI.16), représentant le couplage entre la traction exercée sur 

le stratifié et la flexion dans le même axe, est susceptible de modifier le niveau de flexion au niveau du 

recouvrement, et donc modifier la contrainte de pelage. Le minimum (qui diminuerait donc le niveau de 

flexion) est atteint aux environs de -7°, et le maximum (qui augmenterait le niveau de flexion) vers 83°. 

Cet effet est difficile à interpréter, d’autant plus qu’il faut y superposer celui du terme 𝐵16 (figure VI.17), 

qui lui relie l’effort de traction à la torsion du joint autour de son axe. Ce terme est plus faible dans les 

directions situées dans le quadrant [-90,0], ce qui peut expliquer une contrainte de pelage moindre dans 

cette zone. 

 

Figure VI.16 : Evolution du terme 𝐵11 en fonction de la direction de sollicitation. Séquence 

ISO. 

 

Figure VI.17 : Evolution du terme 𝐵16 en fonction de la direction de sollicitation. Séquence 

ISO. 

Pour chaque configuration, on relève la contrainte maximale de pelage obtenue parmi les deux 

profils. L’ensemble des résultats est présenté sur la figure VI.18, sous forme de valeurs normalisées afin 

de pouvoir comparer l’ensemble des séquences. On constate bien que la configuration ORTHO ne 

permet pas d’étudier l’influence locale de l’orientation des fibres puisque les résultats sont fortement 

dépendants de l’orientation (variation entre 0,789 et 1,240). En revanche, la configuration ISO, malgré 

une petite amplitude de variation de la contrainte de pelage (entre 0,934 et 0,990) est plus à même 

d’isoler ces effets locaux. Les résultats sont présentés sous la forme polaire (figure VI.19) en termes de 

LSS (proportionnelle à l’inverse de la contrainte de pelage) 
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Figure VI.18 : Contrainte de pelage maximales (normalisée) pour toutes les configurations. 

 

Figure VI.19 : LSS normalisée en représentation polaire pour les deux séquences (modèle 

numérique). 

Il est intéressant de noter la similitude de ces valeurs issues du calcul avec les résultats 

expérimentaux présentés plus haut (figure VI.3 et figure VI.4) pour les deux séquences. Ceci montre 

qu’un modèle numérique simple, fondé sur l’hypothèse de la prédominance de la contrainte de pelage 

dans le processus de rupture, permet d’interpréter qualitativement les résultats. 
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VI.2. Étude des faciès de rupture 

Les figures VI.21 et VI.22 présentent respectivement pour la séquence ORTHO et la séquence ISO 

des photographies des surfaces rompues des assemblages soudés. Seuls les échantillons obtenus en mode 

énergie sont présentés ici. 

La comparaison des faciès de rupture entre les deux séquences, quelle que soit l’orientation, ne 

révèle aucune différence notable. Les modes de rupture, à l’échelle locale, semblent tout à fait similaires. 

On relève pour la plupart des échantillons des fibres appartenant au substrat supérieur sur le substrat 

inférieur et inversement. Ceci est particulièrement visible sur les assemblages à + et -22,5°, puisque les 

directions des fibres sont bien différenciées (figure VI.20). On peut en conclure que la rupture est de 

type cohésif et s’est propagée dans les deux substrats, ce qui est la preuve d’un soudage correct. Ce sont 

bien les propriétés du matériau qui gouvernent la rupture. Cependant, ce type de fissuration cohésive 

caractéristique semble plus notable pour les interfaces hors directions principales 0° et 90°. 

La figure VI.23 présente des images MEB de quelques zones caractéristiques sélectionnées parmi 

les séquences ISO 0°, 45° et 22,5°. On constate la présence de nombreux arrachements de fibres 

provenant des zones proches de l’interface soudée (figure VI.23.a2, b2 et c2) ainsi que du décollement 

entre fibre et matrice (figures VI.23.a3, b3 et c3). Les images (a4, b4 et c4) de la figure présentent des 

zooms sur ces zones particulières. 

 

Figure VI.20 : Orientation des paquets de fibres (exemple ISO -22,5°). 
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Orientation Substrat inférieur Substrat supérieur 

0° 

  

90° 

  

45° 

 
 

-45° 

  

22,5° 

 
 

-22,5° 

 
 

Figure VI. 21 : Faciès de rupture des échantillons soudés (séquence ORTHO). 

 



Chapitre VI. Influence de l'orientation des fibres à l’interface sur les propriétés des joints soudés 

 
 

Page | 154 

Orientation Substrat inférieur Substrat supérieur 

0° 

  

90° 

  

45° 

 
 

-45° 

  

22,5° 

  

-22,5° 

  

Figure VI.22 : Faciès de rupture des échantillons soudés (séquence ISO). 
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Figure VI.23 : Micrographies au MEB de la configuration : a) ISO_0, b) ISO_22,5 et c) 

ISO_45. 

Si on confronte les observations de ces faciès de rupture aux résultats de LSS obtenus pour les 

différentes orientations des séquences ISO, on peut émettre l’hypothèse d’un léger effet de l’orientation 



Chapitre VI. Influence de l'orientation des fibres à l’interface sur les propriétés des joints soudés 

 
 

Page | 156 

des fibres à l’interface sur les performances de l’assemblage. En effet, les performances des assemblages 

à 0° et à 90° sont inférieures à celles des autres orientations. Ce soudage à « fibres alignées » est donc 

moins solide que dans le cas où les fibres de chaque côté de l’interface ont des directions différentes. Il 

resterait à déterminer si ce phénomène est dû à de meilleures conditions de soudage dans ces 

configurations, ou à une disposition des fibres rendant la rupture plus complexe et donc augmentant la 

force nécessaire, comme il est observé pour les assemblages de stratifiés carbone/époxy [169]. 

VI.3. Comparaison avec les joints collés 

Les mêmes essais, à une échelle plus réduite, ont été menés sur des échantillons collés, afin de 

comparer les performances des méthodes d’assemblage. Les résultats sont présentés dans le tableau VI.4 

et la figure VI.24 les reprend en représentation polaire. 

Tableau VI.4 : Résultat obtenus pour les assemblages collés. 

Collage LSS (MPa) 
Ecart type 

(MPa) 

ISO_0 4,8 0,6 

ISO_90 4,6 0,4 

ISO_22.5 5 0,5 

ISO_45 5,2 0,3 

ORTHO_0 5 0,6 

ORTHO_90 4,8 0,1 

ORTHO_22.5 4,1 0,2 

ORTHO_45 3,9 0,1 

 

Figure VI.24 : Diagramme polaire des LLS obtenus pour les configurations collées. 

Tout d'abord, il faut noter que, quelle que soit la séquence d'empilement utilisée, les joints soudés 

par ultrasons présentent des valeurs de LSS nettement supérieures à celles des joints collés. Cette 

observation souligne l'efficacité du soudage par ultrasons pour créer des liaisons robustes dans ce 
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matériau composite particulier. La deuxième constatation est que la répartition des LSS suivant les 

orientations suit la même hiérarchie que celle observée pour le soudage ultrasons. La séquence ISO 

présente une résistance qui dépend peu de l’orientation, mais qui paraît un peu plus faible dans les 

orientations principales 0° et 90°. Ceci n’est cependant pas étayé par l’analyse de la variance qui donne 

un p > 0,05 pour cet ensemble de résultats. En ce qui concerne la séquence ORTHO, on retrouve les 

mêmes phénomènes que pour le soudage, avec des résistances maximales dans les directions 0° et 90°, 

expliquées par une plus grande rigidité de flexion, et des valeurs inférieures hors de ces axes. 

Les faciès de rupture des joints collés ont été examinés en microscopie numérique (figure VI.25). 

Le mode de défaillance combine des ruptures cohésives, essentiellement dans l’adhésif mais concernant 

parfois un des substrats, et des ruptures adhésives, entre la couche de colle et les substrats. On retrouve 

de la colle sur chaque substrat. Il s’agit donc de ruptures mixtes assez classiques. Les ruptures adhésives 

peuvent indiquer une mauvaise préparation des surfaces à coller, ou une erreur dans l’application du 

primaire, mais elles sont retrouvées systématiquement et semblent inévitables. Le collage est correct, 

mais les résultats inférieurs à ceux du soudage proviennent des limites de ce procédé. La recherche d’un 

adhésif présentant des performances supérieures ou d’un primaire plus efficace est une éventuelle piste 

d’amélioration. 

 

Figure VI.25 : Faciès de rupture des joints collés. 

VI.4. Conclusion du chapitre VI 

L’ensemble des résultats présentés dans ce chapitre permet de conclure quant à l’influence de 

l’orientation des fibres à l’interface sur les performances des joints soudés. Tout d’abord, l’évaluation 

de cette influence réclame obligatoirement de recourir à des séquences isotropes, car les résultats 

obtenus avec des séquences orthotropes testés dans différentes directions seront perturbés par les 

0 ° 

22.5 ° 

45 ° 

90 ° 

Adhésif 

Adhésif 

Adhésif 

Adhésif 
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différences de raideur des assemblages selon leur orientation. Avec l’emploi des séquences isotropes, 

on peut conclure que l’influence de l’orientation locale des fibres est faible, et pourrait être négligée 

dans de potentielles simulations numériques. Dans ce cas les zones soudées peuvent être modélisées par 

des zones cohésives classiques, avec un comportement à rupture indépendant de l’orientation à 

l’interface.  

Ces conclusions restent bien entendu relatives au matériau étudié ici, et pourraient être différentes 

pour des composites à pli unidirectionnel, comme les carbone/PEEK par exemple qui sont utilisés pour 

des applications hautes performances et peuvent aussi être assemblés par soudage ultrasons. 
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Conclusion générale et perspectives

Les travaux présentés dans ce document ont été consacrés à l’étude de l'assemblage de composites 

à matrice polypropylène renforcée par des tissus de lin. Les fibres d'origine végétale offrent une 

alternative écologique intéressante aux fibres synthétiques, notamment aux fibres de verre largement 

utilisées dans les pièces composites courantes, en raison de leurs bonnes propriétés mécaniques. Ces 

fibres trouvent des applications potentielles dans divers domaines, tels que le transport et le mobilier 

urbain, qui nécessitent des structures complexes. Pour assembler ces matériaux, la technique de soudage 

par ultrasons a été employée. 

L'étude bibliographique a permis de recenser les principaux travaux portant sur la fabrication et le 

soudage par ultrasons de composites thermoplastiques. Elle a révélé un manque d'études concernant le 

soudage par ultrasons des composites renforcés par des fibres naturelles. De plus, des techniques de 

caractérisation mécanique des joints soudés, notamment l'essai de cisaillement simple recouvrement 

(SLS), ainsi que des méthodes de mesure de la température ont été abordées dans cette partie. 

Les objectifs de ces travaux de recherche étaient au nombre de trois. Tout d'abord, il s'agissait 

d'optimiser les paramètres de fabrication par thermocompression des composites tissés lin/PP. 

L'optimisation des paramètres de fabrication est essentielle pour développer des matériaux biosourcés 

de haute performance. Le deuxième objectif consistait à déterminer l'effet des paramètres de soudage 

sur les profils de température et les propriétés mécaniques des joints soudés, avec ou sans directeurs 

d'énergie. Enfin, le troisième objectif visait à identifier l'influence de l'orientation des fibres sur la qualité 

des joints soudés et collés, tout en comparant les résultats mécaniques des deux méthodes d'assemblage 

de ces matériaux : le soudage par ultrasons et le collage. 

Pour atteindre le premier objectif, l’effet de paramètres de fabrication tels que la pression, la 

température et le temps de maintien a été exploré. Dans un premier temps, le composite 

lin/polypropylène sergé 2/2 à fibres comêlées sélectionné pour l’étude a été fabriqué par consolidation 

sous vide et thermocompression. Les essais de traction ont révélé que la pression appliquée lors de la 

thermocompression était le facteur le plus influent sur la résistance, le module d'Young et l'allongement 

en traction du matériau. L'influence des paramètres de fabrication sur la bilinéarité du comportement, 

notamment le rapport entre les modules 𝐸1 et 𝐸2 du composite, a également été décrite. La température 

de fabrication a été limitée à 200 °C pour éviter la dégradation des fibres de lin, bien que cette 

température ait permis d'obtenir les propriétés mécaniques les plus élevées. Le temps de maintien a eu 

un faible impact sur les propriétés mécaniques. Des observations microscopiques ont mis en évidence 

la présence de porosités et ont expliqué l'impact significatif de la pression sur les propriétés mécaniques. 

En effet, l'application de pression a provoqué un aplatissement du tissu, réduisant ainsi l'amplitude des 

ondulations des fils de chaîne et de trame. Cet alignement partiel des fils peut expliquer l'augmentation 

des modules. 

Dans un deuxième temps, des séquences isotropes et homogènes, telles que [0/45/45/0/45/0/0/45], 

[0/-45/-45/0/45/90/90/45] et [90/45/45/0/45/0/0/-45], ont été élaborées en utilisant les paramètres de 

fabrication optimisés précédemment déterminés. Des essais de traction et de flexion dans différentes 

directions ont confirmé des propriétés s’approchant de l’isotropie, y compris du point de vue du 

comportement à rupture. Ces résultats ont permis de montrer qu’une approche fondée sur la théorie des 

stratifiés était valide pour concevoir des séquences d’empilement à propriétés particulières. 

Le deuxième objectif visait à optimiser les paramètres de soudage par ultrasons de ce matériau et à 

étudier l'impact de ces paramètres sur les profils de température et les propriétés mécaniques des joints 
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soudés. L'approche méthodologique de cette étude reposait sur une combinaison d’approches 

quantitatives et qualitatives, de façon à obtenir une vision globale des effets et interactions des 

paramètres. Dans un premier temps, nous avons adopté une approche utilisant la méthode des plans 

d'expérience. Cette approche nous a permis d'explorer systématiquement un large éventail de paramètres 

et de facteurs d'influence, tout en générant des données quantitatives fiables. 

Les paramètres pris en compte dans notre étude comprenaient le temps de soudage, l'amplitude et 

la force de soudage pour le mode temps, ainsi que l'énergie de soudage, l'amplitude et la force de soudage 

pour le mode énergie. La réponse étudiée était la résistance maximale des joints soudés. Trois modalités 

ou niveaux ont été retenus pour chacun des quatre paramètres. Tous les facteurs de soudage, ainsi que 

leurs interactions potentielles, ont été examinés pour les deux modes. 

Les résultats des analyses statistiques et de l'ANOVA ont révélé que, pour le mode temps, le temps 

de soudage et son interaction avec la force de soudage sont les facteurs les plus significatifs. De même, 

pour le mode énergie, le facteur le plus significatif est l'énergie de soudage. Enfin, des modèles 

matriciels "statistiques" ont été proposés pour exprimer la réponse (résistance maximale) en fonction 

des paramètres significatifs de chaque mode. Les combinaisons de référence obtenues grâce aux plans 

d'expériences ont été utilisées dans les sections suivantes de l'étude. 

De façon à comprendre les mécanismes sous-jacents et obtenir une vision plus détaillée, la 

démarche a été complétée par une étude qualitative. Dans un premier temps, les échantillons ont été 

soudés sans directeurs d'énergie. Les essais de cisaillement simple recouvrement ont permis d'obtenir 

une LSS1 de 9,6 MPa et une LSS2 de 9,8 MPa sans aucune dégradation visible des fibres, malgré 

l'exposition à une température proche de 460 °C. Ceci est sans doute dû à une faible durée d'exposition. 

L'augmentation du temps de soudage ou de l'énergie de soudage conduit rapidement à la combustion 

des fibres et à une baisse notable de la résistance de l'assemblage. De même, l'utilisation d'une force de 

soudage trop élevée bloque la possibilité de vibration à l'interface et n'autorise pas une fusion adéquate 

de la matrice, ce qui entraîne une résistance plus faible. L'amplitude et le temps de consolidation n'ont 

pas d'influence significative sur les résultats mécaniques. Lorsque les directeurs d'énergie plats 

d'épaisseur 92 µm, 159 µm et 231 µm ont été utilisés, une durée de soudage trop courte ou une faible 

énergie de soudage n'ont pas permis leur fusion complète, créant un espace discontinu à l'interface. Cela 

entraîne une faible résistance au cisaillement simple du joint. En revanche, lorsque le temps de soudage 

est de 500 ms ou l'énergie de soudage est de 600 J, la liaison interfaciale est de bonne qualité, et l'excès 

de chaleur est utilisé pour faire fondre le directeur d'énergie. La rupture est cohésive avec une LSS de 

10,7 MPa pour un DE de 92 µm, de 10,4 MPa pour un DE de 159 µm et de 11 MPa pour un DE de 

231 µm. Si le temps de soudage et l'énergie de soudage sont prolongés, des défauts de fissure et de vide 

apparaissaient dans la ligne de soudure du joint, et la résistance du joint diminuent. 

Enfin, la dernière partie de l’étude a porté sur l’influence de l’orientation des fibres de part et d’autre 

de la zone soudée. A cette fin, des essais ont été menés en utilisant une séquence classique orthotrope et 

une des séquences isotropes conçues précédemment. Les résultats obtenus ont confirmé que l’approche 

utilisant des séquences orthotropes ne permettait pas de répondre à la question posée car la résistance au 

cisaillement était plus sensible à la rigidité intrinsèque des substrats qu’à l’orientation de soudage. Au 

contraire, les séquences isotropes se sont révélées d’excellents supports pour mener une telle étude. 

Contrairement à ce qui est observé dans les collages de composites plus rigides, l’influence de 

l’orientation des fibres est faible, bien qu’on puisse noter une résistance légèrement inférieure lorsque 

la sollicitation est alignée selon les directions principales du tissu. Une étude menée sur des assemblages 

collés a révélé des tendances similaires, avec une résistance systématiquement inférieure. 

L’ensemble des résultats obtenus permet de formuler quelques pistes à explorer et quelques 

perspectives pour la suite de l’étude. Tout d’abord, notre approche s’est limitée à une caractérisation 
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mécanique des éprouvettes, couplée à une observation visuelle des surfaces soudées. Or, l’exposition à 

de hautes températures qui a été mise en évidence, bien que ne provoquant pas de changements visibles 

dans le matériau, a sans doute affecté la structure des fibres et de la matrice. La reproduction des 

conditions de cette exposition très rapide à une forte chaleur pourrait être envisagée pour évaluer ses 

effets sur les fibres seules, mais le moyen expérimental reste à concevoir. Il faut donc pour l’instant 

s’intéresser directement à la zone des éprouvettes affectée thermiquement. La spectroscopie infrarouge 

à transformée de Fourier (FT-IR), en mettant en évidence des phénomènes d’oxydation, tant pour les 

fibres que pour la matrice, représente un outil indispensable de ce point de vue. Elle doit être utilisée en 

microscopie pour distinguer la zone soudée de faible épaisseur. La spectroscopie Raman pourrait 

également apporter des informations précieuses, entre autres, sur des modifications du taux de 

cristallinité de la matrice polypropylène au voisinage de la zone de soudure. Ce taux de cristallinité peut 

avoir une influence directe sur le comportement mécanique local. Une approche multi disciplinaire est 

donc indispensable. 

Cette évaluation des transformations physico chimiques des composants du matériau est d’ailleurs 

nécessaire avant d’aller plus loin dans l’étude du comportement de ces assemblages. Ces nouvelles 

étapes comprennent les études de durabilité, notamment en milieu humide. Toute modification de 

composition des fibres pourrait donner lieu à un comportement différent face à l’absorption d’eau, et 

donc nécessiter une prise en compte différenciée des zones soudées. De même, une étude en fatigue 

permettrait de déterminer si ces zones présentent une fragilité particulière. 

Ces travaux ont permis de mettre en place une méthodologie d’évaluation du processus, mais toute 

extension à de nouveaux matériaux devra donner lieu à une nouvelle étude. Ce sera le cas pour le 

lin/PLA, qui peut répondre à des besoins similaires à ceux du lin/PP, tout en offrant des perspectives de 

biodégradabilité. Sa soudabilité par ultrasons devra être évaluée. En gardant le même matériau lin/PP, 

une simple modification de structure comme l’emploi de plis unidirectionnels peut donner lieu à un 

comportement différent de l’assemblage, notamment du point de vue de l’effet de l’orientation des 

fibres. 

Enfin, ces travaux s’inscrivent dans le cadre du projet ASOUCOMP, qui s’intéresse à la conception 

de structures assemblées en composites à fibres naturelles et matrice thermoplastique. Si le joint simple 

recouvrement peut suffire à évaluer les paramètres du procédé, il atteint ses limites lorsque des données 

sont nécessaires pour la modélisation numérique des structures. Il faut alors faire appel à des éprouvettes 

technologiques permettant d’étudier différentes directions de sollicitation et combinant 

traction/compression et cisaillement. De nouveaux montages d’assemblages sont en cours de conception 

pour réaliser ces éprouvettes, en utilisant cette fois une sonotrode cylindrique permettant du soudage par 

point, plus adapté aux structures tridimensionnelles. 

En poursuivant ces perspectives de recherche, nous espérons améliorer notre compréhension du 

soudage par ultrasons des composites à base de fibres végétales et contribuer au développement de 

matériaux plus durables et respectueux de l'environnement pour diverses applications. 
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Annexe 1 : Théorie des stratifiés 

Expression des contraintes 

Les plis qui composent le stratifié possèdent des propriétés élastiques caractérisées par les modules 

d'élasticité 𝐸1, 𝐸2, le coefficient de Poisson 𝜈12 et le module de cisaillement 𝐺12. Pour décrire la relation 

entre les contraintes et les déformations dans le repère propre au pli, on utilise l'équation (A1.1) qui est 

exprimée en notation de Voigt. 

(

𝜎1
𝜎2
𝜎3
) = [

𝑄11 𝑄12 0
𝑄12 𝑄22 0
0 0 𝑄66

] (

𝜀1
𝜀2
𝛾12
)                                       (Eq. A1.1) 

où les coefficients 𝑄𝑖𝑗 représentant les constantes de rigidité réduites dans un état de contraintes planes 

sont donnés par les expressions (A1.2) ci-dessous. 

𝑄11 = 
𝐸1

1− 𝜈12
2 𝐸2
𝐸1

 ,              𝑄22 = 
𝐸2

𝐸1
 𝑄11,               𝑄12 = 𝜈12𝑄22,             𝑄66 = 𝐺12             (Eq. A1.2) 

En considérant l’élément de stratifié de la figure A1.1, La matrice de rigidité [𝑄′]𝐾  du pli k dans le 

repère global s’obtient par la relation (A1.3). 

[𝑄′]𝑘 = [𝑇]𝑘
−1[𝑄]𝑘[𝑇]𝑘                                         (Eq. A1.3) 

 
Figure A1.1 : Elément de stratifié [172]. 

Les contraintes dans la couche k sont données par la relation (A1.4) 

[

𝜎𝑥𝑥
𝜎𝑦𝑦
𝜎𝑥𝑦

]

𝑘

= 𝑄′𝑘 [

𝜀𝑥𝑥
𝜀𝑦𝑦
𝛾𝑥𝑦

]

𝑘

avec  𝑄′𝑘 = [

𝑄′11 𝑄′12 𝑄′16
𝑄′12 𝑄′22 𝑄′26
𝑄′16 𝑄′26 𝑄′66

]

𝑘

                    (Eq. A1.4) 

où 𝑄′𝑘 est la matrice de rigidité réduite de la couche k. 

Les expressions des 𝑄𝑖𝑗 sont données par la relation (A1.5) ci-dessous : 
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{
  
 

  
 
𝑄′11 = 𝑄11 𝑐𝑜𝑠

4𝜃 + 𝑄22 𝑠𝑖𝑛
4𝜃 + 2(𝑄12 + 2𝑄66) 𝑠𝑖𝑛

2𝜃 𝑐𝑜𝑠2𝜃                             

𝑄′12 = (𝑄11 + 𝑄22 − 4𝑄66) 𝑠𝑖𝑛
2𝜃 𝑐𝑜𝑠2𝜃 +  𝑄12 (𝑐𝑜𝑠

4𝜃 + 𝑠𝑖𝑛4𝜃)                    

𝑄′16 = (𝑄11 − 𝑄12 − 2𝑄66) sin 𝜃 𝑐𝑜𝑠
3𝜃 + (𝑄12 − 𝑄22 + 2𝑄66) cos 𝜃 𝑠𝑖𝑛

3𝜃  

𝑄′22 = 𝑄11 𝑠𝑖𝑛
4𝜃 + 𝑄22 𝑐𝑜𝑠

4𝜃 + 2(𝑄12 + 2𝑄66) 𝑠𝑖𝑛
2𝜃 𝑐𝑜𝑠2𝜃                             

𝑄′26 = (𝑄11 − 𝑄12 − 2𝑄66) cos 𝜃 𝑠𝑖𝑛
3𝜃 + (𝑄12 − 𝑄22 + 2𝑄66) sin𝜃 𝑐𝑜𝑠

3𝜃  

𝑄′66 = (𝑄11 + 𝑄22 − 4𝑄66) 𝑠𝑖𝑛
2𝜃 𝑐𝑜𝑠2𝜃 +  𝑄12 (𝑐𝑜𝑠

4𝜃 + 𝑠𝑖𝑛4𝜃)                    

                  (Eq. A1.5) 

La relation entre les contraintes et les déformations dans le repère global est donnée par les relations 

(A1.6) et (A1.7). 𝜀𝑥𝑥
0 , 𝜀𝑦𝑦

0  et ϒ𝑥𝑦
0  sont les déformations en membrane et 𝜅𝑥, 𝜅𝑦 et 𝜅𝑥𝑦 sont les courbures 

en flexion et en torsion. 

[

𝜎𝑥𝑥
𝜎𝑦𝑦
𝜎𝑥𝑦

]

𝑘

= [

𝑄′11 𝑄′12 𝑄′16
𝑄′12 𝑄′22 𝑄′26
𝑄′16 𝑄′26 𝑄′66

]

𝑘

[

𝜀𝑥𝑥
0

𝜀𝑦𝑦
0

𝛾𝑥𝑦
0

]

𝑘

+ 𝑧 [

𝑄′11 𝑄′12 𝑄′16
𝑄′12 𝑄′22 𝑄′26
𝑄′16 𝑄′26 𝑄′66

]

𝑘

[

𝜅𝑥
𝜅𝑦
𝜅𝑥𝑦

]

𝑘

        (Eq. A1.6) 

𝜎𝑘(𝑀) = 𝜎𝑘(𝑥, 𝑦, 𝑧) =  𝑄
′
𝑘𝜀𝑚(𝑥, 𝑦) + 𝑧𝑄

′
𝑘κ(𝑥, 𝑦)                     (Eq. A1.7) 

La matrice 𝜎𝑘(𝑀) représente la matrice des contraintes dans la couche k ℎ𝑘−1 ≤ z ≤ ℎ𝑘. La matrice de 

rigidité réduite 𝑄′𝑘 varie d'une couche à l'autre. Il en résulte donc une discontinuité du champ des 

contraintes entre couches successives. 

Expression des résultantes et moments 

 

 Résultantes en membrane 

L'expression de la matrice des résultantes peut s'écrire sous la forme : 

𝑁(𝑥, 𝑦) =  𝐴𝜀𝑚(𝑥, 𝑦) + 𝐵𝜅(𝑥, 𝑦)                                          (Eq. A1.8) 

En introduisant les matrices :  

𝐴 = ∑ (ℎ𝑘 − 
𝑛
𝑘=1 ℎ𝑘−1)𝑄′𝑘                                                            (Eq. A1.9) 

                                     𝐴 =  [𝐴𝑖𝑗]          avec  𝐴𝑖𝑗 = ∑ (ℎ𝑘 − 
𝑛
𝑘=1 ℎ𝑘−1)(𝑄′𝑖𝑗)𝑘               (Eq. A1.10) 

et 

𝐵 = ∑
1

2
(ℎ𝑘

2 − 𝑛
𝑘=1 ℎ𝑘−1

2 )𝑄′𝑘                                                         (Eq. A1.11) 

                                         𝐵 = [𝐵𝑖𝑗]         avec  𝐵𝑖𝑗 = 
1

2
∑ (ℎ𝑘

2 − 𝑛
𝑘=1 ℎ𝑘−1

2 )(𝑄′𝑖𝑗)𝑘              (Eq. A1.12) 

L'expression développée des résultantes en membrane s'écrit donc : 

[

𝑁𝑥
𝑁𝑦
𝑁𝑥𝑦

]

𝑘

= [
𝐴11 𝐴12 𝐴16
𝐴12 𝐴22 𝐴26
𝐴16 𝐴26 𝐴66

] [

𝜀𝑥𝑥
0

𝜀𝑦𝑦
0

𝛾𝑥𝑦
0

] + [
𝐵11 𝐵12 𝐵16
𝐵12 𝐵22 𝐵26
𝐵16 𝐵26 𝐵66

] [

𝜅𝑥
𝜅𝑦
𝜅𝑥𝑦

]                  (Eq. A1.13) 

Ces équations montrent que dans le cas d'un stratifié, les résultantes en membrane (𝑁𝑥 , 𝑁𝑦, 𝑁𝑥𝑦) ne sont 

pas seulement fonctions des déformations en membrane (𝜀𝑥𝑥
0 , 𝜀𝑦𝑦

0 , 𝛾𝑥𝑦
0 ) (comme dans le cas de plaques 

homogènes), mais sont également fonctions des courbures en flexion et en torsion (𝜅𝑥, 𝜅𝑦, 𝜅𝑥𝑦). 

 Moments de flexion et de torsion 

Le champ des moments est donné par la relation (II.21) où D s’exprime selon la relation (A1.14). 

𝑀𝑓(𝑥, 𝑦) =  𝐵𝜀𝑚(𝑥, 𝑦) + 𝐷𝜅(𝑥, 𝑦)                                     (Eq. A1.14) 
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et 

𝐷 = ∑
1

3
(ℎ𝑘

3 − 𝑛
𝑘=1 ℎ𝑘−1

3 )𝑄′𝑘                                                      (Eq. A1.15) 

                                            𝐷 =  [𝐷𝑖𝑗]          avec   𝐷𝑖𝑗 = 
1

3
∑ (ℎ𝑘

3 − 𝑛
𝑘=1 ℎ𝑘−1

3 )(𝑄′𝑖𝑗)𝑘         (Eq. A1.16) 

L’expression développée des moments de flexion et de torsion est donnée par l’équation (A1.17). 

[

𝑀𝑥
𝑀𝑦
𝑀𝑥𝑦

]

𝑘

= [
𝐵11 𝐵12 𝐵16
𝐵12 𝐵22 𝐵26
𝐵16 𝐵26 𝐵66

] [

𝜀𝑥𝑥
0

𝜀𝑦𝑦
0

𝛾𝑥𝑦
0

] + [
𝐷11 𝐷12 𝐷16
𝐷12 𝐷22 𝐷26
𝐷16 𝐷26 𝐷66

] [

𝜅𝑥
𝜅𝑦
𝜅𝑥𝑦

]                 (Eq. A1.17) 

Les moments de flexion et torsion sont donc fonctions des courbures en flexion et en torsion, mais sont 

également fonctions des déformations en membrane. 

 Equation constitutive 

L'équation constitutive d'une plaque stratifiée exprime les résultantes et moments en fonction des 

déformations en membrane et des courbures suivant une seule écriture matricielle sous la forme : 

[
 
 
 
 
 
 
𝑁𝑥
𝑁𝑦
𝑁𝑥𝑦
𝑀𝑥
𝑀𝑦
𝑀𝑥𝑦]

 
 
 
 
 
 

 = 

[
 
 
 
 
 
𝐴11 𝐴12 𝐴16
𝐴12 𝐴22 𝐴26
𝐴16 𝐴26 𝐴66

𝐵11 𝐵12 𝐵16
𝐵12 𝐵22 𝐵26
𝐵16 𝐵26 𝐵66

𝐵11 𝐵12 𝐵16
𝐵12 𝐵22 𝐵26
𝐵16 𝐵26 𝐵66

𝐷11 𝐷12 𝐷16
𝐷12 𝐷22 𝐷26
𝐷16 𝐷26 𝐷66]

 
 
 
 
 

 

[
 
 
 
 
 
 
𝜀𝑥𝑥
0

𝜀𝑦𝑦
0

𝛾𝑥𝑦
0

𝜅𝑥
𝜅𝑦
𝜅𝑥𝑦]

 
 
 
 
 
 

                        (Eq. A1.18) 

Cette équation constitutive (A1.18) peut également être écrite sous forme contractée (A1.19) : 

[
𝑁
⋯
𝑀
] =  [

𝐴 ⋮ 𝐵
⋯ ⋮ ⋯
𝐵 ⋮ 𝐷

] [
𝜀𝑚
⋯
𝜅
]                                                    (Eq. A1.19) 

Les termes des matrices introduites A, B et D peuvent être également exprimés, en introduisant 

l'épaisseur 𝑒𝑘 et la cote 𝑧𝑘 du centre de la couche k, sous la forme : 

𝐴𝑖𝑗 = ∑ (𝑄′𝑖𝑗)𝑘
𝑛
𝑘=1 𝑒𝑘 ,         𝐵𝑖𝑗 = ∑ (𝑄′𝑖𝑗)𝑘

𝑛
𝑘=1 𝑒𝑘𝑧𝑘 ,      𝐷𝑖𝑗 = ∑ (𝑄′𝑖𝑗)𝑘

𝑛
𝑘=1 (𝑒𝑘𝑧𝑘

2 +
𝑒𝑘
3

12
)       (Eq. A1.20) 

La matrice A est la matrice de rigidité en membrane, la matrice D est la matrice de rigidité en flexion, 

et la matrice B est la matrice de couplage membrane-flexion-torsion. Il est important de noter que ce 

couplage existe même lorsque les matériaux des couches sont isotropes. Il est induit par la structure en 

couches du matériau, qui présente des caractéristiques mécaniques différentes d'une couche à l'autre. 

Cependant, dans le cas d'un stratifié symétrique, le couplage est nul (B = 0). La symétrie implique que 

les propriétés des couches, leurs épaisseurs et leurs orientations sont symétriques. 

Cette symétrie est une condition importante pour simplifier les calculs et les analyses du comportement 

mécanique du stratifié. Elle permet de réduire le nombre de coefficients et de matrices impliqués dans 

les équations de contrainte-déformation du stratifié. Cependant, il convient de noter que dans les cas de 

stratifiés non symétriques, le couplage membrane-flexion-torsion doit être pris en compte, ce qui ajoute 

une complexité supplémentaire à l'analyse (figure A1.2). 

Il est donc essentiel de considérer la symétrie ou l'asymétrie du stratifié lors de l'analyse de son 

comportement mécanique, en prenant en compte la présence ou l'absence de couplage entre les modes 

de déformation. Cette compréhension des propriétés et de la structure du stratifié permet d'obtenir des 

prédictions plus précises et fiables de son comportement en service. 
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Figure A1.2 :  Couplages dans les stratifiés. 
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Annexe 2 : Etapes de la méthode des plans 

d’expériences 

Etape 1 : formaliser le problème et définir les objectifs 

Il s'agit de la première étape de la démarche méthodologique, qui consiste à décrire de manière précise 

le problème et, en particulier, à définir clairement les attentes de la campagne expérimentale. Dans notre 

étude, l'objectif est d'optimiser les paramètres de soudage afin d'améliorer la qualité des soudures de 

composite lin/PP. 

Cette optimisation implique : 

 L'étude de l'influence des différents modes de soudage sur la contrainte à la rupture. 

 L'identification des paramètres de soudage les plus significatifs ainsi que des interactions 

potentielles entre ces paramètres. 

Etape 2 : choix des facteurs et de leurs modalités 

Après avoir défini les objectifs de l'étude, il est important de déterminer les facteurs et leurs modalités, 

c'est-à-dire les variables sur lesquelles l'expérimentateur va agir afin de provoquer une variation de la 

ou des réponses, qui sera ensuite modélisée. Les facteurs correspondent aux paramètres du système 

susceptibles d'avoir une influence sur un phénomène. Ces facteurs sont définis par un intervalle sur 

lequel les paramètres sont testés, appelé domaine de variation du facteur, et peuvent être limités par un 

ou plusieurs niveaux, tels que le niveau bas (-1) et le niveau haut (+1). 

Dans cette étape, une fois les paramètres d'entrée et leurs modalités définis, la prochaine tâche consiste 

à choisir le type de plan d'expériences adapté (plan complet, plan fractionnaire, etc.). La réalisation du 

plan d'expériences peut être simple ou complexe en fonction du nombre de facteurs étudiés. Un plan 

complet considère toutes les interactions possibles entre les différents facteurs choisis. Cependant, ce 

plan présente l'inconvénient d'un grand nombre d'expériences et de temps de calcul importants. La 

question qui se pose est donc de savoir s'il est possible de réduire le nombre d'expériences tout en 

maintenant une précision acceptable des résultats, sans avoir à réaliser toutes les combinaisons du plan 

complet. 

Plusieurs travaux ont abouti à des plans fractionnaires, qui sont conçus sur l'hypothèse que certaines 

interactions sont négligeables et peuvent donc être omises. Par exemple, il est souvent réaliste de 

supposer que les interactions d'ordre supérieur sont insignifiantes. Les avantages de ces plans résident 

dans leur capacité à nécessiter moins d'essais, ce qui les rend plus pratiques à mettre en œuvre.  

Etape 3 : choix des réponses  

L'estimation et la comparaison des effets des facteurs reposent sur l'analyse des résultats des essais, qui 

représentent des valeurs spécifiques des grandeurs appelées réponses dans le contexte des plans 

d'expériences. Les modifications des réglages d'un processus entraînent des variations observées dans 

une ou plusieurs réponses. Dans notre étude, la réponse étudiée est la contrainte à la rupture des joints 

soudés. 

Etape 4 : Analyses statistiques des résultats  

La quatrième étape de la méthodologie implique l'analyse des résultats des réponses obtenues. Cette 

analyse se décompose en plusieurs étapes : la construction des graphiques des effets des paramètres, 

l'analyse des valeurs des réponses à l'aide de l'analyse de la variance (ANOVA), et enfin l'établissement 

d'une relation entre les paramètres d'entrée et les paramètres de sortie (Y) à travers un modèle (linéaire, 
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quadratique, etc.) et le calcul des coefficients correspondants. Il est essentiel que le modèle puisse 

estimer la réponse dans le domaine expérimental avec une erreur acceptable. Les détails de ces 

différentes étapes seront abordés dans les sections suivantes. 

A. Effets des paramètres et des interactions 

Cette section vise à analyser les résultats des réponses en calculant les effets et les interactions entre les 

différents paramètres. Pour cela, nous rappellerons brièvement la méthode de calcul des effets et des 

interactions des paramètres sur une réponse dans la méthodologie des plans d'expériences. 

A.1. Notion d’effet d’un facteur 

La connaissance des effets des facteurs permet de formuler une relation entre la réponse (Y) et les valeurs 

des facteurs (𝑋𝑖). L'effet principal du paramètre A au niveau i, noté 𝐸𝐴𝑖, est calculé à l'aide de l'équation 

A2.1 : 

𝐸𝐴𝑖 =  Ŷ𝐴𝑖 −  Ŷ                                                        (Eq. A2.1) 

Avec :  Ŷ𝐴𝑖 : la moyenne des réponses lorsque A est au niveau i, 

             Ŷ : la moyenne générale. 

A.2. Notion d’interaction 

Lorsqu'un facteur dépend de la valeur prise par un autre facteur, cela se traduit par une interaction entre 

les deux facteurs. Une interaction d'ordre n fait référence à une interaction entre n facteurs. L'interaction 

𝐼𝐴𝑖𝐵𝑖  est évaluée à partir des résultats moyens des essais réalisés lorsque le facteur A est fixé au niveau 

i et le facteur B au niveau j. Dans ces essais, à la fois l'effet 𝐸𝐴𝑖 et l'effet 𝐸𝐵𝑖 influencent la réponse. Si 

M représente la moyenne générale de tous les essais, on peut écrire : 

𝐼𝐴𝑖𝐵𝑗 = (Moyenne des Y lorsque A au niveau i et B au niveau j) − 𝐸𝐴𝑖 − 𝐸𝐵𝑗 −  Ŷ         (Eq. A2.2) 

B. Analyse de la variance (ANOVA) 

Après avoir calculé les effets des paramètres d'entrée, la prochaine étape consiste à analyser les valeurs 

des réponses afin de mesurer l'influence des paramètres sur la variation observée de la réponse. Dans 

cette optique, une analyse de variance (ANOVA) a été jugée pertinente. L'ANOVA est un outil 

statistique qui vise à déterminer à partir de quel seuil un effet peut être considéré comme significatif. 

Pour ce faire, il est nécessaire de comparer la variation d'un facteur pris en compte dans le modèle avec 

la variance résiduelle. Lorsque le facteur n'est pas pris en compte dans le modèle, son effet est inclus 

dans la variance résiduelle. L'analyse de la variance permet de déterminer si, globalement, le facteur a 

une influence significative sur la réponse, c'est-à-dire si au moins l'une des variables associées à chacun 

des niveaux des facteurs présente un effet non nul. 

B.1. Calcul du carré moyen des facteurs et des interactions 

La variance des facteurs peut être obtenue en calculant la somme des carrés des écarts (SCE) et en la 

divisant par le nombre de degrés de liberté (ddl) associés au facteur A pris en compte. 

• Pour les facteurs : 

Le nombre de degrés de liberté (ddl) associés à un facteur A est équivalent à son nombre de modalités 

(le nombre de valeurs distinctes prises lors de la réalisation du plan), moins 1. Ainsi, on peut le calculer 

de la manière suivante : 

𝑑𝑑𝑙𝐴 = 𝑝 − 1                                                           (Eq. A2.3) 

Avec 𝑝 le nombre de modalité du facteur A. 



Annexes 

 

 

Page | 178 

La somme des carrés des écarts associés au facteur A vaut : 

𝑆𝐶𝐸𝐴 = 𝛾𝐴 ∑ (Ŷ𝑖 − Ŷ)²
𝑝
𝑖=1                                               (Eq. A2.4) 

Avec :  

Ŷ =
1

𝑁
∑ 𝑌𝑖
𝑁
𝑖=1  : la moyenne des réponses, 

𝛾𝐴 =
𝑁

𝑝
 : le nombre d’expériences pour lesquelles le facteur A prend un de ses 𝑝 niveaux, 

Ŷ𝑖 : la moyenne des réponses observées pour les expériences où le facteur A prend son 𝑖è𝑚𝑒 niveau. 

• Pour les interactions :  

Le nombre de degrés de liberté (ddl) associés à une interaction de facteurs est obtenu en multipliant les 

ddl des facteurs impliqués dans cette interaction. Ainsi, on peut le calculer de la manière suivante : 

𝑑𝑑𝑙𝐴𝐵…𝐸 = 𝑑𝑑𝑙𝐴 𝑥 𝑑𝑑𝑙𝐵 𝑥 …  𝑥 𝑑𝑑𝑙𝐸                                     (Eq. A2.5) 

Pour les interactions mettant en jeu 2 facteurs f et g, la somme des carrés des écarts vaut :  

𝑆𝐶𝐸𝐴𝐵 = 𝛿𝐴𝐵∑ ∑ (Ŷ𝑖𝑗 − Ŷ𝑖 − Ŷ𝑗 + Ŷ)²
𝑞
𝑖=1

𝑃
𝑖=1                               (Eq. A2.6) 

𝛿𝐴𝐵 =
𝑁

𝑝 .  𝑞
 : le nombre d’expériences pour lesquelles le facteur f prend un de ces 𝑝 niveaux et lorsque 

le facteur g adopte un de ces 𝑞 niveaux, 

Ŷ𝑖𝑗  : la moyenne des réponses observées pour les expériences où le facteur A prend son 𝑖è𝑚𝑒 niveau et 

où le facteur B prend son 𝑗è𝑚𝑒 niveau, 

La valeur du carré moyen (CM) associé au facteur ou à l'interaction A peut être déduite de la manière 

suivante : 

𝐶𝑀𝐴 =
𝑆𝐶𝐸𝐴

𝑑𝑑𝑙𝐴
                                                             (Eq. A2.7) 

B.2. Calcul de la variance résiduelle 

Pour 2 facteurs on peut écrire la décomposition suivante : 

Ŷ𝑖𝑗 − Ŷ = (Ŷ𝑖 − Ŷ) + (Ŷ𝑗 − Ŷ) + (Ŷ𝑖𝑗 − Ŷ𝑖 − Ŷ𝑗 + Ŷ)                        (Eq. A2.8) 

On procède ensuite à une sommation, à la fois pour i et j, de part et d'autre de l'équation précédemment 

élevée au carré. Cette sommation est effectuée sur les niveaux de tous les facteurs. Cela nous conduit à 

l'équation de variance, démontrant l'additivité des sommes des carrés des écarts : 

𝑆𝐶𝐸𝑡 = ∑ ∑ (𝑌𝑖𝑗 − Ŷ)
2
= ∑𝑆𝐶𝐸𝑋

𝑞
𝑖=1

𝑝
𝑖=1                                      (Eq. A2.9) 

Avec :  

𝑆𝐶𝐸𝑡 : la somme totale des carrés des écarts ;  

𝑆𝐶𝐸𝑋 : la somme factorielle des carrés (x désignant un facteur ou une interaction). 

Enfin, notons la relation qui permet, entre autres, de déterminer la valeur de degrés de liberté total 𝑑𝑑𝑙𝑡: 

𝑑𝑑𝑙𝑡 = ∑ 𝑑𝑑𝑙𝑖 +𝑓𝑎𝑐𝑡𝑒𝑢𝑟 ∑ 𝑑𝑑𝑙𝑖𝑗𝑖𝑛𝑡𝑒𝑟𝑎𝑐𝑡𝑖𝑜𝑛                               (Eq. A2.10) 

On a donc également additivité des degrés de liberté. 

Lorsqu’il existe une erreur expérimentale non nulle, l’équation de variance fait apparaître un nouveau 

terme appelé communément variance résiduelle (𝑆𝐶𝐸𝑟) : 

𝑆𝐶𝐸𝑡 = ∑𝑆𝐶𝐸𝑋 + 𝑆𝐶𝐸𝑟                                                (Eq. A2.11) 



Annexes 

 

 

Page | 179 

La variance résiduelle, notée 𝑆𝐶𝐸𝑟, est utilisée comme point de référence pour comparer les  𝑆𝐶𝐸𝑡 et 

déterminer la signification des facteurs et interactions. La variance résiduelle est considérée comme 

représentant la variation des valeurs de réponse, avec une amplitude arbitrairement jugée faible. Ainsi, 

tout facteur ayant une influence significative doit présenter des caractéristiques nettement différentes de 

cette composante résiduelle. 

Le nombre de degrés de liberté associé à la variance résiduelle, noté 𝑑𝑑𝑙𝑟, est égal à N-p. En effet, il est 

compréhensible que les résidus ne puissent exister que grâce aux N-p (>0) expériences réalisées en plus 

des p simulations nécessaires au calcul des p coefficients du modèle. 

Ensuite, on calcule un carré moyen résiduel, noté 𝐶𝑀𝑟 , qui est défini par la formule suivante : 

𝐶𝑀𝑟 =
𝑆𝐶𝐸𝑟

𝑑𝑑𝑙𝑟
                                                          (Eq. A2.12) 

Le calcul de la 𝑆𝐶𝐸𝑟 de cette manière permet de tester la signification statistique des facteurs et des 

interactions, tout en évaluant la qualité du modèle utilisé (𝑌𝑚𝑜𝑑). Cela permet ainsi de déterminer si les 

facteurs et les interactions ont une influence significative sur la réponse étudiée et de juger de 

l'adéquation du modèle aux données expérimentales. 

B.3. Test de Fisher-Snedecor 

Le test de Fisher-Snedecor est un test statistique qui permet de comparer deux variances, ce qui le rend 

parfaitement adapté à notre problématique où nous souhaitons comparer les variances expliquées et non 

expliquées par le modèle. Ce test est basé sur une distribution de probabilité qui a été tabulée par M. 

Snedecor et est communément appelée la loi de Fisher-Snedecor en l'honneur du statisticien Fisher. 

Pour conclure que l'effet d'un facteur, tel que le facteur A, est significatif, notre objectif est de démontrer 

que le carré moyen associée au facteur A, notée 𝐶𝑀𝐴, est supérieure au carré moyen résiduel, notée 𝐶𝑀𝑟 . 

En d'autres termes, nous cherchons à établir que la variance expliquée par le facteur A est 

significativement plus grande que la variance résiduelle. 

 
Figure A2.1 : Représentation de la loi de Fisher-Snedecor. 

La figure A2.1 illustre que, sous l'hypothèse nulle où le facteur n'a pas d'influence, le rapport (𝐶𝑀𝐴) et 

(𝐶𝑀𝑟) peut êt-re infini. Cependant, la probabilité de cette situation est très faible. Par conséquent, 

lorsqu'on évalue un effet, il faut prendre le risque d'accepter que cet effet soit significatif, même si nous 

sommes dans le cadre de l'hypothèse nulle. Ce risque est généralement fixé à 5% et est noté α. 

En fonction du risque choisi, la loi de Fisher-Snedecor permet de déterminer un seuil de rejet de 

l'hypothèse nulle, appelé valeur 𝐹théorique, qui est consulté dans un tableau associé à cette loi. Le test 

consiste donc à comparer le rapport observé (𝐹𝑜𝑏𝑠) entre 𝐶𝑀𝐴 et 𝐶𝑀𝑟  avec la valeur 𝐹théorique 

correspondante, en fonction : 

 de 𝑑𝑑𝑙𝑎 et 𝑑𝑑𝑙𝑟 degrés de liberté du facteur étudié et de la résiduelle ; 
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 du risque que l’on choisit. 

La probabilité, également appelée "valeur p", est le fractile 𝐹𝑑𝑑𝑙𝑎,𝑑𝑑𝑙𝑟,1−𝛼 de la loi de Fisher-Snedecor 

centrée, associé à une probabilité de dépassement de 1-α. Elle peut servir de référence pour évaluer la 

confiance que l'on peut accorder à un résultat spécifique. De nombreux chercheurs considèrent une 

valeur p inférieure à 0,05 comme seuil de significativité statistique, ce qui signifie que le résultat observé 

dans une étude pourrait se produire par hasard dans moins d'une étude sur vingt. La valeur p est toujours 

comprise entre 0 et 1. Si elle est inférieure à 0,05, on conclut que l'effet est significatif, et si elle est 

inférieure à 0,01, on peut affirmer que le facteur est hautement significatif. 

B.4. Tableau d’analyse de la variance  

Les résultats de l'analyse de variance des plans d'expériences sont communément présentés sous la forme 

du tableau suivant : 

Tableau A2.1 : Présentation générale d’un tableau de l’analyse de la variance. 

Source de 
variation 

ddl. 

Sommes 

des carrés 

des écarts 

Carrés 
moyens 

𝐹𝑜𝑏𝑠 𝐹𝑡ℎé𝑜 p-valeur 

F
ac

te
u
rs

 a p–1 𝑆𝐶𝐸𝑎 𝐶𝑀𝑎 𝐶𝑀𝑎 𝐶𝑀𝑟⁄  𝐹(𝑝−1;𝑝𝑞(𝑛−1)) 𝐹𝑑𝑑𝑙𝑎,𝑑𝑑𝑙𝑟,1−𝛼 

… … … … … … … 

b q–1 𝑆𝐶𝐸𝑏 𝐶𝑀𝑏 𝐶𝑀𝑏 𝐶𝑀𝑟⁄  𝐹(𝑞−1;𝑝𝑞(𝑛−1)) 𝐹𝑑𝑑𝑙𝑏,𝑑𝑑𝑙𝑟,1−𝛼 

… … … … … … … 

In
te

ra
ct

io
n
s … … … … … … … 

ab (p–1)x( q–1) 𝑆𝐶𝐸𝑎𝑏 𝐶𝑀𝑎𝑏 𝐶𝑀𝑎𝑏 𝐶𝑀𝑟⁄  𝐹((𝑝−1)(𝑞−1);𝑝𝑞(𝑛−1)) 𝐹𝑑𝑑𝑙𝑎𝑏,𝑑𝑑𝑙𝑟,1−𝛼 

… … … … … … … 

… … … … … … … 

Erreur pq(n–1) 𝑆𝐶𝐸𝑟 𝐶𝑀𝑟    

Total pqn–1 𝑆𝐶𝐸𝑡     

Ces résultats permettent donc de déterminer la significativité des facteurs et des interactions. En cas de 

non-significativité, les termes correspondants peuvent être exclus du modèle. Cependant, il est 

recommandé de réaliser une nouvelle analyse de variance afin de vérifier que tous les éléments restants 

sont effectivement significatifs. Il est important de noter que la suppression de termes du modèle entraîne 

une augmentation de la variance résiduelle, ce qui peut conduire au rejet d'autres termes. 

Cette étape revêt une grande importance dans une étude de screening, car en réduisant le nombre de 

dimensions du problème, elle permet l'utilisation de méthodes coûteuses et généralement dépendantes 

du nombre de facteurs. Cela inclut notamment l'application de la méthode des surfaces de réponse et 

l'optimisation par plans d'expériences. 

Le prochain point consiste à définir le pourcentage de variation totale expliquée par le modèle, 

représenté par le coefficient de détermination R². Ce coefficient prend des valeurs dans l'intervalle [0,1] 

et est calculé comme suit : 

𝑅2 =
𝑆𝐶𝑀

𝑆𝐶𝑇
= 1−

𝑆𝐶𝐸

𝑆𝐶𝑇
                                                    (Eq. A2.13) 

Lorsque R² est égal à 1, les estimations Ŷ𝑖 et Ŷ𝑗  coïncident avec les mesures observées, tandis que pour 

R² égal à 0, les données ne sont pas du tout alignées. Ainsi, le coefficient de détermination indique le 
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degré d'ajustement des données par rapport au modèle de régression. Par exemple, pour R² égal à 0,8, 

cela signifie que 80% de la variation des essais est expliquée par le modèle. 

C. Régression multilinéaire (RML) 

Après avoir identifié les paramètres significatifs pour la réponse étudiée, la prochaine étape consiste à 

modéliser les relations entre les paramètres d'entrée et les réponses à l'aide de la méthode de régression 

multilinéaire. Cette modélisation, réalisée à travers une surface de réponse, vise à estimer les paramètres 

d'un modèle précis en mesurant la dépendance de la ou des réponses par rapport aux entrées du 

processus. 

L'objectif est de créer un modèle, généralement de nature polynomiale, qui décrit les variations de la 

fonction réponse y pour les différentes combinaisons de valeurs des k facteurs х1, х2 , ..., х𝑘. 

𝑦 = 𝑓(х1, х2 , . . . , х𝑘)                                                   (Eq. A2.14) 

avec :  

N : le nombre d’expériences ;  

p : le nombre de coefficients du modèle postulé ; 

y : le vecteur colonne des réponses expérimentales 𝑦𝑖. 

La régression multilinéaire est la méthode statistique couramment utilisée pour l'analyse de données 

multidimensionnelles. Un modèle de régression multiple est utilisé pour ajuster un plan de régression 

dans un espace tridimensionnel et peut être représenté par l'expression suivante : 

𝑦 =  𝛽0 + ∑ 𝛽𝑖  .  𝑋𝑖 + 
𝑘
𝑖=1 ∑ 𝛽𝑖𝑖  .  𝑋𝑖

2  + 𝑘
𝑖=1 ∑ ∑ 𝛽𝑖𝑗  .  𝑋𝑖

𝑘
𝑗=𝑖+1

𝑘
𝑖=1  . 𝑋𝑗  +  𝜀                    (Eq. A2.15) 

où  

y est la réponse,  

ε est l'erreur,  

k est le nombre total d'entrées considérées, 

𝛽0, 𝛽1 , 𝛽2,…, 𝛽𝑖  sont les coefficients de régression. 

Posons :  

 X : la matrice N×p, appelée matrice du modèle ou matrice des effets : 

X = 

[
 
 
 
1 𝑋11 𝑋12  ⋯  𝑋1,𝑝−1
1 𝑋21 𝑋22   ⋯ 𝑋2,𝑝−1
1   ⋮      ⋮     ⋯        ⋮    
1 𝑋𝑛1 𝑋𝑛1   ⋯ 𝑋𝑛,𝑝−1]

 
 
 

                                                      (Eq. A2.16) 

 β : le vecteur colonne des coefficients de régression {𝛽𝑖}  : 

𝛽𝑡 = [𝛽0, 𝛽1, 𝛽2, … , 𝛽𝑝−1]                                               (Eq. A2.17) 

              Ils peuvent être déterminés par l'équation (A2.18) : 

𝛽i = (𝑋
𝑡 . 𝑋)−1. 𝑋𝑡 . 𝑦                                                           (Eq. A2.18) 

 ε : le vecteur colonne des erreurs expérimentales, aléatoires 𝜀𝑖 : 

𝜀𝑡 = [𝜀0, 𝜀1, 𝜀2, … , 𝜀𝑁]                                                   (Eq. A2.19) 

Le modèle matriciel, s’écrit sous la forme classique suivante :  

𝑦 = 𝑋. 𝛽 + 𝜀                                                          (Eq. A2.20) 
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[

𝑦1
𝑦2
⋮
𝑦𝑁

] =

[
 
 
 
1 𝑋11 𝑋12  ⋯  𝑋1,𝑝−1
1 𝑋21 𝑋22   ⋯ 𝑋2,𝑝−1
1   ⋮      ⋮     ⋯        ⋮    
1 𝑋𝑛1 𝑋𝑛1   ⋯ 𝑋𝑛,𝑝−1]

 
 
 

 [

𝛽0
𝛽1
⋮

𝛽𝑝−1

] + [

𝜀1
𝜀2
⋮
𝜀𝑁

]                                     (Eq. A2.21) 

Mathématiquement, le vecteur ε des résidus se définit comme suit :  

𝜀 = 𝑦 − 𝑦𝑚𝑜𝑑                                                           (Eq. A2.22) 

Une fois que le vecteur des coefficients {𝛽𝑖} est calculé, il devient possible de déterminer les relations 

entre la variable de réponse y et les paramètres d'entrée {𝑋𝑖}. 

Etape 5 : Validation du modèle 

Deux scénarios sont envisageables : 

 Si le modèle est validé, cela signifie qu'il représente de manière adéquate le phénomène étudié 

dans le domaine expérimental. Dans ce cas, les objectifs sont atteints, et nous pouvons utiliser 

ce modèle pour effectuer des prévisions à n'importe quel point du domaine expérimental. 

 Si le modèle n'est pas validé, son utilisation n'est pas possible. Il est alors nécessaire de proposer 

un modèle alternatif. 
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Annexe 3 : Faciès de rupture des échantillons 

soudés avec des directeurs d’énergie en mode 

énergie 

Afin d'explorer l'influence de l'énergie de soudage sur la résistance de l'assemblage des échantillons 

soudés avec et sans directeur d’énergie, nous avons analysé les microstructures des soudures réalisées 

avec une force de soudage de 300 N et différentes valeurs d'énergie de soudage.  

 

 
 

 

 

Figure A3.1 : Faciès de rupture des échantillons soudés avec et sans DE avec différentes 
énergies de soudage. a1- c1) 400 J, a2 – c2) 600 J, a3- c3) 800 J, a4 – c4) 1000 J. 

En nous appuyant sur les classifications précédemment établies pour les soudures, à savoir la sous-

soudure, la soudure normale et la sur-soudure, telles que discutées dans des travaux antérieurs 

DE1 – 92 µm 

DE2 – 159 µm 

DE3 – 231 µm 

a1) 400 J  a2) 600 J  

a3)  800 J  a4) 1000 J  

b1) 400 

J  

b2) 600 J  

b3)  800 J  b4) 1000 J  

c1) 400 J  c2) 600 J  

c3)  800 J  c4) 1000 J  
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[191][192][193], nous avons effectué une évaluation visuelle de la qualité des soudures. Les soudures 

de petite taille (a1) et celles où le directeur d'énergie n'a pas fondu ((b1), (c1) et (c1)) ont été catégorisées 

comme des cas de sous-soudure. Les soudures présentant des dégradations avec des vides ((a4), (b4), 

(c3), (c4), (d3) et (d4)) ont été identifiées comme des cas de sur-soudure. Les soudures entièrement 

réalisées sans défauts visibles ont été considérées comme des soudures satisfaisantes, comme le 

montrent les figures (a2), (b2), (c2) et (d2). 

L'analyse des faciès de rupture des échantillons soudés avec des directeurs d'énergie de trois épaisseurs 

différentes à une énergie de soudage de 400 J révèle que l'énergie de soudage initiale n'était pas 

suffisamment élevée pour produire des soudures optimales. Dans ces cas, le directeur d'énergie n'a pas 

complètement fondu, ce qui se traduit par des surfaces de rupture riches en résine, correspondant ainsi 

à des exemples de sous-soudure. 

En revanche, les échantillons soudés avec une énergie de soudage dépassant les 600 J, c'est-à-dire une 

valeur d'énergie supérieure à l'optimum, ont principalement présenté des surfaces de rupture avec de 

nombreuses zones noircies et une déformation des fibres, ce qui correspond à des exemples de sur-

soudure. Pour le soudage par ultrasons à une énergie de 600 J, moins de dommages ont été observés, ce 

qui a conduit à une adhérence et à une intégrité de l'interface améliorées. Par conséquent, une meilleure 

performance et une qualité de soudure supérieure ont été obtenues dans ce cas, correspondant ainsi à des 

exemples de soudures normales. 
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Titre : Soudage par ultrasons de composites à fibres végétales et matrice thermoplastique. 

Mots clés : Soudage par ultrasons, composite stratifié, thermoplastique, polypropylène, fibres de lin, mise en œuvre, 

plans d’expérience.

Résumé : Le soudage par ultrasons représente une 
méthode d’assemblage prometteuse pour les composites 

à matrice thermoplastique. Sa rapidité, la possibilité 

d’automatisation ainsi que le recyclage facilité des 
structures ainsi assemblées font partie de ses principaux 

avantages. Son application à des composites à fibres 

naturelles présente encore des défis en raison de la 

sensibilité de ces matériaux à la température. L’objectif 
de cette thèse est d’évaluer la faisabilité de tels 

assemblages et de déterminer les combinaisons de 

paramètres permettant d’obtenir des performances 
optimales. 

Le matériau employé pour cette étude est un pli tissé 

d’armure sergé 2/2 lin/polypropylène à fibres comêlées. 

La première étape de ce travail a été d’optimiser le 
procédé de fabrication par thermocompression de 

stratifiés à partir de ce matériau. A cette fin, les liens 

entre les paramètres de fabrication (pression, 
température et durée de chauffage), la microstructure et 

le comportement mécanique des stratifiés de lin/PP ont 

été examinés. 
La seconde partie du travail est consacrée à l’assemblage 

par ultrasons de ces matériaux. Les paramètres du 

process sont tout d’abord optimisés en employant un 
plan d’expérience de façon à maximiser la résistance au 

cisaillement de joints simple recouvrement. A partir de 

ces premières données, une étude fine de l’influence de 
chacun de ces paramètres est menée en s’appuyant sur la 

mesure des températures subies par le matériau durant le 

process, la caractérisation mécanique des éprouvettes, 

ainsi que l’analyse morphologique des coupes 
transversales et des faciès de rupture des éprouvettes. 

Les résultats montrent que des combinaisons judicieuses 

de paramètres permettent d’obtenir un soudage continu 
sans dégradation visible des fibres de lin ni altération des 

substrats. 

Enfin, la dernière partie s’intéresse à l’influence de 

l’orientation des fibres à l’interface soudée sur les 
performances de l’assemblage. Pour cela, des séquences 

originales d’empilement conduisant à des propriétés 

d’isotropie du stratifié sont employées afin d’éliminer 
les effets perturbateurs des changements de raideur de 

l’éprouvette selon l’orientation. Ceci permet de montrer 

que l’influence de l’orientation des fibres reste faible et 
pourrait donc être négligée dans le cadre d’une 

modélisation numérique des zones soudées.

 
Titles :  Ultrasonic welding of plant fiber and thermoplastic matrix composites. 

Keywords : Ultrasonic welding, composite laminate, thermoplastic, polypropylene, flax fibers, implementation, design 

of experiments. 

Abstract : Ultrasonic welding represents a promising 

assembly method for thermoplastic matrix composites. 

Its speed, potential for automation, and ease of recycling 
for the assembled structures are among its key 

advantages. However, applying this technique to natural 

fiber composites poses challenges due to the temperature 

sensitivity of these materials. The objective of this thesis 
is to assess the feasibility of such assemblies and 

determine parameter combinations for achieving 

optimal performance. 
The material used for this study is a 2/2 twill weave 

flax/polypropylene ply with comingled fibers. The first 

stage of this work involved optimizing the 

manufacturing process using thermocompression for 
laminates from this material. In this regard, the 

relationships between manufacturing parameters 

(pressure, temperature, and heating duration), 
microstructure, and the mechanical behavior of flax/PP 

laminates were examined. 

The second part of the work focuses on ultrasonic 
welding of these materials. The process parameters are 

initially optimized using a designed experiment to 

maximize the shear strength of single lap joints. 

Building on these initial data, a detailed study of the 
influence of each parameter is conducted, supported by 

temperature measurements during the process, 

mechanical characterization of test specimens, and 

morphological analysis of cross-sections and fracture 
surfaces of the test specimens. The results indicate that 

judicious combinations of parameters enable continuous 

welding without visible degradation of flax fibers or 
alteration of substrates. 

Finally, the last part investigates the influence of fiber 

orientation at the welded interface on assembly 

performance. To address this, original stacking 
sequences leading to laminate isotropy properties are 

employed to eliminate the disruptive effects of stiffness 

changes of the specimen depending on orientation. This 
demonstrates that the influence of fiber orientation 

remains weak and could be disregarded in the context of 

numerical modeling of welded zones. 
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