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Parrainages

Le Congrès Français de Thermique, SFT 2023, organisé par l’ITheMM (EA 7548 - Université
Reims Champagne-Ardenne) a bénéficié du parrainage et du soutien des institutions et des orga-
nismes suivants :

Institut de Thermique, Mécanique, Matériaux
(ITHEMM - EA 7548)
Université Reims Champagne-Ardenne
Chemin des Rouliers
BP 1039 – 51687 Reims Cedex 2
ithemm.univ-reims.fr

Université de Reims Champagne-Ardenne
2 Avenue Robert Schuman
51100 Reims
www.univ-reims.fr

Région Grand-Est
1 Pl. Adrien Zeller
67000 Strasbourg

www.grandest.fr

UFR des Sciences Exactes et Naturelles
Campus Moulin de la Housse
Chemin des Rouliers
BP 1039 – 51687 Reims Cedex 2

www.www.univ-reims.fr/ufrsciences
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Il a également reçu le soutien d’exposants-sponsors industriels :

COMSOL France
10 avenue Doyen Louis Weil
38000 Grenoble, France
www.comsol.com

Contact : Frédéric BERNARD
T 04 76 46 49 01
B frederic.bernard@comsol.fr

DEWESoft
1 bis rue Jean le Galleu
94200 Ivry-sur-Seine, France
dewesoft.com

Contact : Nicolas PHAN
T 01 75 64 19 38
B nicolas.phan@dewesoft.com

Phonoptics
8 rue Jean Mermoz
ZA Saint Guenault
91080 Courcouronnes, France
www.phonoptics.fr

Contact : Vivien STAEHLE-BOULIANE
T 06 50 60 69 55
B vivien.staehle@phonoptics.fr

TELOPS
6 rue du Docteur Schweitzer
91420 Morangis, France
www.telops.com

Contact : Stéphanie GUERARD
T +1 418-864-7808
B stephanie.guerard@telops.com

THEMACS Ingénierie
2 bis rue Alfred Nobel
77420 Champs-sur-Marne, France
themacs-engineering.com

Contact : Jean-Pierre MONCHAU
T 06 29 82 44 34
B monchau@themacs.fr
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Comité d’organisation

Équipe locale

Le congrès de la SFT 2023 1 s’est déroulé du 30 mai au 2 juin 2023 sur le thème Thermique
et Agroressources. Il a été organisé par les personnels de l’équipes de recherche Thermique de
l’ITheMM (EA- 7548) - Université Reims Champagne-Ardenne 2.

Président : Thierry DUVAUT

Co-président : Hervé PRON

Secrétariat scientifique : Catalin POPA, Jaona RANDRIANALISOA

Comité d’organisation local : Jean-Stéphane ANTONIOW, Jean-Luc BODNAR, Abdellilah EL
HDIY, Nadim EL WAKIL, Stéphane FOHANNO, Alexandre GACOIN, Jean-François HENRY, Nico-
las HORNY, Ton Hoang MAI, Valérie MANCIER, Mourad REBAY, Christophe RODIET et Nathalie
TRANNOY

Accueil et organisation locale : Nathalie HUMBERT

Support : Rabih MAAMARY, Jonathan LORENTZ

Support Web : Julie GALLOT, Audrey DUPUIS de la société Insight-Outside 3

Comité Scientifique de la SFT

Christophe Le Niliot (Pdt CA) IUSTI, Marseille Philippe Le Masson IRDL, Lorient
Christophe Journeau (Pdt CS) CEA, Cadarache Johann Meulemans Saint-Gobain, Paris
Jérôme Bellettre LTeN, Nantes Pierre Millan ONERA, Toulouse
Didier Delaunay LTeN, Nantes Laetitia Perez Polytech, Angers
Bernard Desmet ENSIAME, Valenciennes Christophe Rodiet ITHeMM, Reims
Marie-Christine Duluc CNAM, Paris Romuald Rulliere LIMSI, Orsay
Patrick Glouannec IRDL, Lorient Patrick Salagnac LASIE, La Rochelle
Michel Gradeck LEMTA, Nancy Didier Saury PPRIME, Poitiers
Joël Lallier THALES, Eliancourt Julien Pellé LAMIH, Valenciennes
Najib Laraqi ALTIE, Ville d’Avray

1. www.2023.congres-sft.fr

2. ithemm.univ-reims.fr

3. www.insight-outside.fr/
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Liste des relecteurs

Le comité d’organisation adresse de très vifs remerciements aux relecteurs qui ont pris le
temps de lire et d’expertiser les articles soumis au congrès.

Nassim Baba Ahmed Nadine Allanic Mounir Amokrane
Jean Stephane Antoniow Vincent Ayel Francoise Bataille
Jean-Pierre Bedecarrats Youssef Belkassmi André Bergeron
Jean Jacques Bezian Yann Billaud Nicolas Blet
Jean-Luc Bodnar Rodolphe Bolot Daniel Bougeard
Pascale Bouvier Sihem Bouzid Sihem Bouzid
Nicolas Boyard Arnaud Bruch Cyril Caliot
Victorin Chegnimonhan Xavier Chesneau Benedicte Cuenot
Martin David Alain Degiovanni Fabien Delaleux
Didier Delaunay Agnès Andrée Delmas David Donjat
Jean Pierre Dumas Eric Dumont Claude-Gilles Dussap
Thierry Duvaut Nadim El-Wakil Mustapha Faraji
Olivier Farges Mbarek Feddaoui Stéphane Fohanno
Bertrand Garnier Rémi Gautier Edouard Geslain
Stéphane Gibout Florine Giraud Patrick Glouannec
Michel Gradeck Xiaofeng Guo Jean-Luc Harion
Yamina Harnane Abdelillah El Hdiy Jean-Francois Henry
Nicolas Horny Abdelhadi Kotri Sylvain Lalot
Bernard Lamien Francois Lanzetta Najib Laraqi
Guillaume Layes Michel Lebouche Damien Lecointe
Renan Leon Tahar Loulou M’Hamed M’Hamed
Ton Hoang Mai Denis Maillet Fareed Hussain Mangi
Martin Martin Johann Meulemans Marie-Catherine Mojtabi
Pierre Mousseau Monssif Najim Christophe Le Niliot
Jacques Padet Julien Pelle Benjamin Piaud
Thomas Pierre Vincent Platel Jean-Pierre Ploteau
Catalin Popa Hervé Pron Jaona Randrianalisoa
Elissa El Rassy Mourad Rebay Jean-Michel Reneaume
Philippe Reulet Fabrice Rigollet Christophe Rodiet
Sebastien Rouquette Serge Russeil Jean-François Sacadura
Sylvain Serra Monica Siroux Jérôme Soto
Lounès Tadrist Jules Voguelin Simo Tala Cédric Thiebaut
Adrien Toutant Nathalie Trannoy Brice Tremeac
Marielle Varenne-Pellegrini Gerard Vignoles Pradip Xavier
Belkacem Zeghmati
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Le mot du comité d’organisation

La Société Française de Thermique a pour objectif le développement et le rayonnement
des sciences thermiques et énergétiques et de leurs applications concrètes. Cette année 2023,
le 31ème Congrès Français de Thermique se déroule du 30 mai au 2 juin 2023 à Reims sur le
thème Thermique et Agroressources.

L’utilisation et le développement de la valorisation non alimentaire des agroressources
revêtent un intérêt toujours plus important en termes d’impacts économiques, environnemen-
taux et sociétaux. Au-delà de la valorisation agricole et viticole traditionnelle, l’ancienne Région
Champagne-Ardenne s’est tournée il y a plusieurs dizaines d’années vers la valorisation énergé-
tique de ses ressources agricoles, viticoles et forestières, dans le cadre de la création du pôle de
compétitivité Industries et Agro-Ressources (IAR), et avec le développement d’un site industriel
dédié.

Dans ce congrès, nous souhaitons mettre en avant les problématiques liées à la valorisation
énergétique des agroressources (bioéthanol, biomasse lignocellulosique, etc. . .), ou à l’utilisation
des agroressources dans des nouveaux matériaux innovants (matériaux biosourcés pour le médi-
cal, résidus verts, fibres végétales dans les matériaux de construction, etc. . .). Ce congrès réunit
des thermiciens, des énergéticiens ainsi que des spécialistes des matériaux issus aussi bien du
monde académique, que de la sphère industrielle.

Outre les problématiques récurrentes liées à la thermique, ces différents experts s’attacheront
tout particulièrement à réfléchir et apporter des réponses aux questions suivantes :

• Quelle est aujourd’hui la place du thermicien par rapport aux problématiques liées aux agro-
ressources ?

• Comment le thermicien pourra participer aux évolutions stratégiques qui sont indispensables
pour assurer une transition énergétique nécessaire ?

• Comment la communauté scientifique des thermiciens peut proposer des éléments de solu-
tions et sensibiliser les populations et les pouvoirs publics ?

• Comment améliorer le triptyque matériau-procédés-structure afin d’adopter l’approche glo-
bale que réclame toute transition énergétique?

La thématique du congrès Thermique et Agroressources sera tout particulièrement abor-
dée dans les cinq conférences plénières qui permettront de poser un état des lieux de nos connais-
sances, et d’apporter des pistes de réflexion sur les actions à mener :

• M. Richard Marchal (Laboratoire de Recherche en Œnologie URCA) interviendra sur les in-
teractions Thermique-Champagne.

• M. Wojciech Lipinski (précédemment professeur de l’Australian National University à Can-
berra) présentera une conférence sur les combustibles produits par voies thermochimiques
solaires intitulée "Solar thermochemical fuels : Optics, heat transfer, chemistry".

• M. Rémi Bouchie (CSTB) abordera la problématique de l’utilisation des agroressources et de
la durabilité bâtimentaire.

• Mme Muriel Goumand (Global Bioenergie) présentera les actions scientifiques menées au
sein de Global Bioenergie dans le domaine de la réduction de l’empreinte environnementale
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visant à substituer des ressources d’origine pétrolière ou/et des ressources présentant un
impact néfaste sur l’environnement.

• M. Thierry d’Almeida (Sèmè-City, Bénin) présentera d’une part le projet Sèmè-City, construc-
tion d’une ville dédiée à la formation, à la recherche et à l’innovation dans un modèle de
croissance inclusive et durable « innovation Made in Africa », et d’autre part l’innovation à
travers les agroressources africaines.

Des ateliers et conférences débats ont également été programmés pour promouvoir des
échanges autour de thématiques transversales ou particulières comme par exemple :

• La communication grand public et la vulgarisation scientifique en thermique.

• Thermique et Fabrication Additive.

• Thermique et Energies vertes.

D’autres ateliers auront lieu dans le cadre des Groupes Thématiques de la SFT (Rayonne-
ment ; Hautes Températures ; Energétique). Lors de ce congrès, 85 communications ont été accep-
tées pour publication dans les actes du congrès, ainsi que 50 communications présentées sous
forme d’affiche uniquement, soit un total de 135 posters dans tous les domaines de la thermique.

Le Conseil Scientifique de la Société Française de Thermique a classé 8 communica-
tions pour le prix Biot-Fourier qui seront proposées pour publication dans la revue Entropie :
thermodynamique-énergie-environnement-économie (ISTE).

Cette année, un jury de doctorants du laboratoire organisateur l’Institut de Thermique, Méca-
nique, Matériaux (ITheMM), statuera et décernera un prix spécial « Champagne » à un poster.

Enfin, le comité d’organisation du congrès tient à remercier très sincèrement le Conseil d’Ad-
ministration et le Conseil Scientifique de la Société Française de Thermique (et tout particulière-
ment Paul Valette), ainsi que nos prédécesseurs dans l’organisation de ce congrès, pour nous avoir
soutenus et aidés dans l’organisation de ce 31ème congrès.

L’ensemble du comité local d’organisation est très heureux de vous accueillir à Reims et vous
souhaite, à toutes et à tous, un pétillant congrès 2023 !

Thierry DUVAUT
et l’ensemble du comité d’organisation local

xii
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Prix Biot-Fourier

Huit contributions ont été présélectionnées pour le Prix Biot-Fourier. Les auteurs présenteront
leurs travaux à l’occasion de deux sessions orales.

Le Prix Biot-Fourier sera attribué en fonction des rapports d’expertise et de la qualité des
présentations orales.

Caractérisation et performances thermiques des fibres de
Furcraea Foetida et d’ananas en tant que matériau isolant en
vrac

Hélène Caillet1;⋆, Youssoufou Mahaman1, Patrick Rousset2, Jean-François Martin3, Laetitia
Adelard1, Olivier Marc1

⋆
B : helene.caillet@univ-reunion.fr

1 Laboratoire PIMENT, IUT de La Réunion, 40 Avenue De Soweto, Saint-Pierre 97410, La Réunion
2 CIRAD, UPR BioWooEB, F-34398 Montpellier, France. IUT de La Réunion, 40 Avenue De Soweto, Saint-Pierre

97410, La Réunion
3 IUT de Saint-Pierre, 40 Avenue De Soweto, Saint-Pierre 97410, La Réunion

Mots clés : Fibres, ananas, Furcraea Foetida, matériaux, isolant biosourcé, conductivité thermique

(Cf. page 639)

Earth-Air Heat Exchangers (EAHE) : Exergetic Analysis

Wael Zeitoun1, Jian Lin2, Monica Siroux1;⋆

⋆
B : monica.siroux@insa-strasbourg.fr

1 INSA Strasbourg ICUBE, University of Strasbourg, Strasbourg, France
2 ICUBE, IUT Robert Schuman, University of Strasbourg, Strasbourg, France

Mots clés : Renewable energy, earth-air heat exchanger, exergy analysis, exergetic efficiency

(Cf. page 37)
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Modélisation semi-analytique et numérique de la conduction
thermique au sein d’un transistor MOSFET

Ali El Arabi1, Nicolas Blet1, Benjamin Remy1

⋆
B : ali.el-arabi@univ-lorraine.fr

1 LEMTA - Université de Lorraine

Mots clés : Température de jonction, conduction thermique, phénomène de constriction, quadri-
pôles thermique

(Cf. page 267)

Caractérisation des propriétés thermiques du massif de
Lascaux par méthodes inverses

Habiba Lharti1;⋆, Fabien Salmon1, Colette Sirieix1, Joëlle Riss1, Delphine Lacanette1

⋆
B : habiba.lharti@u-bordeaux.fr

1 Université de Bordeaux

Mots clés : Simulation numérique ; méthode inverse ; conduction ; Lascaux

(Cf. page 383)

Mesure de température dans des milieux semi-transparents à
l’infrarouge à l’échelle micrométrique

Coline Bourges1;⋆, Stéphane Chevalier1, Jérémie Maire1, Christophe Pradère2, Stefan Dilhaire3

⋆
B : coline.bourges@u-bordeaux.fr

1 I2M
2 Epsilon
3 LOMA

Mots clés : Thermotransmittance, Infrarouge, Température, Semi-transparent, Micrométrique

(Cf. page 425)
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Reconstruction rapide et précise de champs de Simulations
des Grandes Echelles Thermiques par Apprentissage Profond

Yanis Zatout2, Adrien Toutant1, Lionel Mathelin3, Onofrio Semeraro3, Françoise Bataille1

⋆
B : adrien.toutant@univ-perp.fr

1 PROMES-CNRS
2 PROMES-CNRS, LISN
3 LISN

Mots clés : Apprentissage Profond, Apprentissage Automatique, Simulation des Grandes
Echelles, Simulation Numérique Directe, Réseaux de Neurones Convolutifs, Solaire, Récepteurs
Solaires, Turbulence, Hautes Températures

(Cf. page 321)

Intégrer les transferts radiatifs dans un modèle nodèle nodale
représentatif d’un toron de fils automobile

Julien Petitgirard1;⋆, Philippe Baucour1, Didier Chamagne1, Eric Fouillien2, Jean-Christophe
Delmare2

⋆
B : julien.petitgirard@femto-st.fr

1 FEMTO-ST Institute, Univ. Bourgogne Franche-Comté, CNRS Parc technologique, 2 avenue Jean Moulin -

90000 Belfort, France
2 Stellantis, Centre Technique de Vélizy A, Route de Gisy - 78140 Vélizy-Villacoublay

Mots clés : faisceau électrique, toron de fil, échauffement, dispositions aléatoires, rayonnement,
conduction, facteur de forme

(Cf. page 223)

Modelisation individu centre de la condensation en gouttes :
Impact des paramètres opératoires sur les transferts

Jeremie Lethuillier2, Frédéric Topin1;⋆, Pascal Lavieille2, Marc Miscevic2

⋆
B : frederic.topin@univ-amu.fr

1 IUSTI, Aix-Marseille University
2 LAPLACE, Paul Sabatier University

Mots clés : Condensation en goutte ; Modèle basé sur un bilan de population ; Modèle basé sur
l’indi- vidu ; Coefficient de transfert ; Analyse paramétrique

(Cf. page 239)
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Résumé - La consommation d’Eau Chaude Sanitaire (ECS) devient de plus en plus important, 
il est donc nécessaire de satisfaire les besoins d’ECS en utilisant des systèmes performants. 
Pour cela, le dispositif expérimental du laboratoire IUSTI, composé d’une pompe à chaleur et 
d’un stockage thermique, est utilisé. Dans cette étude, des analyses énergétiques et exergétiques 
ont été menées sur le système pour quantifier les pertes thermiques et les irréversibilités en 
prenant en compte différentes conditions météorologiques et types de bâtiments. 
 
Nomenclature  𝐸:  énergie (𝐽) 𝐸𝑥:  exergie (𝐽) ℎ:  enthalpie massique (𝐽. 𝑘𝑔−1) �̇�:  débit massique (𝑘𝑔. 𝑠−1) 𝑃:  puissance (𝑊) 𝑃𝑒𝑥:  flux d’exergie (𝑊) 𝑞�̇�:  débit volumique (𝑚3. 𝑠−1) 𝑠: entropie massique (𝐽. 𝐾−1. 𝑘𝑔−1) 𝑇:  température (°𝐶) 𝑢: énergie interne massique (𝐽. 𝑘𝑔−1) 𝑉: volume (𝑚3) 𝑊: puissance électrique (𝑊) 
Symboles grecs 𝜌:  masse volumique (𝑘𝑔. 𝑚−3) 𝜂:  rendement (-)  Φ:  flux de chaleur (𝑊) 
Indices et exposants 

𝑒𝑙𝑒𝑐:  électrique 𝑒𝑣𝑎𝑝 : évaporateur 𝑐𝑒:  fluide chaud entrant 𝑐𝑜𝑛𝑑 : condenseur 𝑐𝑠:  fluide chaud sortant 𝑓𝑒:  fluide froid entrant 𝑓𝑠:  fluide froid sortant 𝑑𝑒𝑠:  destruction 𝑝𝑢𝑖𝑠 :  puisage 𝑣𝑒𝑛𝑡:  ventilateur 
Abréviations 
BR : Batterie de Récupération 
CTA :  Centrale de Traitement de l'Air 
COP :  Coefficient de Performance 
EC : Echangeur de Chaleur  
ECS :  Eau Chaude Sanitaire 
PAC :  Pompe à Chaleur 

 

1. Introduction  

La consommation d’Eau Chaude Sanitaire (ECS) devient un poste de consommation de plus 
en plus important dans le secteur du bâtiment, contrairement à la consommation de chauffage 
[1]. Cependant, le chauffe-eau électrique traditionnel présente une faible performance pour 
produire de l’ECS [2]. Pour améliorer l’efficacité d’un tel système, une solution intéressante, 
pour répondre aux besoins d'ECS, est l’utilisation d’un chauffe-eau thermodynamique. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-006
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Un chauffe-eau thermodynamique est un système énergétique qui permet de satisfaire les 
besoins d'ECS grâce à une Pompe à Chaleur (PAC) et un stockage de chaleur. Le système 
récupère la chaleur de l'air pour chauffer l'eau du ballon. La consommation d'énergie électrique 
permet de produire une plus grande quantité d'énergie thermique. Son efficacité est exprimée 
par le Coefficient de Performance (COP) qui est le rapport entre la chaleur fournie et l'énergie 
consommée.  

L’objectif de cette étude est d’effectuer une analyse énergétique et exergétique d’un système 
expérimental afin de déterminer s’il est performant pour produire de l’ECS. Pour cela, il faut 
quantifier les pertes thermiques et les irréversibilités. Différentes conditions météorologiques 
et configurations de bâtiments seront étudiées pour voir l’impact sur les critères. 

Dans cette étude, des analyses énergétiques et exergétiques sont menées sur un système 
expérimental dédié à la production d’ECS. La section 2 présente le fonctionnement et la 
métrologie du dispositif expérimental, ainsi que la procédure des différents essais. La section 3 
décrit les bilans énergétiques et exergétiques appliqués sur le système complet. La section 4 
met en avant l’interprétation des résultats des études expérimentales pour différentes conditions 
aux limites. La procédure met en évidence les pertes thermiques et les irréversibilités du 
système pendant le chauffage du ballon.  

 

2. Description du banc expérimental  

Le banc d'essai du laboratoire IUSTI utilisé dans cette étude, est schématisé dans la figure 
1. Le système est constitué d'une Centrale de Traitement de l'Air (CTA), d’une PAC et d’un 
ballon de stockage. La CTA comprend une batterie froide, deux résistances électriques et un 
ventilateur afin de contrôler la température et le débit de l'air extrait. Une Batterie de 
Récupération (BR) est intégrée également dans la CTA pour extraire l’énergie de l’air et la 
transférer à l’évaporateur de la PAC eau-eau. Ensuite, cette PAC produit une plus grande 
quantité de chaleur au niveau du condenseur. Cependant, elle requiert de la puissance électrique 
pour le fonctionnement du compresseur. Enfin, cette PAC permet de chauffer le ballon d'eau 
chaude par l'intermédiaire d'un Echangeur de Chaleur à plaques eau-eau (EC). Ce système 
permet de prélever de l'eau chaude sanitaire à partir d’un profil de puisage. Plus de détails 
peuvent être trouvés dans [3,4]. 

 

Figure 1: Schéma du système expérimental [4]. 
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2.1 Métrologie du système 

Le système expérimental contient un ventilateur, des électrovannes et des circulateurs, 
visibles dans la figure 1. Le ventilateur est contrôlé avec un module PID pour obtenir le débit 
d'air imposé 𝑞�̇�𝑎𝑖𝑟 qui varie entre 0 et 2000 𝑚3/ℎ. La même procédure est appliquée avec les 
résistances électriques pour réguler la température de l’air extrait à une température de consigne 𝑇𝑎𝑖𝑟 , variant entre 15 °C et 25 °C. De plus, l'installation est composée de jauges de pression, de 
débitmètres et de capteurs de température (Pt100 pour mesurer la température de l'air dans la 
CTA et la température de l’eau dans les circuits hydrauliques, et dix thermocouples pour 
enregistrer l'évolution de la température dans le ballon d’ECS). Le dispositif est également 
constitué d’un capteur différentiel de pression pour le calcul de la surconsommation du 
ventilateur et d'un wattmètre pour mesurer la puissance du compresseur fournie à la PAC. 

 
2.2 Procédure des essais expérimentaux 

Une étape préparatoire est effectuée pour mettre le système à son état de référence, en 
contrôlant les conditions aux limites. Les essais expérimentaux commencent lorsque le 
stockage d’ECS est vide, c’est-à-dire à une température 𝑇𝑏𝑎𝑙𝑙𝑜𝑛 = 13 °𝐶, et ils se terminent 
lorsque le ballon est rempli à une température 𝑇𝑏𝑎𝑙𝑙𝑜𝑛 = 53 °𝐶. Le tableau 1 synthétise les 
différents essais expérimentaux réalisés avec différentes températures et débits d’air extrait, 
dans le but d’observer l’influence des conditions météorologiques. En effet, la configuration de 
référence est fixée à 20 °𝐶 et 2000 𝑚3/ℎ, ce qui correspond à des conditions inter-saisons pour 
un bâtiment collectif d’une douzaine d’habitations. Le changement du débit d'air extrait entraîne 
également une variation de la taille du bâtiment ainsi que du nombre d'habitations simulées. De 
même, lorsque la température de l’air extrait est plus faible, cela signifie que le système se 
trouve dans des conditions hivernales. Les incertitudes de mesure des sondes Pt100 sont de ± 0,54 °𝐶 et celles du débitmètre électromagnétique sont de ±0,5 % [3].  
 

Tableau 1 : Présentations des différents essais expérimentaux. 

Noms 𝑻𝒂𝒊𝒓  (°𝑪) 𝒒�̇�𝒂𝒊𝒓 (𝒎𝟑/𝒉) Commentaire 
Essai 1 20 ± 0,54 1000 ± 5 Variation du débit de l’air 
Essai 2 20 ± 0,54 1500 ± 7,5 Modification du débit de l’air 
Essai 3 20 ± 0,54 2000 ± 10 Cas de référence 
Essai 4 15 ± 0,54 2000 ± 10 Changement de la température de l’air 
Essai 5 25 ± 0,54 2000 ± 10 Modification de la température de l’air 

 

 

3. Description du modèle 

3.1 Bilan énergétique  

Un bilan énergétique est appliqué pour déterminer les pertes thermiques du système. Le bilan 
enthalpique tient compte de la puissance contenue dans l’eau 𝑃𝑚  pour les fluides chauds et 
froids. Les puissances électriques 𝑊𝑒𝑙𝑒𝑐, les apports des flux de chaleur Φ𝑠𝑦𝑠𝑡 et la puissance 
stockée 𝑃𝑠𝑡𝑘  sont également mis en jeu. Les puissances en entrée 𝑃𝑖𝑛  et en sortie 𝑃𝑜𝑢𝑡  du 
dispositif sont exprimées dans le tableau 2. Les bilans dépendent du débit �̇�, des puissances 
électriques et des températures qui sont déterminés expérimentalement. L’énergie interne 
massique 𝑢, l’enthalpie massique ℎ, l’entropie massique 𝑠 et la masse volumique 𝜌 sont des 
fonctions de la température et sont déterminées grâce aux données du NIST [5].  
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Tableau 2 : Résumé du bilan de puissance du système. 

Nom Bilan de puissance 

 

𝑃𝑖𝑛 = 𝑃𝑚𝑓𝑒 + 𝑃𝑚𝑐𝑒 + 𝑊𝑒𝑙𝑒𝑐 + Φ𝑠𝑦𝑠𝑡  𝑃𝑜𝑢𝑡 = 𝑃𝑚𝑓𝑠 + 𝑃𝑚𝑐𝑠 + 𝑃𝑠𝑡𝑘  

avec 𝑃𝑚𝑐𝑒 = �̇�𝑎𝑖𝑟 · (ℎ𝑐𝑒)  𝑃𝑚𝑐𝑠 = �̇�𝑎𝑖𝑟 · (ℎ𝑐𝑠)  𝑃𝑚𝑓𝑒 = �̇�𝑝𝑢𝑖𝑠 · (ℎ𝑓𝑒)  𝑃𝑚𝑓𝑠 = �̇�𝑝𝑢𝑖𝑠 · (ℎ𝑓𝑠)  

De plus, la consommation électrique du système provient du compresseur, du ventilateur et 
des 4 circulateurs 𝑊𝑒𝑙𝑒𝑐 . La puissance du compresseur 𝑊𝑐𝑜𝑚𝑝   est fournie à l’aide d’un 
wattmètre. Les puissances des circulateurs 𝑊𝑐𝑖𝑟𝑐 ont été déterminées expérimentalement avec 
des valeurs constantes égales à 50 W. La puissance du ventilateur 𝑊𝑣𝑒𝑛𝑡 est déterminée à l’aide 
d’un capteur de pression différentiel et d’un débitmètre.  𝑊𝑒𝑙𝑒𝑐 = 𝑊𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑊𝑣𝑒𝑛𝑡 + 4 · 𝑊𝑐𝑖𝑟𝑐 (1) 

avec 𝑊𝑣𝑒𝑛𝑡 = �̇�𝑣𝑎𝑖𝑟 · Δ𝑝𝑣𝑒𝑛𝑡 (2) 

où Δ𝑝𝑣𝑒𝑛𝑡 correspond à la différence de pression provoquée par le ventilateur. De plus, les 
apports des flux de chaleur Φ𝑠𝑦𝑠𝑡  correspondent à la somme des échanges de chaleur de 
l’environnement vers le système pour chacun des composants. Φ𝑠𝑦𝑠𝑡 = Φ𝑏𝑟 + Φ𝑝𝑎𝑐 + Φ𝑒𝑐 + Φ𝑠𝑡𝑘 (3) 

En ce qui concerne la puissance stockée 𝑃𝑠𝑡𝑘 dans le ballon d’ECS, elle est déterminée par 
la somme des variations d’énergie interne dans chaque strate. 

𝑃𝑠𝑡𝑘 = ∑ 𝑃𝑠𝑡𝑘𝑖𝑁𝑐𝑎𝑝𝑡
𝑖=1 = ∑ (𝜌𝑒𝑎𝑢𝑖  𝑉𝑏𝑎𝑙𝑙𝑜𝑛𝑖 · 𝑑(𝑢𝑖)𝑑𝑡 )𝑁𝑐𝑎𝑝𝑡

𝑖=1  
(4) 

Par ailleurs, les pertes thermiques sont déterminées en combinant les entrées et les sorties du 
bilan enthalpique : 𝑃𝑖𝑛  = 𝑃𝑜𝑢𝑡 + 𝑃𝑝𝑒𝑟𝑡𝑒 (5) 

Les performances énergétiques du système permettent de quantifier les pertes thermiques, à 
partir du rendement énergétique. 𝜂𝑠𝑦𝑠𝑡 = 𝑃𝑜𝑢𝑡𝑃𝑖𝑛  (6) 

Le coefficient de performance permet de quantifier les performances du système global, il 
est déterminé à l’aide du rapport entre le flux stocké et la puissance électrique consommée. 𝐶𝑂𝑃𝑠𝑦𝑠𝑡 = 𝑃𝑠𝑡𝑘𝑊𝑒𝑙𝑒𝑐 (7) 

 

3.2 Bilan exergétique  

Un bilan exergétique est appliqué au système complet, en faisant la différence entre le bilan 
enthalpique et le bilan entropique multipliée par une température de référence 𝑇0 . Cette 
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température est fixée par les conditions de l’environnement. Le tableau 3 présente les 
formulations des flux d’exergie en entrée 𝑃𝑒𝑥𝑖𝑛 et en sortie 𝑃𝑒𝑥𝑜𝑢𝑡 du système. 

Tableau 3 : Résumé du bilan de flux d’exergie du système. 

Nom Bilan de flux d’exergie 

 

𝑃𝑒𝑥𝑖𝑛 = 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑓𝑒 + 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑐𝑒 + 𝑊𝑒𝑥𝑊  + 𝑃𝑒𝑥Φ     𝑃𝑒𝑥𝑜𝑢𝑡 = 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑓𝑠 + 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑐𝑠 + 𝑃𝑒𝑥𝑠𝑡𝑘  

avec 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑓𝑒 = �̇�𝑝𝑢𝑖𝑠 · (ℎ𝑓𝑒 − 𝑇0 𝑠𝑓𝑒)  𝑃𝑒𝑥𝑚𝑓𝑠 = �̇�𝑝𝑢𝑖𝑠 · (ℎ𝑓𝑠 − 𝑇0 𝑠𝑓𝑠) 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑐𝑒 = �̇�𝑎𝑖𝑟 · (ℎ𝑐𝑒 − 𝑇0 𝑠𝑐𝑒) 𝑃𝑒𝑥𝑚𝑐𝑠 = �̇�𝑎𝑖𝑟 · (ℎ𝑐𝑠 − 𝑇0 𝑠𝑐𝑠)  

Le bilan exergétique fait intervenir l’exergie des flux de matière 𝑃𝑒𝑥𝑚 des fluides chauds 
(air) et des fluides froids (eau du réseau). De plus, l’exergie totale des flux électriques 
correspond à la somme des exergies provenant du compresseur, du ventilateur et des 4 
circulateurs 𝑃𝑒𝑥𝑊  et l’exergie total des flux de chaleur 𝑃𝑒𝑥Φ correspond à la somme des exergies 

provenant des flux de chaleur entrant dans chacun des composants. De même, la puissance 
d’exergie stockée dans le ballon d’ECS est définie par la somme des variations des flux 
d’exergie dans chacune des strates.  

𝑃𝑒𝑥𝑠𝑡𝑘 = ∑ 𝑃𝑒𝑥𝑠𝑡𝑘𝑖𝑁𝑐𝑎𝑝𝑡
𝑖=1 = ∑ (𝜌𝑒𝑎𝑢𝑖  𝑉𝑏𝑎𝑙𝑙𝑜𝑛𝑖 · 𝑑(𝑢𝑖 − 𝑇0 𝑠𝑖)𝑑𝑡 )𝑁𝑐𝑎𝑝𝑡

𝑖=1  (8) 

Par ailleurs, le bilan exergétique est obtenu à partir du flux d’exergie entrant et sortant du 
système en combinant les termes.  𝑃𝑒𝑥𝑖𝑛  = 𝑃𝑒𝑥𝑜𝑢𝑡 + 𝑃𝑒𝑥𝑑𝑒𝑠 (9) 

Le flux d’exergie détruit 𝑃𝑒𝑥𝑑𝑒𝑠 provoque une diminution de la puissance exergétique due 
aux irréversibilités telles que les pertes de charges ou les transferts de chaleur. Pour améliorer 
les performances du système, il est important de réduire son flux d’exergie détruit, ce qui 
engendre une augmentation du rendement exergétique. Il est exprimé par le rapport entre la 
puissance d’exergie sortante et entrante. 𝜂𝑒𝑥 = 𝑃𝑒𝑥𝑜𝑢𝑡𝑃𝑒𝑥𝑖𝑛  (10) 

 

4. Résultats et interprétations  

Les paramètres du système sont le débit et la température d’air extrait qui varient entre 1000 𝑚3/ℎ et 2000 𝑚3/ℎ et entre 15 °𝐶 et 25 °𝐶, respectivement. Les autres paramètres sont 
fixés à leur valeur de référence avec un débit des circulateurs à 1.25 𝑚3/ℎ et un débit de 
puisage nul. Cette configuration correspond à la chauffe du ballon. 

4.1 Analyse énergétique 

Une analyse énergétique a été réalisée à partir des essais du dispositif expérimental pour 
différentes températures et débits d’air extrait. En effet, les conditions météorologiques et la 
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taille du bâtiment peuvent exercer une influence sur les critères énergétiques tels que le 
rendement énergétique et le coefficient de performance définis dans la section 3.  

La figure 2 à gauche, montre que le rendement instantané du système diminue entre 0,95 et 
0,8. De même, cette grandeur diminue plus rapidement pour des températures et des débits d’air 
faibles, comme l’illustrent les différentes courbes de la figure 2. Effectivement, le système est 
moins performant, car les échanges thermiques sont moindres. Par ailleurs, la figure 2 à droite, 
montre que le 𝐶𝑂𝑃𝑠𝑦𝑠𝑡 est superposé, à une incertitude de mesure près, pour les différentes 
températures et débits d’air, puisque le système garantit la même performance quelle que soit 
la valeur de 𝛥𝑇𝑃𝐴𝐶. On peut noter que le 𝐶𝑂𝑃𝑠𝑦𝑠𝑡 est plus faible que celui de la PAC, car le 
dispositif prend en compte l’ensemble de la consommation d’électricité, mais aussi des pertes 
thermiques. 

 

Figure 2 : Variation du rendement énergétique en fonction du temps pour différents débits �̇�𝑣𝑎𝑖𝑟. 

Evolution du 𝐶𝑂𝑃𝑠𝑦𝑠𝑡 du système en fonction de 𝛥𝑇𝑝𝑎𝑐 = 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑𝑖𝑛 − 𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝𝑖𝑛  pour différentes                 
températures de l’air 𝑇𝑎𝑖𝑟. Les ombres colorées correspondent aux incertitudes de mesures. 

Le tableau 4 présente les valeurs des énergies et des différents critères du système complet 
pour les différents essais. L’énergie en entrée est de l’ordre de 140 kWh et celle en sortie de 
130 kWh, donc les pertes thermiques sont de l’ordre de 10 kWh. De même, le rendement du 
système est de 0,92, donc le système subit peu de pertes thermiques. Par ailleurs, l’énergie 
thermique stockée dans le ballon est bien plus élevée que la consommation électrique, puisque 
l’énergie électrique nécessaire au fonctionnement des composants sont de 18 kWh, ce qui a 
permis de stocker 64 kWh dans le ballon d’ECS. En outre, le 𝐶𝑂𝑃 du système est de l’ordre de 
3,5, donc l’énergie stockée est plus élevée que la consommation électrique du système. 

Tableau 4 : Valeurs globales des critères énergétiques pour les essais expérimentaux. 

Noms Essai 1 Essai 2 Essai 3 Essai 4 Essai 5 𝐶𝑂𝑃𝑝𝑎𝑐 [−] 4,202 4,521 4,921 4,431 5,415 𝐸𝑖𝑛 [𝑘𝑊ℎ] 93,55 121,1 140,9 123,2 155,9 𝐸𝑜𝑢𝑡 [𝑘𝑊ℎ] 79,69 108,6 130,1 112,7 145,3 𝜂𝑠𝑦𝑠𝑡  [−] 0,852 0,897 0,923 0,915 0,933 𝐸𝑠𝑡𝑘 [𝑘𝑊ℎ] 63,45 65,19 63,56 63,33 64,00 𝐸𝑒𝑙𝑒𝑐 [𝑘𝑊ℎ] 19,34 18,63 17,57 19,50 15,90 𝐶𝑂𝑃𝑠𝑦𝑠𝑡 [−] 3,281 3,499 3,618 3,248 4,024 𝑃𝑒𝑟𝑡𝑒 [𝑘𝑊ℎ] 13,86 12,48 10,79 10,45 10,51 
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La variation du débit et de la température exerce une certaine influence sur les critères 
énergétiques du système. En effet, quand le débit augmente et la température de l’air croit, le 
rendement devient plus élevé. En effet, la quantité d’énergie thermique échangée dans la 
batterie de récupération est plus faible. De même, plus le débit est élevé et plus la température 
de l’air accroît, plus le 𝐶𝑂𝑃  augmente, car la performance de la PAC augmente quand la 
différence de température entre la source chaude et la source froide diminue.  

4.2 Analyse exergétique 

L’analyse est à présent effectuée par des bilans exergétiques du système complet pour les 
mêmes essais (voir tableau 1). 

La figure 3 à gauche présente la variation du rendement exergétique du système varie pour 
différentes valeurs de débits d’air extrait et pour une température constante de 20 °C. La figure 
3 à droite montre l’évolution temporelle de ce même rendement pour un débit constant de 2000 
m3/h et trois températures d’air.  

 

Figure 3 : Rendement exergétique global du système en fonction et du temps pour différents débits et 
températures d’air extrait. Les ombres colorées correspondent aux incertitudes de mesures. 

Le tableau 5 regroupe les valeurs des exergies et du rendement exergétique pour le système 
complet pour les différents essais expérimentaux intégrés sur la période nécessaire pour que le 
système remplisse la même fonctionnalité, à savoir la même température finale d’eau chaude 
dans le ballon. La valeur de l’exergie est de l’ordre de 22 kWh en entrée et 8 kWh en sortie, ce 
qui correspond à une destruction d’exergie de 14 kWh. Le rendement exergétique du système 
est compris entre 32 % et 41 % soit une variation significative de 27 % pour les différentes 
valeurs de débits et de températures. Les composants qui subissent les plus fortes irréversibilités 
sont la pompe à chaleur, puis la batterie de récupération alors que l’échangeur de chaleur et le 
stockage d’ECS sont ceux qui en créent le moins. 

Tableau 5 : Valeurs globales des critères exergétiques pour les différents essais. 

Noms Essai 1 Essai 2 Essai 3 Essai 4 Essai 5 𝐸𝑒𝑥𝑖𝑛 [𝑘𝑊ℎ] 21,95 22,25 21,93 22,31 21,97 𝐸𝑒𝑥𝑜𝑢𝑡 [𝑘𝑊ℎ] 7,179 8,039 8,361 7,694 9,162 𝜂𝑒𝑥𝑠𝑦𝑠𝑡  [−] 0,327 0,361 0,381 0,345 0,417 𝐸𝑒𝑥𝑠𝑡𝑘 [𝑘𝑊ℎ] 7,010 7,324 7,006 6,994 7,013 𝐸𝑒𝑥𝑒𝑙𝑒𝑐 [𝑘𝑊ℎ] 19,34 18,63 17,57 19,50 15,90 𝐸𝑑𝑒𝑠 [𝑘𝑊ℎ] 14,78 14,22 13,57 14,61 12,81 
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Les valeurs moyennes ainsi que les valeurs instantanées montrent clairement que pour un 
débit donné, l’augmentation de la température accroit les valeurs des rendements et que pour 
une température donnée l’élévation du débit augmente les valeurs du rendement. L’analyse des 
rendements exergétiques au cours du temps semble proposer une valeur maximale. Celle-ci 
pourrait être due à deux effets antagonistes. En effet, comme on le voit sur la figure 2 le 
rendement énergétique diminue avec le temps. La température du système augmente au fur et 
à mesure du stockage entrainant celle des pertes avec le milieu ambiant. En parallèle, l’exergie 
stockée est « meilleure » puisque la chaleur stockée l’est à plus haute température. 

5. Conclusion et perspectives 

Dans cette étude, une analyse énergétique et exergétique a été appliquée à un système 
expérimental dédié à la production d’ECS. Ce système est constitué d’une pompe à chaleur, 
d’un stockage thermique et de deux échangeurs de chaleur. L’influence de la variation du débit 
et de la température de l’air extrait sur le système a été étudiée. Les critères d’évaluation sont 
le coefficient de performance, les rendements énergétiques et exergétiques. Les résultats de 
l’analyse montrent que les rendements sont plus élevés avec l’augmentation du débit et de la 
température de l’air extrait. Cependant, le système subit des fortes destruction d’exergie malgré 
des pertes thermiques relativement faibles. La pompe à chaleur est le composant qui est 
principalement responsable de la dégradation de la qualité de l’énergie. 

Pour des futurs travaux, il serait intéressant de réaliser une procédure d’optimisation sur ce 
dispositif expérimental de production d’eau chaude sanitaire dans le but d’améliorer les 
rendements énergétiques et exergétiques du système en déterminant les valeurs optimales du 
débit et de la température d'air extrait. Cette approche permettrait de maximiser la récupération 
d'énergie et d'augmenter l'efficacité globale du système. 
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Résumé - Une méthodologie originale est proposée pour quantifier la flexibilité des réseaux de 
chaleur, entendue comme le degré de liberté dans le pilotage combiné de ses unités de production, de 
(dé-)stockage, de dissipation ou de modulation de la charge afin de répondre à une demande cible. La 
méthodologie, basée sur une approche combinatoire, et ses indicateurs sont décrits et leur mise en 
application illustrée sur un cas illustratif. Bien qu’ici présentée pour des réseaux de chaleur, la 
méthode est applicable à toute application énergétique multi-sources. 

Nomenclature 

C nombre total de combinaisons 
c combinaison 
F flexibilité  
N nombre total d’unités d’un réseau 
n unité numéro « n » d’un réseau 
Q chaleur, MWhth 

 puissance thermique, MWth 

Symboles grecs 
Ω nombre de configuration du réseau 

Indices et exposants 
op opérationnel(le) 
q à une puissance thermique concrète 
st structurel(le) 

1. Introduction 

Le concept de flexibilité a été source de nombreuses définitions et d'ambiguïtés dans de 
nombreux domaines. Vis-à-vis des réseaux d’énergies, l'Agence Internationale de l'Energie 
donna en 2011 une première définition de « flexibilité » : la capacité d'un système énergétique 
à réagir aux évolutions temporelles de la production et de la demande d'énergie [1]. Les 
premières recherches actives au sujet de la flexibilité énergétique se sont centrées sur les 
réseaux électriques, visant leur décarbonation [2], et l’évolution de leur mix énergétique due à 
la valorisation des sources renouvelables [3]. Ainsi, les sources potentielles de flexibilité dans 
les réseaux électriques sont identifiées depuis longtemps [4]. Si les questionnements sur la 
flexibilité des réseaux de chaleur sont arrivés plus tardivement, plusieurs sources de flexibilité 
ont déjà été identifiées, souvent dans l’esprit d’apporter de la flexibilité aux réseaux 
électriques [5]. Les réseaux thermiques sont généralement considérés comme un moyen 
d'augmenter la flexibilité des réseaux électriques. Par exemple, les systèmes « power-to-heat » 
(P2H) augmentent la flexibilité car ils permettent de transformer en chaleur l'électricité 
produite en excès par des panneaux PV [11]. C’est peut-être à cause de ce rôle « d’appui aux 
réseaux électriques » que la recherche sur la flexibilité intrinsèque des réseaux de chaleur est 
moins évoluée. De plus, elle est souvent évaluée indirectement, par le biais d’une kyrielle 
d’indicateurs connexes à la flexibilité : le ratio des renouvelables dans le mix énergétique 
[12] ; des cartes opérationnelles exprimant les relations entre les puissances active et réactive 
d’un réseau électrique [13] ; des cartes opérationnelles reliant la production combinée de 
chaleur et d'électricité pour les unités de cogénération à l’interface entre des réseaux 
électriques et thermiques (voir Fig. 5 dans [9]) ; ou encore, le coût économique pour 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-015
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améliorer la flexibilité, par exemple par le biais de meilleurs dispositifs de contrôle [14]. 
Concernant la flexibilité intrinsèque des réseaux de chaleur, l’approche classique consiste à 
mettre en place d’unités physiques de stockage thermique collectives centralisées [6] ou 
décentralisées [7], ou bien à l’utilisation de l’inertie thermique du réseau lui-même [8], 
malgré les limitations relevées pour les réseaux de nouvelle génération (basse température) 
[9]. D'autres approches consistent à contrôler les débits d'eau [10] ou leurs températures [7]. 

Si toutes les approches ci-dessus sont utiles et intéressantes, les auteurs de cet article 
pensent que le domaine des réseaux de chaleur manque d'indicateurs de flexibilité explicites 
et quantitatifs dédiés. Ainsi, la diversité d’unités énergétiques disponibles est une source de 
flexibilité importante, aussi bien pour la conception que pour le pilotage des réseaux, et 
pourtant assez méconnue [15] et apparemment dépourvue d’indicateurs quantitatifs. Enfin, 
des efforts sont nécessaires pour proposer des indicateurs découplés de simulations annuelles 
et d’autres indicateurs tels qu’économiques, car ces deux facteurs préjugent d’une stratégie de 
contrôle prédéfinie. Il apparait donc important de développer des indicateurs dédiés à 
l’analyse de la flexibilité potentielle des systèmes énergétiques multi-sources, avec leur 
propre formulation et grandeur (voire leurs propres unités), afin de pouvoir caractériser avec 
précision la flexibilité des réseaux d’énergie. 

Cet article propose une interprétation de la flexibilité inspirée de la notion d’entropie en 
mécanique statistique. L’entropie statistique peut s’entendre comme la diversité d’états 
microscopiques correspondant à l’état macroscopique d’un système. La méthode propose 
d’entendre la flexibilité comme la variété de combinaisons d’unités énergétiques d’un réseau 
(états microscopiques) permettant de répondre à une demande thermique globale 
(macroscopique). Ainsi, on peut quantifier la flexibilité comme le logarithme des 
combinaisons possibles entre les différentes unités énergétiques d’un réseau (Fig. 1). Cette 
notion est déclinée en combinaisons d’unités (flexibilité dite « structurelle ») et combinaisons 
dans le pilotage des unités (flexibilité dite « opérationnelle »). Un indicateur explicite et 
adimensionnel, proportionnel au nombre de combinaisons, est proposé pour chaque 
déclinaison. L’analyse tient compte d’unités de production pilotable ou non-pilotable 
(renouvelables), de stockage thermique (unité physique, inertie du réseau), de consommation 
ou dissipation thermique, ou de gestion de la demande (« demand-side management », DSM). 

 

Figure 1 : Schéma de principe de l’approche proposée 
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2. Méthode 

2.1. Hypothèses et prétraitement des données 

Cette méthodologie est basée sur une approche combinatoire de l’ensemble des unités 
équivalentes de production, stockage, dissipation et de demande, s’appuyant sur les 
hypothèses et postulats ci-dessous : 

• Le système analysé est en régime pseudo-permanent : toute demande est satisfaite à 
chaque instant à partir des unités équivalentes considérées. La flexibilité offerte par l’inertie 
interne du réseau et/ou les stockages peut être considérée à l’aide des unités équivalentes de 
stockage, et les stratégies d’anticipation ou de décalage des besoins via les unités équivalentes 
de « Demand-side management » (DSM). 

• Les problématiques d'inadéquation de la température ne sont pas modélisées. Il est en 
effet supposé que l’offre satisfait le niveau de température exigé par la demande (adéquation 
en qualité des puissances thermiques). En revanche, seuls les scénarios où la puissance 
thermique exigée par la demande est exactement satisfaite (en quantité) sont comptabilisés. 

• Les pertes de charge dans les canalisations sont négligées. 
• Les considérations spatiales ne sont pas modélisées dans la méthode. Il est tout de même 

possible d’en tenir compte lors du prétraitement des données en entrée. Ainsi, les pertes de 
chaleur par distribution peuvent être décomptées de la puissance thermique d’une unité, afin 
de représenter dans la méthode la puissance thermique finale délivrée aux utilisateurs. 

Les différentes sources de flexibilité d’un réseau sont modélisées en tant que plages de 
puissances thermiques. Le tableau 1 montre comment l'équivalence peut être établie pour 
différentes sources de flexibilité. 

 
Unité équivalente Exemple 
Production pilotable Chaudière à gaz dont la puissance est modulable 
Production non-pilotable Champ de capteurs solaires thermiques 
(Dé-)stockage Stockage sensible, latent, ou par inertie du réseau 
Dissipation ou délestage Dissipation via des aérothermes, exports d’énergie 
« Demand-side management » (DSM) Anticipation/décalage des besoins en chauffage 

Tableau 1 : Unités énergétiques équivalentes considérées  

2.2. Flexibilité structurelle 

Soit un réseau de chaleur équipé avec N unités équivalentes parmi la liste fournie dans le 
tableau 1. Les puissances thermiques minimale et maximale du réseau résultent de la somme 
des puissances thermiques spécifiques minimales et maximales de toutes les unités (éq. 1). 

  (1) 

Pour l’analyse de flexibilité, le pas de pilotage global du réseau a été défini comme le plus 
grand commun diviseur des pas de pilotage de toutes les unités (éq. 2). Ce pas de pilotage 
global, avec les puissances minimale et maximale globales, détermine les points de 
fonctionnement (série opératoire) du réseau (éq. 3). 

  (2) 

  (3) 
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La flexibilité structurelle est évaluée pour chaque puissance de cette série opératoire. 
Toutes les combinaisons possibles d’unités sont prises en compte, en allant de 1 jusqu’à N 
unités sélectionnées. Pour chaque puissance demandée, le nombre de combinaison d’unités 

( ) permettant de répondre à cette puissance est déterminée par l’éq. 4. 

                           (4) 

En supposant que toutes les combinaisons sont équiprobables, la flexibilité structurelle est 
déterminée par analogie à l'équation de Boltzmann (éq. 5).  

  (5) 

Une valeur de Ωst
q = 0 indique un point d'étranglement, c'est-à-dire une demande de 

puissance thermique qu'aucune combinaison structurelle d'unités énergétiques ne peut 
satisfaire. Une Ωst

q égal à l’unité indique un point structurellement rigide, c'est-à-dire qu'une 
seule combinaison structurelle peut satisfaire la demande. Notez qu'une combinaison ne 
signifie pas nécessairement une seule unité ; il peut s'agir d'une combinaison de plusieurs 
unités. Une Ωst

q supérieur à l’unité signifie que le réseau est structurellement flexible, c'est-à-
dire que plusieurs combinaisons d'unités peuvent répondre à la demande. Plus la valeur de Fst

q 
est élevée, plus le réseau est flexible pour la demande considérée.  

2.3. Flexibilité opérationnelle 

La flexibilité opérationnelle s’intéresse aux combinaisons de pilotage des unités, plutôt que 
des combinaisons d’unités. En effet, souvent une même combinaison d’unités peut se piloter 
de différentes façons afin de satisfaire une même demande. Le nombre de configuration 
opérationnel se détermine de façon similaire à celui structurel, avec une différence : chaque 
combinaison valide de puissances thermiques compte (éq. 6). 

                                   (6) 

On entend par combinaison valide celle qui satisfait la demande de puissance exacte (une 
surproduction des unités de production peut être envisagée tant que celle-ci peut être gérée, c.-
à-d. stockée ou dissipée). La flexibilité opérationnelle est le logarithme du nombre de 
configuration opérationnel (éq. 7).  

                           (7) 

Les analyses structurelle et opérationnelle, appliquées sur toute la plage opératoire d’un 
réseau telle que définie par l'équation 4, conduisent à deux distributions de flexibilités 
(structurelle et opérationnelle). Les flexibilités structurelle et opérationnelle globales (sur la 
plage de demande considérée) sont obtenues par sommation (éq. 9). 

         (8) 

        (9) 

L’outil de calcul, développé sous Python est accessible sur GitHub 
(https://github.com/locie/District-heating-flexibility). Il repose sur les modules « built-in » de 
Python tels que « itertools », « numpy » et « matplotlib », auxquels ont été ajoutés plusieurs 
fonctions pour gérer les données en entrée, effectuer les analyses de flexibilité (structurelle et 
opérationnelle), et afficher les résultats sous forme de graphiques.  
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3. Exemple illustratif 

La section précédente a décrit les indicateurs innovants des flexibilités structurelles et 
opérationnelles et comment les évaluer. Cette section montre comment appliquer la 
méthodologie et effectuer une analyse détaillée de la flexibilité d'un réseau de chaleur. À cette 
fin, un exemple illustratif simple a été élaboré afin d’illustrer la richesse de l’analyse de 
flexibilité proposée. Rappelons aux lecteurs que le résultat réel de cet article est la 
méthodologie elle-même, et non cet exemple illustratif. 

3.1. Description du système et données d’entrée 

L'exemple illustratif consiste en un réseau de chaleur doté de 6 unités (tableau 2). Pour 
rappel, il s'agit d'unités équivalentes, qui peuvent représenter des dispositifs physiques, un 
processus/machine complet ou une technique de gestion de l'énergie. Certaines séries 
opératoires (p. ex. P-03), bien que peu réalistes, sont utilisées dans un objectif d’illustration. 

 
 Unité réelle Unité équivalente Plage opératoire 

P-01 Chaudière biomasse Production pilotable [0, 2, 3] MW 
P-02 Pompe à chaleur Production pilotable [0, 3, 4] MW 
P-03 Import de chaleur Production pilotable [0, 14, 15] MW 
D-01 Aérothermes Dissipation [-1, 0] MW 
S-01 Stockage thermocline (Dé-)stockage [-1, 0, 1] MW 
DSM Anticiper ou reporter les besoins 

thermiques des bâtiments 
Contrôle de la demande [– 1, 0, 1] MW 

NP-01 Capteurs solaires thermiques Prod. Non-Pilotable [0, 1, 2, 3, 4, 5, 6] MW 

Tableau 2 : Unités énergétiques équivalentes considérées dans le système d’exemple 

3.2. Analyse des flexibilités structurelle et opérationnelle 

Les figures 1 et 2 présentent, respectivement, les distributions de flexibilités dites 
structurelle et opérationnelle, en fonction de la plage de puissances agrégée du réseau. Dans 
cet exemple, la borne inférieure (-3 MW) correspond à une production nulle (P-01 = P-02 = 
P-03 = 0MW), et la mise en œuvre des stratégies de délestage (S-01= -1 MW ; D-01 = -1 
MW ; DSM = -1 MW). La borne supérieure (+24 MW) correspond à 22 MW produits (P-01 = 
+3 MW, P-02 = +4 MW, P-03 = +15 MW), au déstockage de l’unité de stockage (S-01 = +1 
MW) et à l’anticipation d’une demande (DSM = +1 MW). 

 
Figure 1 : Distribution de flexibilité 

structurelle 

 
Figure 2 : Distribution de flexibilité 

opérationnelle 
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L’axe des ordonnées représente la flexibilité locale à chaque puissance, déterminée par les 
méthodes décrites dans les sections 2.2 (structurelle) et 2.3 (opérationnelle). La contribution 
des unités de production (barres en vert) est représentée à la base de la distribution car elle ne 
dépend pas des autres types d’unités. Ensuite, les unités de dissipation sont représentées en 
combinaison avec la production (barres en rouge), car elles ne peuvent que soustraire du 
système de la chaleur déjà apportée par d’autres unités. La contribution des unités de stockage 
est représentée en combinaison avec les productions et les dissipations (barres en orange). 
Elle dépend d’une production préalable (qui a pu être partiellement dissipée), mais aussi de 
l’état de charge des unités de stockage. Les lignes noires asymétriques verticales représentent 
les effets de la mise en œuvre des techniques de DSM, une fois les autres unités considérées. 
Ainsi, les unités de production pilotables vont déterminer la plage de flexibilité globale ; les 
autres unités ne font qu’élargir la plage de flexibilité mise en place par les productions. La 
dissipation l’élargit vers la gauche, tandis que le (dé-)stockage l’élargit vers la gauche et vers 
la droite. Les techniques de DSM, en déplaçant la demande vers d’autres puissances, peuvent 
se révéler avantageuses ou non en fonction de la flexibilité locale des puissances voisines. 

Dans ce cas illustratif, les productions permettent deux plages de flexibilités : [2 – 7] MW 
et [14 – 22] MW, qui résultent de toutes les combinaisons possibles entre les unités de 
production P-01, P-02 et P-03. Ensuite, la prise en compte de l’unité de dissipation permet de 
répondre à des demandes supplémentaires (-1 MW, 1 MW et 13 MW). L’unité de stockage 
permet d’étendre les plages de flexibilité : [-2 MW ; 8 MW] et [12 MW ; 23 MW]. De plus, 
les unités de dissipation et de stockage augmentent la flexibilité locale sur les plages de 
puissance déjà couvertes par les unités de production. La représentation cumulative proposée 
ici permet de mettre en évidence les synergies cumulatives entre les différentes unités 
considérées. Quantifier et localiser précisément les différentes synergies entre unités est une 
perspective intéressante prévue par les auteurs. 

Les effets potentiels du DSM (lignes noires verticales) représentent la plus grande variation 
possible de la valeur de flexibilité dans la plage de fonctionnement de l’unité DSM autour 
d'une puissance spécifique. Le DSM peut ainsi déplacer la demande vers des puissances où la 
flexibilité locale du réseau serait différente. Par exemple, la flexibilité structurelle locale à 4 
MW (Ω = 7 combinaisons sans DSM) peut varier entre Ω = 6 et Ω = 8, car le DSM de +/- 1 
MW déplacerait la demande à 5 MW ou à 3MW respectivement. Le DSM permet toutefois 
une certaine flexibilité pour les demandes de puissance non accessibles par la combinaison 
des autres unités (-3 MW, 9 MW, 11 MW et 24 MW dans cet exemple). Si une puissance est 
dans un plateau de flexibilité (p. ex. 10 MW), le DSM n'aura aucun effet sur sa flexibilité.  

Toute puissance susceptible de présenter une flexibilité nulle par cause d’un DSM mal géré 
est un point d’étranglement potentiel. Toute tranche de puissance à flexibilité nulle, mais 
augmentable grâce au DSM, est un point d’étranglement contournable. Toute tranche de 
puissance à flexibilité nulle, même après prise en compte des stratégies de DSM, est un point 
d'étranglement dur. 

Les effets de la production d'énergie non pilotable (par exemple, les énergies 
renouvelables) sont affichés dans les figures 3 et 4. Une production non pilotable de 6 MW a 
été supposée. Cela pourrait symboliser, par exemple, la mise en place d'un champ de capteurs 
solaires thermiques avec une production de pointe de 6 MW. La production non pilotable est 
modélisée comme un apport de chaleur au réseau non modulable en puissance, qui doit donc 
être utilisée, stockée ou dissipée. De ce fait, les deux distributions de flexibilité sont déplacées 
vers la droite sur l'axe des x (voir les figures 4a et 4b), sans modification du nombre de 
combinaisons possibles. Pour une analyse complète des conséquences de la production 
variable non-pilotable il faut donc envisager une puissance variable comprise entre 0 MW et 
+6 MW. 
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Figure 3 : Flexibilité structurelle après 

l’intégration d’une source non-pilotable 

 
Figure 4 : Flexibilité opérationnelle après 

l’intégration d’une source non-pilotable 

L'effet des productions non pilotables sur la distribution de flexibilité devient plus évident 
lorsque le réseau est confronté à un profil concret de demande. En effet, les régions 
opératoires à haute flexibilité (typiquement ciblant les demandes thermiques les plus 
fréquentes) se verront décaler. Le réseau risque donc de devenir trop dépendant de certaines 
configurations sur des plages de demandes différentes par rapport à sa conception initiale. Par 
conséquent, la méthodologie présentée dans cet article peut être utilisée pour la détection 
précoce des problèmes de flexibilité dus aux évolutions du mix énergétique d'un territoire. 

4. Discussion sur la méthode 

L’objectif de l’approche proposée est d’évaluer le potentiel de flexibilité d’un système 
multi-sources indépendamment de toute stratégie de contrôle. C'est la raison pour laquelle les 
auteurs parlent de "potentiel de flexibilité", au lieu de "flexibilité" tout court. Une simulation 
dynamique ne peut donner qu’une idée « circonstancielle » de la flexibilité d’un réseau, car 
elle préjuge de la stratégie de pilotage mise en place, reposant sur un objectif quelconque tel 
que l'efficacité énergétique, l'efficacité exergétique, la performance économique, ou les effets 
environnementaux. Toute combinaison qui satisfait la demande tout en respectant le bilan 
énergétique est considérée valable, ce qui permet d’envisager l’ensemble des solutions 
techniques indépendamment des stratégies de pilotage appliquées par l’opérateur. Le principal 
avantage d'une approche combinatoire est alors de couvrir de façon exhaustive les possibilités 
de configuration du système. La sélection de la combinaison retenue devra être guidée par le 
critère sélectionné par l’opérateur en fonction de la stratégie de pilotage visée. 

En revanche, les temps de calcul sont le point faible d’une approche combinatoire, 
notamment si le nombre d’unités est supérieur à 15. Toutefois, cette difficulté peut être 
contournée en regroupant des unités équivalentes au fonctionnement similaire afin de réduire 
les combinaisons possibles. 

5. Conclusion et perspectives 

La caractérisation des systèmes énergétiques multi-sources nécessite la mise en place 
d'indicateurs explicites et quantitatifs pour décrire le potentiel de flexibilité complémentaires 
aux critères de performance classiquement utilisés. Dans cet article, les auteurs donnent une 
réponse à cette carence par une approche combinatoire dans le cas des réseaux de chaleur 
urbains. Elle entend le potentiel de flexibilité comme le degré de liberté dans la sélection et le 
pilotage (séparé ou simultané) des unités d'énergie face à diverses demandes. Cette approche 
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pourra être facilement adaptée à différents cas d’application des systèmes énergétiques multi-
sources. Les constats et perspectives suivantes se dégagent de ce travail préliminaire : 

• La méthode peut aider à la planification énergétique des réseaux d’énergie urbains. 
Elle permet en effet d’anticiper des points d'étranglement potentiels, ou les possibles effets du 
déploiement des énergies renouvelables sur les réseaux existants. 

• Il est prévu d’étudier l'applicabilité de la méthode à d'autres réseaux énergétiques tels 
qu’électriques, le froid urbain ou les réseaux de gaz, éventuellement interconnectés. La 
formulation adimensionnelle de la méthode permettrait d'étendre son application. 

• Il est prévu de définir des indicateurs complémentaires, par exemple une flexibilité 
« effective » qui permettrait d’évaluer l’adéquation entre les profils de flexibilités évalués et 
un profil de demande donné, afin de quantifier si le potentiel de flexibilité du réseau est 
adapté à ces sollicitations en demande. 
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Résumé - La croissance démographique et l’évolution des modes de consommation intensifient 
l’utilisation d’eau douce, même en régions isolées. Les solutions envisageables aux pénuries croissantes 
consistent à diminuer la consommation et/ou à augmenter l’offre à l’aide de sources non 
conventionnelles comme le dessalement d’eau de mer. Cette étude numérique de deux types de bassins 
solaires, conventionnel et double étage, montre que la production par m² des deux bassins solaires reste 
relativement faible. Néanmoins, lorsque l’espace au sol est disponible, le bassin solaire apparait comme 
une source d’eau potable robuste, résiliente et abordable à petite échelle.  

Nomenclature 

cp capacité thermique 
massique, J/kg.K 
e épaisseur, m 
g accélération de la 
pesanteur, m/s² 
Gr nombre de Grashof 
h coefficient de transfert 
de chaleur,  W/m².K 
hfg enthalpie spécifique 
d’évaporation, J/kg 
hf enthalpie spécifique du 
liquide saturé, J/kg 
hg enthalpie spécifique de 
la vapeur saturée, J/kg 
i taux d’intérêt, % 
I irradiance, W/m² 

k conductivité thermique, 
W/m.K 
l, L distance, m 
m masse, kg 
Nu nombre de Nusselt 
n jour de l’année 
n* constante 
N nombre d’années 
p pression partielle, Pa 
P pression, Pa 
Pr nombre de Prandtl 
q transfert de chaleur, W 
Ra nombre de Rayleigh 
t taux d’actualisation, % 
T température, °C 
V vitesse, m/s 
 

Indices 
a annuel 
amb ambiant 
B direct 
b bassin 
c caractéristique  
cond  conduction 
conv  convection 
D diffus 
ev évaporation 
fw eau d’alimentation 
g vitre 
h horaire 
in intérieur 
is isolant 
l inférieur 

 

1. Introduction 

Bien que l’eau douce soit un élément vital à la survie, cette ressource représente seulement 
2,5 % de toute l’eau sur Terre, face aux 97,5 % occupés par l’eau salée. Parmi les 17 objectifs 
de développement durable (ODD) de l’ONU, l’ODD 6 a pour mission de « garantir l’accès de 
tous à des services d’alimentation en eau et d’assainissement gérés de façon durable » alors que 
les enjeux autour de l’eau ne cessent de croître. D’un côté, la quantité d’eau douce disponible 
diminue, que ce soit par le réchauffement climatique qui accélère l’évaporation, entraîne la 
fonte des glaciers et augmente le niveau de la mer, ou bien par la pollution, principalement les 
rejets industriels, agricoles et domestiques. De l’autre côté, la pression démographique entraîne 
une augmentation des besoins et donc de la consommation. Cet écart entre l’offre et la demande, 
qu’on appelle pénurie d’eau ou stress hydrique, pose de nombreux risques, comme la 
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transmission de maladies tel le choléra, des décès prématurés, des mouvements migratoires ou 
encore des conflits directement liés à l’accès à l’eau [1]. 

L’objectif principal du projet dont cet article fait l’objet consiste donc à concevoir une unité 
de dessalement d’eau de mer alimentée par de l’énergie solaire, de manière à réduire les coûts 
et l’empreinte environnementale, et de vérifier ses performances à l’aide d’un outil de 
simulation numérique. Cette unité sera destinée à la production d’eau potable pour de petites 
communautés isolées (c’est-à-dire qui ne sont pas raccordées à un système fiable de distribution 
d’eau potable, et pour lesquelles les options d’alimentation en eau potable sont limitées et/ou 
coûteuses) situées en bordure de mer.  

Cet article est découpé en quatre sections : 1) une brève revue de littérature qui permet 
d’exposer les principaux articles sur l’état des connaissances actuelles sur le dessalement ; 2) 
la méthodologie employée pour répondre aux objectifs du projet ; 3) certains des résultats 
obtenus, en mettant l’accent sur les aspects techniques et économiques ; et 4) une analyse plus 
globale qui aborde les enjeux environnementaux et sociaux reliés à ce cas d’étude. Une 
conclusion vient clore cet article.  

2. Revue de la littérature abrégée 

Deux grandes familles de procédés de dessalement existent : celles avec changement de 
phase de l’eau, et celles sans changement de phase. La présente revue ne peut mentionner que 
quelques références aux technologies disponibles et propose plutôt ensuite des références sur 
l’état du dessalement dans le monde. Le Tableau 1 présente quelques-unes des études revues 
afin de préparer cet article. 

 
Avec changement de phase Sans changement de phase 
Procédé Référence Procédé Référence 
Distillation à multiples effets Guimard, 2019 [2],  Osmose inverse Kim, 2019 [8] 
Distillation flash  Darawsheh et al., 2019 [3] Électrodialyse Akther, Habib, Qamar, 2018 [9] 
Compression de vapeur Jorge R. Lara, 2005 [4]  Nanofiltration Wafi et al., 2019 [10] 
Congélation Kadi & Janajreh, 2017 [5] Osmose directe McCutcheon et al., 2019 [11] 
Distillation par membrane Saadat et al., 2018 [6] Échange d’ions Subban, 2019 [12] 
Dessalement solaire direct Chauhan et al., 2021 [7]   

Tableau 1 : Les procédés de dessalement avec et sans changement de phase 

Pour dresser un état des lieux de la situation actuelle du dessalement dans le monde, quelques 
études récentes, dont plusieurs parues en 2023, peuvent être recommandées [13-16]. Le format 
d’un article de conférence ne permet pas une discussion approfondie de l’état de l’art sur le 
dessalement. Toutefois, ce qu’il faut retenir est qu’en raison de l’importance prépondérante de 
l’eau pour l’humanité et des croissantes difficultés d’approvisionnement abordées en 
introduction, ce domaine connait une activité de recherche exceptionnelle, comme en 
témoignent les 1580 publications de type « review papers » et plus de 12 000 articles de 
recherche disponibles sur Elsevier seulement en 2021 et 2022.  

3. Méthodologie 

3.1. Données  

Afin de choisir un lieu pour simuler le système de dessalement parmi les 15 pays non 
enclavés les plus exposés au risque de stress hydrique, la méthode employée fut une 
comparaison multicritère de différents pays selon trois indicateurs : 1) le stress hydrique ; 2) 
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l’Indice de développement humain (IDH) ; et 3) le taux de mortalité attribué à une alimentation 
en eau insuffisante, un assainissement inadéquat ou une hygiène insalubre. Ainsi, la 
modélisation est effectuée pour la ville d’Assab, en Érythrée.  

Quatre sources différentes de données météorologiques ont été sélectionnées afin de les 
comparer (Climate-One Building ; European Commission, SoDa, RETScreen) : puis un fichier 
météorologique horaire type fut constitué. 50 L/j/personne sont recommandés comme volume 
minimal pour assurer un risque moyen pour la santé (100 L/j/p est optimal alors que 
20 L/j/personne présente un risque élevé). En dessalement, il est également important de 
connaître les caractéristiques de l’eau de mer locale : ici, une salinité moyenne de 35 g/L est 
assumée. 

Parmi les technologies inventoriées au Tableau 1, le dessalement solaire direct s’avère le plus 
approprié pour de petites communautés isolées sises en bordure de mer. Deux types de bassin 
sont étudiés : la Figure 1 et la Figure 2 illustrent schématiquement les transferts thermiques 
associés au bassin conventionnel à un étage et à deux étages avec vitrage simple. Dans les deux 
cas, la surface horizontale du collecteur est de 2m x 0,5 m ou 1 m2 d’empreinte au sol. 

 

Figure 1 : Bilan sur bassin conventionnel Figure 2 : Bilan sur bassin à deux étages 

Le bilan d’énergie sur le couvercle vitré (indice g) du bassin conventionnel est : 끫뢴끫뢨끫뢠끫뢠끫뢨 끫뢢끫뢎끫뢨끫뢢끫뢢 = 끫롸끫뢎(끫룂)끫뷸끫뢨끫롨끫뢨 + 끫뢼끫뢠끫뢠끫뢠끫뢠,끫룈−끫뢨 + 끫뢼끫뢤끫뢠,끫룈−끫뢨 + 끫뢼끫뢾끫뢾끫뢢,끫룈−끫뢨 − 끫뢼끫뢠끫뢠끫뢠끫뢠,끫뢨−끫뢾끫뢜끫뢜 − 끫뢼끫뢾끫뢾끫뢢,끫뢨−끫룀끫룀끫룀 (1) 

Le bilan à la surface de l’eau salée (indice w) est alors :  끫뢴끫룈끫뢠끫뢠끫룈 끫뢢끫뢎끫룈끫뢢끫뢢 = 끫롸끫뢎(끫룂)끫븞끫뢨끫뷸끫룈끫롨끫룈 + 끫뢼끫뢠끫뢠끫뢠끫뢠,끫뢜−끫룈 − 끫뢼끫뢠끫뢠끫뢠끫뢠,끫룈−끫뢨 − 끫뢼끫뢤끫뢠,끫룈−끫뢨 − 끫뢼끫뢾끫뢾끫뢢,끫룈−끫뢨 − 끫뢼끫뢦끫룈 − 끫뢼끫뢲끫뢠끫룀끫룀1 (2) 

Le bilan sur le volume du bassin (indice b) est : 

 끫뢴끫뢜끫뢠끫뢠끫뢜 끫뢢끫뢎끫뢞끫뢢끫뢢 = 끫롸끫뢎(끫룂)끫븞끫뢨끫븞끫룈끫뷸끫뢜끫롨끫뢜 − 끫뢼끫뢠끫뢠끫뢠끫뢠,끫뢜−끫룈 − 끫뢼끫뢲끫뢠끫룀끫룀2 (3) 

Chacun des termes est familier au thermicien et le lecteur désirant obtenir l’ensemble du modèle 
mathématique comportant 49 équations est invité à contacter les auteurs. Un bilan semblable 
peut être explicité pour le bassin illustré à la Figure 2. 

3.2. Dimensionnement  

Les résultats de productivité annuelle moyenne du système de dessalement sont obtenus en 
kg/m2/jour, ce qui permet ensuite de déterminer la surface au sol nécessaire pour subvenir aux 
besoins d’une communauté entière.  

Les équations (4) et (5) permettent d’obtenir la productivité horaire, en kg/m2/h, pour le 
bassin simple et le bassin à double étage, respectivement 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

23



 ṁ''h = 3600 ×
qev,w-gAwhfg  (4) 

 끫̇뢴′′ℎ = 3600 × �끫뢼끫뢤끫뢤,끫뢲끫룈−끫뢲끫뢨끫롨끫뢲끫룈ℎ끫뢦끫뢨 +
끫뢼끫뢤끫뢤,끫룄끫룈−끫룄끫뢨끫롨끫룄끫룈ℎ끫뢦끫뢨 � (5) 

La production unitaire quotidienne, en kg/m2, est simplement la somme cumulée de 
l’équation (4) ou (5) sur 24 heures. L’efficacité de récupération quotidienne des bassins est 
définie pour les deux types de bassin telle que : 

 끫븄끫뢢 = 100 ×
∑ 끫̇뢜′′ℎℎ끫뢦끫뢨241∑ 끫롸끫뢎(끫뢢)끫뷊끫뢢241  (6) 

Par ailleurs, il importe de spécifier les hypothèses formulées lors de l’implantation pour les 
deux types de bassins (Figure 1 et Figure 2): 1) Il n'y a aucune fuite d'air et le bassin est étanche à 
l’eau ; 2) La vapeur d’eau ainsi que l’air sec agissent comme des gaz parfaits ; 3) Il n’y a pas 
de gradients de température selon l’axe vertical, la température est considérée comme uniforme 
dans l’enceinte et au départ les températures de toutes les surfaces sont égales à la température 
ambiante ; 4) Les surfaces de l’eau et du bassin sont d’égales dimensions ; 5) La conduction est 
négligée dans la vitre et dans la plaque absorbante, en raison de leurs faibles épaisseurs et la 
condensation n'a lieu que sur la surface interne de la vitre, qui est supposée propre ; 6) Pour un 
bassin profond, la réduction de masse d'eau due à l'évaporation est négligeable. On suppose 
donc que la masse évaporée est continuellement remplacée et que le volume d'eau dans le bassin 
est ainsi constant. L'eau remplacée est à température atmosphérique et échange de la chaleur 
avec l’eau du bassin. 

Pour chaque bassin, le modèle mathématique a été développé puis implanté sur l’outil 
MATLAB. Ce modèle permet de résoudre les systèmes d’équations différentielles ordinaires 
présentés partiellement plus haut, de manière à obtenir les températures des différents 
composants du bassin solaire (vitre-g, eau-w et plaque absorbante du bassin-b) et en déduire sa 
productivité instantanée et cumulée, ainsi que son efficacité en fonction du temps.  

Habituellement, il est conseillé d’utiliser le solveur ode45, basé sur une formule explicite de 
Runge-Kutta (d’ordre 4 et 5), plus précisément la méthode Dormand-Prince. Néanmoins, ce 
solveur n’est pas recommandé dans le cas d’un système d’équations différentielles dit « raide », 
pour lequel le solveur ode15s est un choix plus approprié. Mais il s’agit cette fois d’une méthode 
implicite. Ce solveur calcule la solution à l’instant t + Δt en prenant en compte la valeur de la 
fonction en t et en t + Δt. Cette méthode utilise également un pas de temps variable, qui permet 
donc d’alléger les temps de calcul. 

Le moteur du système est l’irradiance, IT en W/m2, qui percute la surface vitrée inclinée. La 
méthodologie employée pour calculer IT est tirée du livre classique de Duffie et Beckmann. Les 
équations sont implantées dans TRNSYS en pré-calcul des apports radiatifs qui est employé 
pour alimenter le code MATLAB. La théorie et les équations relatives aux modèles de 
rayonnement ne sont pas reproduites ici puisqu’elles sont standards.  

3.3. Estimation des coûts 

Pour une communauté, il est également important d’étudier la viabilité économique d’un 
bassin solaire tout au long de sa durée de vie afin de justifier l’intérêt de cette solution 
potentielle. Le coût de l’eau produite dans un bassin solaire dépend de plusieurs paramètres, 
principalement l’investissement initial (CAPEX), les coûts d’opération, de maintenance, de 
stockage et de réparation, la durée de vie du bassin et sa capacité de production d’eau douce. 
Habituellement, le dessalement d’eau de mer implique des coûts d’opération (OPEX) élevés en 
raison d’un large coût de l’énergie. Cependant, dans le cas du bassin solaire, l’énergie est 
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directement puisée du rayonnement solaire et par conséquent ne coûte rien. Les coûts 
d’opération et de maintenance (O&M) du bassin solaire doivent être aussi bas que possible pour 
respecter les objectifs définis au début de l’étude. Il est intéressant de comparer le coût du bassin 
solaire avec d’autres approches, de manière à positionner son intérêt économique. Parmi les 
autres options possibles, on pense à l’acheminement d’eau douce en provenance d’une source 
conventionnelle, ou encore à l’utilisation d’une autre technique de dessalement.  

On peut trouver le coût spécifique de production d’eau douce, CPL en $/L, avec l’équation 
(7). 

 끫롬끫롬끫롬 =

끫롬끫롨끫롬끫롬끫롬 × � 끫뢬(1 + 끫뢬)끫뢂
(1 + 끫뢬)끫뢂 − 1

  � (1 + 끫룊%)−  끫료% × 끫롬끫롨끫롬끫롬끫롬 ×
끫뢬

(1 + 끫뢬)끫뢂 − 1

1000 ×
끫̇뢀끫뢾′′끫븘끫룈 × 끫롨  

(7) 

Le dénominateur de l’équation (7) désigne la production annuelle moyenne, en L/an, que 
l’on peut exprimer en fonction de la production annuelle massique par unité de surface, 끫̇뢀끫뢾′′, la 
densité de l’eau, 끫븘끫룈, ainsi que de la surface du bassin solaire étudié, A. 

Le premier terme du numérateur désigne les coûts fixes annuels, en $/an, que l’on exprime 
en fonction du CAPEX du bassin solaire étudié, en $, du taux d’intérêt i et de la durée de vie 
estimée du système, N, en années. FAC = CAPEX ×[f(i, N)]. Le terme 끫룊% indique que les coûts 
annuels de maintenance et opération, en $/an, sont exprimés en pourcentage des coûts fixes 
annuels. O&M = x% × CAPEX ×[f(i, N)].  

Le dernier terme du numérateur désigne la valeur résiduelle annuelle du bassin solaire étudié, 
que l’on exprime en fonction de VR, la valeur résiduelle du bassin solaire à la fin de sa durée 
de vie, en $, ainsi que d’un facteur de fonds d'amortissement. Ici, VR est exprimé comme un 
pourcentage du CAPEX du bassin solaire étudié i.e. VR = y% × CAPEX. 

4. Résultats choisis 

Dans le cadre de ce projet, le bassin solaire est orienté vers le sud puisque la déclinaison 
magnétique, δmag, est très faible à Assad. Les besoins en eau potable étant supposés constants 
durant l’année, la valeur de l’angle d’inclinaison de la vitre, β, est égale à la valeur de la latitude 
φ de manière à obtenir une irradiance optimale à l’année. Cette inclinaison est suffisamment 
importante pour permettre l’écoulement de l’eau condensée. Le 20 septembre et le 21 décembre 
ont été sélectionnés pour les simulations, car ces journées fournissent respectivement un fort et 
un faible ensoleillement. Avec ces paramètres choisis, l’outil TRNSYS peut alors extraire et 
lire le fichier EPW fourni et donner en sortie l’irradiance sur plan incliné pour les deux journées 
types sélectionnées. 

4.1. Validation 

Avant de s’intéresser aux résultats obtenus à la suite de l’utilisation des modèles MATLAB 
implantés, il convient de comparer les résultats des simulations numériques. Les résultats ne 
sont pas présentés ici.  L’adéquation avec la première étude [17] est correcte avec des écarts 
maximaux de 10%, et l’écart ne dépasse pas 2% dans le cas des résultats proposés dans une 
autre étude [18]. 

4.2. Quelques résultats pour la ville d’Assab, Érythrée 

Le Tableau 2 présente un résumé des données requises pour effectuer les simulations. 
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Système Paramètre Valeur Système Paramètre Valeur 

Lieu 

φ 13,00° 

Eau du bassin 

ew 0,02 m 
Lloc 42,74° αw 0,05 
Lst 45° τw 0,9 
ρg 0,2 εw 0,95 

Système global 

L 2 m x 0,035 
l 0,5 m 

Plaque absorbante 
du bassin 

cpb 871 J/kg,K 
H 0,20 m eb 0,0015 m 
γ 0° αb 0,9 

Vitre 

β 13° ρb 2719 kg/m3 
cpg 840 J/kg,K 

Isolant 
Lis 0,08 m 

eg 0,003 m kis 0,04 W/m,K 
αg 0,05 

Autres 

Pref 101325 Pa 
τg 0,88 g 9,81 m/s² 
εg 0,90 σ 5,67e-08 W/m2,K4 ρg 2500 kg/m3 

 
Tableau 2 : Principales caractéristiques techniques des bassins simulés 

La Figure 3 et la Figure 4 présentent l’évolution journalière des productivités instantanées 
et cumulées des deux types de bassin solaire pour les deux journées étudiées.  

 

 
Figure 3 : Évolution des productivités pour le bassin conventionnel 

Concernant le bassin conventionnel, sa productivité maximale est de 0,89 kg/h/m² aux 
environs de midi, le 20 septembre, avec une production journalière totale de 6 kg/m², contre 3,8 
kg/m² pour le 21 décembre. Le 20 septembre, sa production commence entre 6h30 et 7h00 et 
se termine vers 19h45. Concernant le bassin à double étage, sa productivité maximale est de 
0,93 kg/h/m² vers 13h30, le 20 septembre, avec une production journalière totale de 7,9 kg/m², 
contre 4,7 kg/m² pour le 21 décembre. Le 20 septembre, sa production commence entre 6h30 
et 7h00 et se termine vers 20h00 pour le bassin inférieur, et de 9h00 à 21h00 pour le bassin 
supérieur. Le bassin 2 présente une augmentation de production journalière de 31,7 % par 
rapport au bassin 1 pour le 20 septembre, et de 23,7 % pour le 21 décembre. Une étude 
paramétrique a par la suite été effectuée. Les résultats en seront discutés lors de la présentation 
au congrès.   

L’estimation des coûts en matériel et main d’œuvre pour les bassins simulés est de 200$ CA 
pour le bassin conventionnel et de 295$ CA pour celui qui comporte deux étages. Ces coûts de 
référence ont été obtenus en consultant des fournisseurs de Montréal et en supposant une très 
faible production. Ainsi, les coûts unitaires pourraient baisser avec une production plus 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

26



importante et une optimisation de la conception. Avec une durée de vie estimée à 10 ans et une 
valeur résiduelle de 20% des CAPEX pour les deux types de bassin, on obtient pour le bassin 
solaire conventionnel un coût spécifique de 21,2 $ CA/m3 contre 25,5 $ CA/m3 pour le bassin 
solaire à deux étages. 

 

 
Figure 4 : Évolution des productivités pour le bassin à deux étages 

5. Discussion 

D’un point de vue technique, le bassin solaire semble être une solution viable pour fournir 
de l’eau potable à des communautés isolées en bordure de mer. De plus, les zones présentant 
un stress hydrique élevé bénéficient souvent d’un ensoleillement important. 

La simulation indique que la production par m2 de surface des deux bassins solaires reste 
relativement faible ; leur implantation demande donc qu’un grand espace soit disponible.  

L’analyse démontre également que si le bassin à double étage offre une meilleure 
productivité que le bassin conventionnel, il présente néanmoins un coût spécifique plus élevé 
en raison de son coût supérieur de fabrication. On privilégierait ainsi le bassin conventionnel. 

6. Conclusion 

Cette étude a tenté de répondre aux besoins domestiques en eau potable d’une petite 
communauté isolée située en bordure de mer en effectuant une simulation numérique de deux 
types de bassins solaires afin de produire de l’eau douce.  

De manière générale, la productivité d’un bassin solaire reste relativement faible ; la 
technologie demande donc de grandes surfaces pour combler entièrement les besoins d’une 
communauté. De plus, elle présente un coût spécifique élevé en comparaison avec d’autres 
technologies. Cependant, l’isolement et la taille de ces communautés sont souvent des freins à 
l’implantation des autres options qui nécessitent des productions importantes pour être rentables, 
faisant du bassin solaire une solution envisageable pour les communautés isolées de petite taille.  
La comparaison des coûts et de la production des deux technologies permet également de 
conclure que le bassin conventionnel est la meilleure approche, du moins dans le cas étudié. 

Si l’espace au sol est disponible, le bassin solaire apparait comme une source d’eau potable 
robuste, résiliente et ne générant que très peu de gaz à effet de serre, qui peut également être 
exploitée en complément à d’autres sources. Son utilisation contribuerait ainsi à libérer une 
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partie du temps consacré à la recherche et au transport d’eau potable dans plusieurs 
communautés, notamment par les femmes et les enfants. 
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Résumé - Cet article se penche sur l’utilisation du refroidissement pour mitiger les effets de 
l’augmentation de la température des cellules d’un panneau PV. Un critère d'évaluation de 
performance (CEP) ainsi que l’amélioration de l'efficacité de conversion du panneau (η) sont étudiés 
numériquement à l'aide de la dynamique des fluides computationnelle (CFD). L’effet de la variation 
de quatre variables différentes est étudié. Finalement, l'outil d'apprentissage automatique Neural Net 
Fitting intégré dans MATLAB est utilisé pour faire des prédictions pour les conditions ambiantes, 
environnementales et de conceptions autres que celles mentionnées. Les résultats révèlent que η est 
corrélée avec des conditions ambiantes et environnementales plus difficiles, et qu'elle diminue 
légèrement avec la réduction de la vitesse d'entrée du liquide de refroidissement. De plus, le CEP 
augmente à des températures ambiantes et des irradiances solaires plus élevées, et plus 
considérablement à des vitesses d'entrée de liquide de refroidissement plus faibles en raison de 
réductions considérables de la puissance de pompage. 

1. Introduction 

On estime que les besoins en énergie doubleront et tripleront respectivement d'ici 2050 et 
2100 [1]. Ces dernières années, les systèmes solaires photovoltaïques ont été largement 
utilisés pour la fourniture d'énergie principalement en raison d'une réduction considérable de 
leurs coûts et d'une efficacité accrue [2-3]. Cependant, l'augmentation de la température des 
cellules photovoltaïques induit une réduction de cette efficacité. Pour surmonter ce problème, 
diverses techniques innovantes de gestion thermique ont été appliquées [4]. 

Par exemple, Sornek et al. [5] ont étudié l'effet du refroidissement de deux panneaux PV de 
50 W et 310 W dans des conditions de laboratoire et de fonctionnement réel, respectivement. 
Les résultats ont révélé que la réduction maximale de la température de 24 K s'est produite à 
des irradiances solaires de 850 W/m2, entraînant une augmentation de 10% de la puissance de 
sortie du panneau de 310 W par rapport au panneau non refroidi. Dans une autre étude de 
Teo et al. [6], un panneau photovoltaïque thermique hybride a été conçu, fabriqué et testé 
expérimentalement pour évaluer l'effet du refroidissement sur son efficacité. Il s'est avéré que 
sans refroidissement, la température des cellules pouvait atteindre 68°C, et que son efficacité 
chutait à 8,6%. En revanche, en utilisant leur technique de refroidissement actif, la 
température du panneau photovoltaïque a été ramenée à 38°C, et son efficacité a augmenté à 
12,5%. Il a été démontré que le débit massique du liquide de refroidissement de 0,055 kg/s 
était suffisant pour éliminer le maximum de chaleur du panneau. Dans une étude de Maleki et 
al. [7], l'effet de l'augmentation de l'efficacité d'une cellule monocristalline résultant de la 
réduction de sa température de surface par un système de refroidissement par eau a été évalué. 
Ils ont conclu que le système de refroidissement était plus efficace à des températures 
ambiantes et des irradiations solaires plus élevées puisque sa température augmente 
considérablement sans refroidir le panneau PV : l'augmentation maximale du rendement était 
de 17,12%. Une technique de refroidissement par pulvérisation d'eau a été étudiée par Nizetic 
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et al. [8] dans une région méditerranéenne. L’étude a révélé que la pulvérisation simultanée 
des deux côtés conduit à une meilleure performance des panneaux : la température moyenne 
du panneau était réduite de 54°C (dans le cas d'une absence de gestion thermique) à 24°C. 
Tan et al. [9] ont utilisé de la cire de paraffine avec un point de fusion bas de 27°C à l'arrière 
du panneau PV. Pour résoudre le problème de la faible conductivité thermique des MCP, ils 
ont utilisé des ailettes dans les conteneurs de stockage pour augmenter le taux de transfert. 
Les résultats ont révélé que, par rapport à un panneau refroidi naturellement, la température 
du panneau a été réduite de 15°C, ce qui a entraîné une amélioration maximale de 5,39% du 
rendement électrique du panneau.   

Dans certaines de ces études, l'effet des pertes d'énergie dues à la mise en œuvre de 
ventilateurs, de pompes et/ou de nanoparticules est étudié. Cependant, à la connaissance des 
auteurs, l'effet de la température ambiante, de la vitesse du vent, de la vitesse d'entrée du 
liquide de refroidissement et de l'irradiance solaire sur un critère d'évaluation de la 
performance qui prend en compte à la fois l'énergie thermique et hydraulique et l'efficacité 
des panneaux n'a pas encore été évalué. Par conséquent, l'étude actuelle vise à examiner l'effet 
de ces variables sur l'amélioration de l'efficacité et sur un critère d'évaluation de la 
performance d'un panneau PV, tel que défini plus loin. 

2. Méthodologie 

Dans cette section, le schéma du problème, les équations gouvernantes et les étapes de la 
simulation du problème sont présentés. 

2.1. Équations gouvernantes et schéma du problème 

Un bilan d'énergie instationnaire appliqué au panneau PV peut être écrit tel que [10]: 

, c
st in out p s el h r th

dT
E E E c q q q q q

dt
ρ δ= − = − − − −    (1) 

Cette équation stipule que le taux de variation de l'énergie stockée, st, dans les limites du 
volume créé par le panneau PV est égal à la différence entre le taux d'entrée, in, et de sortie, 
out, de l'énergie thermique et électrique. Dans l'équation (1), les indices s, el, h, r et th 
désignent respectivement la partie absorbée du rayonnement solaire incident, l'électricité 
produite par le panneau, le transfert thermique convectif (pertes naturelles), le transfert 
thermique radiatif net et le taux de pertes thermiques dues à la gestion de l'énergie (ci-après 
gestion thermique), voir Figure 1. L'objectif de l'étude est d'examiner le comportement 
thermique du système en régime permanent. Par conséquent, les côtés gauches de l'équation 1 
sont nuls. 

 
Figure 1 : Schéma de la conservation de l'énergie pour le panneau PV. 
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Dans le bilan énergétique, le taux de transfert de chaleur radiatif solaire absorbé sur une 
surface A est défini tel que [10]: 

s s sq G Aα=  (2) 

où Gs et αs sont respectivement l'irradiance solaire normale au panneau et le coefficient 
d'absorption (ici égal à 0,7). L'électricité produite par un panneau PV peut être calculée 
comme suit [10]: 

el sq G Aβ=  (3) 

où β est l’efficacité du panneau PV. Afin de considérer l'effet des variations de température 
sur le rendement, la corrélation suivante est utilisée [11-12]: 

0.1757 21.737cTβ = − +  (4) 

où, Tc, la température de la cellule (surface), est exprimée en degrés Celsius. En outre, les 
pertes de chaleur par convection et par rayonnement net sur une surface A sont définis comme 
suit [10]: 

( )h c aq hA T T= −  (5) 

4 4( )r cq A T Tε σ ∞= −  (6) 

où h, Ta, 끫븀,  et σ sont le coefficient moyen de transfert thermique par convection, la 
température ambiante, l'émissivité de la cellule supposée égale à 1, la température 
environnante et la constante de Stefan-Boltzmann. Dans cette étude, la température ambiante, 
T∞, est supposée être la température ambiante, Ta. Comme le dispositif thermique utilisé pour 
assurer la gestion thermique est collé sur la surface inférieure du panneau, on néglige les 
échanges radiatifs et convectifs avec l'environnement sur cette surface. Sinon, un facteur 2 
serait nécessaire dans l'éq. (5) et l'éq. (6). La corrélation suivante pour le coefficient de 
transfert de chaleur par convection est utilisée [10]: 

2.8 3.8 wh u= +  (7) 

où uw est la vitesse moyenne du vent sur le panneau. Dans le bilan énergétique, toutes les 
arêtes latérales ont été négligées. 

2.2. Caractérisation des panneaux photovoltaïques 

Les différentes couches du panneau PV et leurs propriétés pertinentes sont présentées dans 
le tableau 1 [13]. Le canal de refroidissement a une épaisseur de 5 mm. Toutes les couches, y 
compris le canal de refroidissement, sont des carrés d'une longueur et d'une largeur de 
100 mm [14]. 

 
Couche Épaisseur Conductivité thermique Densité Capacité thermique spécifique 

 mm W.m-1K-1 kg.m-3 J.kg-1K-1 

Verre 3 1,8 3000 500 

1er EVA 0,5 0,35 960 2090 

Cellule PV 0,5 148 2330 677 

2ème EVA 0,5 0,35 960 2090 

Tedlar 1 0,2 1200 1250 

Tableau 1 : Propriétés thermiques des différentes couches de panneaux PV [13]. 
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Dans cette étude, un critère d'évaluation des performances (CEP) est utilisé pour étudier 
l'effet de différents paramètres (irradiance solaire, vitesse du vent, vitesse d'entrée du liquide 
de refroidissement et température ambiante) sur le comportement thermique et hydraulique du 
panneau PV. Ce CEP est défini comme le rapport entre le taux de chaleur extraite par le 
système de gestion thermique et la puissance de pompage requise tel que [15]: 

( )p out inmc T T
CEP

V P

−
=

∆


  (8) 

L'avantage de l'utilisation du CEP est qu'il considère à la fois l'effet du transfert de chaleur 
et la puissance de pompage du modèle.  

Afin d'évaluer l'effet du refroidissement sur la température de la cellule et par conséquent 
sur son efficacité, l'équation suivante définit l'amélioration de l'efficacité, β, de conversion 
électrique du panneau PV, η, en pourcentage, tel que [14]: 

η =
i

β
β
∆

 (9) 

Pour la génération des domaines de calcul, SIEMENS NX Version 2000 est utilisé. De 
plus, ICEM CFD 2020 R2 est employé pour la génération de maillages pour les différentes 
couches et canaux d'eau. Un maillage structuré est utilisé afin de réduire les coûts de calcul en 
raison d'un nombre plus important d'éléments dans les maillages non structurés et parce qu'il 
est compatible avec la géométrie du panneau. Le nombre optimal d'éléments hexaédriques 
pour tous les domaines s'est avéré être de 1 250 000. Il convient de noter qu'une analyse de 
l'indépendance du maillage a été effectuée. Enfin, pour les simulations, ANSYS CFX 2020 
R2 est employé. De l'eau à 20°C est considérée comme le fluide caloporteur ; elle sort du 
canal de refroidissement à la pression atmosphérique. Le nombre de Reynolds indique un 
régime d'écoulement laminaire dans tous les cas. Les équations de continuité, de quantité de 
mouvement et d'énergie sont résolues simultanément à chaque itération de la procédure de 
résolution. Le critère de convergence pour l'équation d'énergie a été fixé à 10-6, ce qui fut 
suffisant pour s'assurer qu'il n'y ait pas de variations dans les résultats avec des itérations 
supplémentaires. L'outil Neural Net Fitting de MATLAB a été utilisé pour faire des 
prédictions sur les performances thermiques du panneau photovoltaïque dans les points hors 
conception. 

3. Résultats et discussions 

3.1. Validation de l'étude 

Afin de valider la méthodologie implantée, une comparaison est d’abord effectuée avec les 
résultats des travaux de Du et al. [10]. La figure 2 montre la comparaison de la température de 
cellule prévue à différentes vitesses de vent variant de 0 à 4 m/s et des rayonnements solaires 
pour des irradiances de 600 W/m2 et 1000 W/m2 avec toutes les conditions aux limites 
mentionnées dans la référence [10]. Un bon accord est observé avec une erreur maximale de 
6,9% à 600 W/m2 et de 4,1% à 1000 W/m2, et ces deux erreurs maximales se sont produites à 
une vitesse de vent nulle. L'accord n'est pas une surprise, puisque le modèle mathématique 
utilisé ici a été adapté de [10]. Par conséquent, la Figure 2 indique la mise en œuvre correcte 
du modèle et une discrétisation adéquate du domaine de calcul. 
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Figure 2 : Comparaison des résultats de l'étude actuelle avec référence [10]. 

3.2. Performances thermiques du modèle 

La Figure 3 présente l'amélioration de l'efficacité de conversion électrique, η, en fonction 
de la température de l’air, Ta, pour les différentes variables de l'étude (trois valeurs vitesses de 
vent, u, à gauche, au centre et à droite; trois irradiances, Gs, en haut, au milieu et en bas; et 
trois valeurs de la vitesse d'entrée du liquide de refroidissement, V, en bleu, en vert et en 
rouge).  

 
Figure 3 : Amélioration de l'efficacité des panneaux photovoltaïques à diverses irradiances 

solaires, vitesses de vent, températures ambiantes et vitesses d'entrée du liquide de refroidissement. 

On peut voir que η augmente à mesure que la vitesse d'entrée du liquide de 
refroidissement, V, augmente très légèrement. L'augmentation maximale de η de 0,9% se 
produit à u = 1 m/s, Gs = 1000 W/m2 et Ta = 40°C. Dans tous les cas, on note qu'une 
augmentation de la température de l’air, Ta, rend l'effet de gestion thermique plus souhaitable. 
En effet, à des températures plus élevées, la température de la cellule, Tc, est plus élevée. 
Ainsi, il y a davantage de différence de température avec le liquide de refroidissement, et par 
conséquent, l'utilisation d'un système de refroidissement devient plus efficace. L’intérêt de 
présenter 9 résultats différents sur la Figure 3 est manifeste lorsque l’on constate que plus la 
vitesse du vent est faible, meilleur est le gain en efficacité pour toutes les irradiances. La 
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comparaison des résultats à vitesse de vent, u = 1 , 2, 4 m/s est illustrée par les colonnes de 
gauche, centre et droite. Aussi, on observe que plus l’irradiance est élevée, meilleur est le gain 
en efficacité pour toutes les vitesses. La comparaison des résultats à irradiances, Gs = 600, 
800, 1000 W/m2 est illustrée par les lignes du haut, du milieu et du bas. Un maximum de gain 
est obtenu pour une irradiance de 1000 W/m2, pour une vitesse d’entrée de fluide, V, de 0,1 
m/s et pour u = 1 m/s : 53,8%. A contrario, un minimum de gain est obtenu pour une 
irradiance de 600 W/m2, pour V = 0,2 m/s et pour u = 4 m/s : 4,9%. 

La Figure 4 présente la variation du CEP en fonction de la température de l’air, Ta, pour les 
différentes variables de l'étude dans un format similaire à la Figure 3. 

 
Figure 4 : Variations de CEP à diverses irradiances solaires, vitesses de vent, températures 

ambiantes et vitesses d'entrée du liquide de refroidissement. 

La valeur du CEP est plus élevée à des températures ambiantes plus élevées et à des 
irradiances solaires où l'effet du système de gestion thermique devient plus important, ce qui 
est directement observable sur les 9 graphiques de la Figure 4. On note en outre que pour tous 
les cas sauf un, le CEP augmente avec l’irradiation, la vitesse du fluide de refroidissement, la 
vitesse de l’écoulement et la température de l’air. Pour une température de l'air de 20°C, une 
augmentation de la vitesse du vent conduit à des valeurs CEP qui diminuent légèrement 
(lecture de gauche à droite) puisque la température du panneau est inférieure à celle de l’air 
(résultats qui seront présentés au congrès). D'autre part, pour des températures ambiantes de 
30°C et 40°C, la température ambiante étant toujours supérieure à la température de la cellule, 
le rôle du système de gestion thermique devient plus important, ce qui conduit à des valeurs 
plus élevées de CEP. Enfin, la Figure 4 montre que l'augmentation de la vitesse d'entrée du 
liquide de refroidissement entraîne une réduction considérable des valeurs de CEP.  

3.3. Utilisation de l'apprentissage automatique pour le modèle 

Afin de prédire l'efficacité des panneaux photovoltaïques dans des conditions autres que 
celles mentionnées antérieurement, l'outil Neural Net Fitting d'apprentissage automatique 
MATLAB est utilisé. Les quatre variables forment une matrice d'entrée de 4 x 108 qui peut 
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prédire l'efficacité (β) du panneau en tant que matrice de sortie 1 x 108 dans différentes 
conditions. Ce réseau permet d'établir une correspondance entre les ensembles de données 
d'entrée et les cibles de sortie. Il s'agit d'un réseau à deux couches avec des neurones cachés 
sigmoïdes. Ces deux couches sont appelées couche cachée et couche de sortie. Il convient de 
noter que l'algorithme de rétropropagation de Levenberg-Marquardt est utilisé pour former le 
réseau. Cet outil d'ajustement de réseau neuronal collecte des données et crée et forme un 
réseau, et enfin, le réseau est testé et validé à l'aide des ensembles de données disponibles. La 
robustesse du réseau est évaluée par l'erreur quadratique moyenne entre les sorties et les cibles 
(EQM) et les valeurs de régression, R. Plus les valeurs de EQM se rapprochent de zéro, 
meilleurs sont les ajustements. De plus, la régression (valeurs R) mesure la corrélation entre 
les résultats et les cibles, et ici une valeur R égale à 1 indique la correspondance parfaite [16]. 
Pour la couche cachée, 10 neurones ont été considérés, et 15% des 108 échantillons ont été 
considérés pour la validation (16 échantillons) et les tests (16 échantillons). Le tableau 2 
montre les résultats de fiabilité du réseau d'ajustement des sorties et des cibles. Pour tous les 
échantillons, les valeurs de régression et de EQM sont respectivement de 0,9974 et 0,0143. 
Par conséquent, d'autres valeurs d'efficacité du panneau pour des conditions autres que celles 
mentionnées peuvent facilement être prédites par cet outil.  

 
Couche Échantillons EQM R 

Entraînement 76 1,232.10-2 9,975.10-1 
Validation 16 2,017.10-2 9,979.10-1 
Évaluation 16 1,854.10-2 9,982.10-1 

Tout 108 1,432.10-2 9,974.10-1 

Tableau 2 : Résultats de EQM et de régression R pour l'ajustement du réseau de neurones. 

Cet aspect de l’étude sera discuté plus exhaustivement lors du congrès. 

4. Conclusion 

Dans cet article, la variation de l’efficacité de conversion d’une cellule de panneau 
photovoltaïque typique avec et sans refroidissement par eau est considérée. Les résultats 
peuvent être synthétisés et analysés comme suit: 
• L'amélioration de l'efficacité du panneau par rapport à un panneau sans système de 

refroidissement est corrélée avec une irradiance solaire et des températures ambiantes plus 
élevées et des vitesses de vent et des vitesses d’entrée du liquide de refroidissement plus 
basses.  

• La valeur de CEP est plus élevée à des températures ambiantes élevées et à des irradiances 
solaires où l'effet du système de gestion thermique devient plus important. 

• Pour Ta=20°C, aucune gestion thermique particulière n’est requise en raison de faibles 
gains en efficacité. 

• Les valeurs CEP diminuent considérablement à des vitesses d'entrée de liquide de 
refroidissement supérieures, en raison d'une réduction significative de la puissance de 
pompage à des débits massiques de liquide de refroidissement inférieurs. 

 
On peut alors conclure que le refroidissement des panneaux solaires PV est souhaitable 

pour des endroits où la température ambiante dépasse souvent les 25oC et qu’autrement le 
coût du système de refroidissement pourrait ne pas être justifié par le gain en efficacité de 
conversion. Par ailleurs, lorsque de tels systèmes s’avèrent intéressants, le choix du débit de 
circulation du fluide caloporteur doit être choisi avec soin pour que les pertes de charge 
n’impactent pas trop le gain en conversion. 
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Abstract - EAHE is an air-soil exchanger buried under the ground that permits the use of shallow ground 
temperatures to decrease building’s heating and cooling demands. Exergy analysis, which results from 
combining both the first and second law of thermodynamics, helps to analyze the performance of the 
EAHE at its reversible limit and to estimate the departure from this limit. An exergetic analysis will be 
carried out on the experimental EAHE installed at Illkirch-Graffenstaden campus of University of 
Strasbourg. The objective is to assess the system and identify the parts that dissipates energy the most 
to optimize the system. The experimental EAHE and the measurements taken are presented in the 
analysis and finally the derived results are analyzed. 

Nomenclature 𝐶𝑝 specific heat capacity (𝐽 𝑘𝑔𝐾⁄ ) 

COP coefficient of performance 𝐷 diameter (𝑚) �̇�𝑥 exergy rate (𝑊) ℎ specific enthalpy (𝐽 𝑘𝑔⁄ ) 𝐿 length (𝑚) �̇� mass flow rate (𝑘𝑔 𝑠⁄ ) 𝑃 pressure (𝑃𝑎) �̇� heat transfer rate (𝑊) 𝑅 gas constant (𝐽 𝑘𝑔𝐾⁄ ) 𝑇 temperature (𝐾) 𝑈 velocity (𝑚 𝑠⁄ ) �̇� work rate (𝑊) 𝜂 efficiency 𝜆 thermal conductivity (𝑊 𝑚𝐾⁄ ) 𝜌 density (𝑘𝑔 𝑚3⁄ ) 

𝜓 specific flow exergy (𝐽 𝑘𝑔⁄ ) 𝜔 humidity ratio (𝑘𝑔𝑣𝑎𝑝𝑜𝑟 𝑘𝑔𝑑𝑟𝑦 𝑎𝑖𝑟⁄ ) 

Subscripts 𝑎 air 𝑎𝑣 average 𝑑 destroyed 𝑒𝑥 exergetic 𝑖𝑛 inner 𝑖 inlet 𝑚𝑒𝑐 mechanical 𝑛 referring to any location 𝑜 outlet 𝑠𝑎𝑡 saturation 𝑡𝑜𝑡 total 𝑣 vapor 𝑤 wall 
0 reference value 

1. Introduction 

To facilitate the energy transition, it is necessary to develop sustainable energy technologies. 
The Earth Air Heat Exchanger (EAHE) is such technology, which can reduce energy 
consumption of a building significantly by decreasing buildings heating and cooling demands. 
EAHE is an air-soil exchanger composed of a pipe buried under the ground and a fan deriving 
the air inside it. EAHE permits the use of shallow ground temperatures by heat exchange 
between the air and the soil surrounding the pipe. Where during winter shallow ground 
temperatures are higher than ambient temperatures and the opposite is true during summer 
which can preheat or precool the air before entering the building. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-027
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As an energy system, EAHE requires energy analysis to size the system according to the 
needs and surrounding conditions. Also, using energy analysis the performance of the system 
can be determined by calculating the Coefficient Of Performance (COP). On another side, 
EAHE is also governed by the second law of thermodynamics which impacts the performance 
of the system. By combining the second law with the energy analysis, exergy equation results. 
Exergy is defined as the maximum amount of work that can be produced by a stream or system 
as it is brought into equilibrium with a reference environment. Exergy analysis can be used to 
analyze the system at the reversible limit and to identify the sources of irreversibility in the 
system by determining the exergy destroyed in each component of the system. Finally, the 
exergetic efficiency can be determined to give a more realistic assessment of the capabilities of 
the system than using normal energy efficiency. 

Exergy analysis methods have been applied by different authors in scientific literature [1, 2, 
3, 4, 5, 6, 7]. In some of these articles, the exergy analysis was not applied to EAHE while in 
others, the analysis did not consider all the parameters affecting the results. Some of them didn’t 
consider the effect of pressure variation inside the pipe and others considered constant soil 
temperature along the pipe when calculating exergy of heat transfer. To the best of the authors 
knowledge, none of these studies considers temperature, pressure, humidity and the control 
volume boundary temperature variations at the same time. 

In the present study, energy and exergy analyses were applied to an experimental EAHE at 
ICUBE University of Strasbourg, France. The aim was to determine the performance of the 
system from both perceptions using pressure, humidity and temperature measurements and 
considering variable control volume boundary temperature when calculating exergy of heat 
transfer. Irreversibility sources in the EAHE were identified for possible enhancement of the 
system. 

2. Experimental Setup 

The experimental EAHE is located at IUT Robert Schuman, University of Strasbourg, 
Illkirch, France (48° 31' 50.1'' N, 7° 44' 17.4'' E). The system is composed of a polyethylene 
pipe buried under the ground up to a depth of 1.2 m with a total length of 29 m ranging from a 
depth of 0.73 m to 1.2 m. The air is circulated in the pipe using a fan installed at the outlet, and 
at the inlet, an air filter is added to trap dust. At the exit, the pipe has a vertical part again to 
drive air to the surface. From now on, “pipe” is referred to the horizontal part. The 
characteristics of the pipe used are given in Table 1. 

Horizontally, the EAHE pipe was divided into three sections where each section is coated 
by a different type of coating soils; (1) sand, (2) sand-bent: a mix between sand and bentonite 
(3%), and (3) initial natural earth soil. More details about the study of the effect of using 
different coating soils, can be found in the articles published by Cuny et al. [8, 9, 10] as this is 
not the scope of this paper. 

Parameter Total length Outer diameter Inner diameter Thermal conductivity 
Symbol Ltot Dout Din λpipe 
Values 29 0.20 0.17 0.50 
Unit m m m W.m-1.K-1 

Table 1: Pipe characteristics. 

Each section of the EAHE is associated with a vertical cross-section at its middle in which 
soil moisture and temperatures at different points are measured. The location of each sensor in 
the cross-section is represented in the scheme presented in Figure 1. In addition, temperature 
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and relative humidity of air were measured after the filter at the inlet and before the fan at the 
outlet of the pipe. Velocity and differential pressure of air flow were also measured at different 
locations in the pipe. The velocity at the inlet of the pipe was measured as being 𝑈𝑎𝑖𝑟 = 2.4 𝑚/𝑠. 
Measured and deduced values of the pressure are shown in Table 2. 

Location Inlet After filter Before fan After fan (outlet) 
Differential pressure (Pa) -0.07 -0.34 -0.67 -0.08 

Absolute pressure (Pa) 102152 102126 102093 102152 

Table 2. Pressure measurements. 

 
Figure 1: System layers and positions of sensors. 

3. Analysis methods 

3.1. Energy Calculation 

Considering the whole of the air in the pipe as the control volume, the energy balance for 
the pipe alone becomes; �̇� + �̇�(ℎ𝑖 − ℎ𝑜) = 0 (1) 

The enthalpy of the inlet and exit air were calculated depending on the temperature and 
humidity ratio. The mass flow rate �̇� is considered constant and calculated as follows; �̇� = 𝜌𝑎𝑖𝑟(𝑇𝑎𝑣) ∙ 𝜋 (𝐷𝑖𝑛2 )2 ∙ 𝑈𝑎𝑖𝑟  

(2) 

Where 𝜌𝑎𝑖𝑟(𝑇𝑎𝑣) is the density of dry air at an average temperature, 𝑇𝑎𝑣, which is calculated 
by finding the average value between inlet and outlet temperatures at each timestep during the 
period studied, and then averaging that value over time. 

3.2. Exergy Calculation 

The general exergy equation states that the net exergy rate transfer by heat, work and mass, 
balances the net rate of exergy destroyed in the system; �̇�𝑥𝑖 − �̇�𝑥𝑜 = �̇�𝑥𝑑,𝐸𝐴𝐻𝐸  (3) 

Considering the same control volume as for the energy equation, and substituting each 
exergy rate term by its corresponding formula, (3) becomes; 
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(1 − 𝑇0𝑇𝑤) �̇� + �̇�𝑚𝑒𝑐 + �̇�𝜓𝑖 − �̇�𝜓𝑜 = �̇�𝑥𝑑,𝐸𝐴𝐻𝐸  
(4) 

Where 𝑇0 is the reference temperature, which is the temperature of the environment chosen, 
and 𝑇𝑤 is the tube wall temperature which is calculated as a function average of the three wall 
temperature measurements recorded along the tube. Ẇmec is the mechanical power delivered 
by the fan. 𝜓𝑖 and 𝜓𝑜 are the specific flow exergies which are determined using the humid air 
flow exergy formulated by Dincer and Sahin [11]; 𝜓𝑛 = (𝐶𝑝,𝑎 + 𝜔𝑛 ∙ 𝐶𝑝,𝑣)(𝑇𝑛 − 𝑇0) − 𝑇0 ∙ (𝐶𝑝,𝑎 + 𝜔𝑛 ∙ 𝐶𝑝,𝑣) ∙ 𝑙𝑛 (𝑇𝑛𝑇0) + 𝑇0 ∙ (𝑅𝑎 + 𝜔𝑛 ∙ 𝑅𝑣) ∙ 𝑙𝑛 (𝑃𝑛𝑃0)+ 𝑇0 ∙ (𝑅𝑎 + 𝜔𝑛 ∙ 𝑅𝑣) ∙ 𝑙𝑛 (1 + 1.6078𝜔01 + 1.6078𝜔𝑛 ) + 𝑇0 ∙ 1.6078 ∙ 𝜔𝑛 ∙ 𝑅𝑎 ∙ 𝑙𝑛 (𝜔𝑛𝜔0) 

(5) 

 Such that 𝑛 is any point along the flow, 𝑇0 , 𝑃0  and 𝜔0  are the reference values of the 
temperature, pressure and humidity ratios respectively. 

3.3. Restricted Dead State 

Exergy is evaluated according to a reference state (dead state) which is usually the 
environment around the system which interacts with it but does not change its intensive 
properties upon this interaction. In the case of the EAHE it is sufficient to consider a restricted 
dead state as the chemical interactions between the system and the environment are not 
considered. The restricted dead state in this case is the surrounding ambient air. As the 
temperature, pressure and humidity of the ambient air are variable, an average values of 
temperature and humidity ratio of the month (or two months if period considered is in between), 
in which the analysis is carried out, are considered as reference values (𝑇0, 𝜔0) of the restricted 
dead state. The reference pressure (𝑃0) was taken as the standard sea level atmospheric pressure 
101325 Pa. The restricted dead state was similarly defined in other studies [4, 12]. 

3.4. Performance Assessment 

From energetic point of view, the performance can be assessed by determining the 
Coefficient of Performance (COP) which is the heat gained/lost by the system divided by the 
total consumed power; 𝐶𝑂𝑃 =  |�̇�|�̇�𝑚𝑒𝑐 

(6) 

 While from an exergetic point of view, the exergetic efficiency is calculated which shows 
the performance of the system according to its capabilities. The exergetic efficiency of the 
whole EAHE system is given by; 𝜂𝑒𝑥 =  �̇�𝑥𝑜�̇�𝑥𝑖 = 1 − �̇�𝑥𝑑,𝐸𝐴𝐻𝐸�̇�𝑥𝑖  

(7) 

�̇�𝑥𝑑,𝐸𝐴𝐻𝐸 is calculated from (4) and �̇�𝑥𝑖 depends on the situation where it includes �̇�𝑥𝑚𝑎𝑠𝑠,𝑖  in 
all situations, �̇�𝑥ℎ𝑒𝑎𝑡 only in heating case and �̇�𝑚𝑒𝑐 if the fan acts on the control volume. 

4. Results 

4.1. Temperature and Heat Transfer 

Figure 2 shows the temperature measured at the inlet and outlet of the pipe during the cooling 
period in the hottest week of 2018 (1st to 8th of August). The graph shows how the air is cooled 
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inside the pipe during hot days where it shows the temperature decrease between the inlet and 
the outlet where the difference reached around 11 °C on some days. The variation of the inlet 
and outlet temperatures also shows how the EAHE stabilizes air temperature variations which 
is strongly required when cooling a building. Most of the nights, the ambient temperature drops 
to a value below the temperature of the soil at the depth of the EAHE, in this case, the EAHE 
is by-passed and the analysis of the data is only considered when the system is cooling the air. 

 The heat transfer calculated using equation (1) is shown in Figure 3. The figure shows the 
variation of heat released by the air as it passes through the pipe. The absolute value, |Q̇|, 
increases during the day until it reaches a maximum at noon and then starts to decrease as 
ambient air temperature decreases during the day. Obviously, the absolute value of the heat rate, |Q̇| , is higher when the inlet air temperature is higher as that increases the temperature 
difference between inlet and outlet air flows. During the chosen week, the maximum value of |Q̇| is about 1188W reached on 4th of August. Totally, the EAHE provided about 65 kWh of 
heat energy during the studied period. 

 

Figure 2: Measured temperatures (°C) at the inlet and outlet of the pipe compared to the estimated 
reference temperature during hottest week of 2018 (1st to 7th of August). 

 

Figure 3: Heat transfer rate gained by the air as passing in the pipe in between the filter and the 
pipe during the analysis period. 
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4.2. Exergy Rates 

Figure 4 shows the variation of exergy rates entering and exiting the whole EAHE system. 
The specific exergy rates are multiplied by the mass flow rate to obtain the mass flow exergy 
values shown in the figure. The graph shows that the exergy rate of the air flow decreases as it 
crosses the EAHE due to its cooling. Cooling effect is also shown by the negative values of 
exergy rate of heat transfer where its absolute value variation is proportional to the difference 
between inlet and outlet air temperature variation. It is noticed also that the exergy destruction 
rate is proportional to this temperature difference. The exergy rate of the work of the fan is not 
related to temperature and is the same as the value of that work rate so it is constant at �̇�𝑚𝑒𝑐 =31.2 𝑊 all the time. 

Figure 5 shows the share of exergy destruction between the filter, pipe and fan of the EAHE. 
Obviously, most of exergy is being destroyed at the level of the fan and the lowest destruction 
is at the level of the filter or for some durations in the pipe. Exergy destruction rate in the fan 
is almost constant because it is mainly dependent on the pressure difference of air between inlet 
and outlet of the fan which was assumed to be constant. Despite this pressure difference is also 
assumed constant between inlet and outlet of the filter, there is still a slight variation in the 
exergy destruction rate in the filter because it is also affected by the humidity ratio which was 
measured in ambient atmosphere and after the filter because the filter could trap some of that 
water content. Exergy destruction rate inside the pipe varies the most due to its dependence on 
exergy exchanged by the air flow which is mainly related to the temperature variations be-
tween inlet and outlet of the pipe. 

 

Figure 4: Exergy rates transferred to or from the system during the analysis period. 

4.3. Performance Assessment 

The Coefficient Of Performance (COP) of the system varies depending on the heat transfer 
rate variation which changes with ambient temperature. Figure 6 shows this variation where 
COP reaches a maximum value of about 38 which coincides with the highest heat rate recorded 
on the 4th of August at noon. The minimum value of COP is 0, reached when the inlet and outlet 
measured temperatures are equal on 4th of August after midnight. In general, COP increases 
during the day and reaches its maximum at noon as the ambient temperature sharply increases 
compared to soil temperature which barely changes during this duration. The opposite happens 
when the COP decreases and reaches its minimum during the rest of the day. COP variation is 
higher when day-night ambient temperature variation is higher. 
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Figure 5: Exergy destroyed in each component of the system during the analysis period. 

Figure 6 also shows the variation of the exergetic efficiency which was formulated in 
equation (7). The variation in exergetic efficiency is lower because it is more related to the 
variation of the inlet mass flow exergy rate and the destroyed exergy rate that are strongly 
related and thus compensate between one another resulting in a more stable outcome. The 
exergetic efficiency varies between around 57.5% and 63.8% which is about 61% on average. 

 

Figure 6: Performance assessment of the EAHE showing the variation of the COP and the 
exergetic efficiency of the system during hottest week of 2018. 

5. Conclusion 

Energetic and exergetic analyses were performed on an experimental EAHE site in the 
North-East of France to determine the efficiency of the system from both perceptions. The 
calculations were performed using pressure, humidity and temperature measurements and 
considering variable control volume boundary temperature when calculating exergy rate of heat 
transfer. The analyses were carried out during a cooling period of 2018.  

Results showed that about 63 kWh of heat was removed from the air to cool it using around 
4.4 kWh of electricity during the analysis period. The COP of the system depends mainly on 
the outside air temperature. Its variation is consequently very important: from 0 to 38. This 
energetic analysis confirmed that the system can decrease the cooling expenses using free 
geothermal energy by pre-cooling the air supplied to a building. 
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On the other hand, the total exergetic efficiency of the whole EAHE system is quite stable 
all along the analysis period. It varies between around 57.5% and 63.8% with an average of 
about 61%. By exergy destruction of different components, it was found that exergy is mostly 
destroyed in the fan while the lowest destruction was mainly in the filter. This resulted in lower 
exegetic efficiency in the fan than other components. Therefore, the fan should mainly be 
improved to lower the exergy destruction rate in the system and thus to increase the efficiency 
of the whole system. 

Moreover, the exergy analysis showed that exergy is strongly related to the environment 
where the variations in temperature, humidity and pressure of air in the ambient environment 
strongly affect the values of heat and flow exergies and thus exergy destruction and exergetic 
efficiency. Therefore, the system performance is dependent on the weather in the location where 
it is being used and its profitability should be studied carefully in each location. 
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Abstract - This communication presents the study of a new hybrid system composed of a buried 
rainwater tank thermally activated through a water-to-water heat exchanger. This low-tech solution, not 
well studied in the literature, performs the passive cooling of buildings and reduces domestic water 
network consumption (for non-potable uses). Firstly, experimental results retrieved from two at-scale 
prototypes are presented. Then, numerical studies will be discussed. 

Résumé – Cet article vise à présenter un nouveau système hydride composé d’un récupérateur d’eau de 
pluie enterré dans lequel un échangeur de chaleur eau-eau est ajouté pour permettre une récupération de 
froid ou de chaleur. Cette solution simple, low-tech, encore peu étudiée dans sa globalité, permet 
d’assurer un rafraichissement passif des bâtiments ainsi qu’une réduction de la consommation d’eau du 
réseau pour les usages domestiques non potables. Tout d’abord, des résultats expérimentaux issus de 
deux prototypes à l’échelle seront présentés pour ensuite aborder les résultats obtenus via des premiers 
modèles numériques.            

Nomenclature

cp  heat capacity, J.kg-1.K-1 
D  diameter, m 
hc  convection coefficient, W.m-2.K-1 

HX  heat exchanger �̇�  heat flux, W 
qm  mass flow, kg.s-1 
qv  volume-flow, m3.h-1  
RMSE Root Mean Square Error 
T  temperature, K 
z  altitude, m  
Greek symbols λ  thermal conductivity, W.m-1.K-1 ρ  density, kg.m-3  

Subscripts and exponents 
a  air 
cv  convection 
dcw  district cold water 

evap  evaporation 
gard  garden 
gr  ground 
HX,a  air to water heat exchanger 
HX,w  water to water heat exchanger 
HX,i  heat exchanger inlet 
HX, o  heat exchanger outlet 
in  to tank inside air 
loss,a  wall in contact with the air 
loss,w  wall in contact with the water 
of  overflow 
out  to outside 
toil  toilet 
rad  radiative 
vent  ventilation 
w  water 
 

1. Introduction 

With climate change, summer comfort and CO2-emission reduction are two increasingly 
relevant topics. In this project, we are trying to develop a low-tech system using a rainwater 
tank allowing for the cooling of the supply air of indoor spaces without using refrigerants or 
with a reduced energy expense. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-037

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

45



 

The literature review shows a lack of detailed studies of such systems. The exploitation of 
experimental data was treated by Kaltz [1] and the study by simulation was done by Upshaw 
[2] or Sodah [3], while Gan [4], considered the tank as a heat source for a heat pump (active 
system), which is different from our approach. To the best of our knowledge, the modelling of 
variable free-surface water storage and the related mass and heat transfers involved appears to 
be poorly documented.  

To set up the model, the physical equations from both usual domestic water tanks and 
atmospheric reservoirs were combined, taking into account heat transfers between air and water. 
We hence aim here at establishing and validating an equation-based physical model, using the 
data of two full-scale prototypes in operation since July 2021.   

The final goal of this project is to couple the model with a state-of-the-art building energy 
simulation tool in order to estimate the relevance of the system regarding summer comfort.  

This work is organised as follows: first the principle of the system is explained, then the 
experimental setup and results are described and eventually a first version of numerical model 
and simulation is presented. 

2. Main concept of the Rainergies system 

The basis of our solution consists in a new or existing buried rainwater tank, initially used 
for rainwater collection as non-potable domestic water and the relief of sewage networks. In 
France, the water resources management legislation locally enforces the water management at 
parcel level which could democratize the use of such rainwater tanks [5]. A helicoidal water-
to-water heat exchanger is placed in the tank in order to take advantage of the heat storage 
capacity of water as a by-product. Thanks to an air-to-water heat exchanger connected to the 
ventilation supply duct, the tank delivers cooling energy to the building during summer [6].   

In summary, the “Rainergies” system consist in following elements: 

- A water tank for rain collection, 
- A water/water coil heat exchanger immersed in the rainwater tank, 
- A water/air heat exchanger placed after the supply air duct and connected to the 

immersed coil.  

The main feature of this system is to provide cooling to the supply air, using the heat storage 
capacity of rainwater and of its surrounding ground, without using a refrigerant cooling system. 
As a by-product, the device can be used for the pre-heating of supply air in winter, as it benefits 
from the thermal inertia of the ground.  

 Not at scale

Air-to-water heat 

exchanger

Supply air duct

Fresh air duct

Overflow 

evacuation

Water-to-water heat 

exchanger

Rainwater tank

Anti-swirl 

rainwater inlet Drain pump

Circulating pump

Double flow 

mechanical unit

Figure 1 : Schematic diagram of the Rainergies principle 
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3. Experimental Study 

3.1. Experimental set-up 

Three Rainergies prototypes are installed in different locations in Alsace, France, in a semi-
continental climate [7]. For the sake of conciseness, this article focuses on one prototype, 
located in Haguenau.  

It consists of a 11 m3 tank made of precast concrete with a coppered hundred-meter-long 
coiled heat exchanger. The surrounding ground is dry sand. A 1 kW cooling heat-exchanger, 
placed before the double flow mechanical unit, allows the heat transfer from the water loop to 
the supply air ventilation of a 150 m² family house which dates from the 1930’s but has been 
retrofitted lately to match current standards of the French building energy code.  

Another prototype, also installed in a residential house, is very similar. The third system is 
located under a small office building with a larger tank of 25 m3 and two immersed coils.  

These prototypes will be the topic of a future communication, allowing to compare results 
with different setups (e.g. the position of the coil in the double flow mechanical ventilation) 
and ground properties (sandstone and groundwater flow).    

3.2. Measurements  

Presently, the Haguenau prototype is monitored with more than 25 sensors connected to 
dataloggers, with a minimum timestep of 10 min. The devices were installed in the summer 
2021 and consolidated data is available since early 2022. The main measured data with their 
sensor references are:  

- Water temperature stratification thanks to 5 fixed dataloggers (ref. HOBO MX2203) 
evenly distributed over the height of the tank (0 m, 0.5 m, 1 m, 1.5 m, 2 m). 

- Water level through total pressure of the bottom of the tank (ref. HOBO U20L-04). 
- Air temperature and humidity inside the tank (ref. HOBO U23-002A). 
- Temperatures at the air-to-water heat exchanger limits (both air: ref. HOBO U23-

002A and water: type K thermocouple). 
- Meteorological data including rainfall, global solar radiation, air temperature and 

humidity (ref. Davis Vantage Pro 2).  
- Temperature inside the buildings (at air vent and in the room: ref. HOBO UX100-

01) 

The temperatures measured in the system will serve as validation data, with meteorological 
data as input and/or boundary conditions. 

3.3. Experimental Results  

During summer operation, as observed on Figure 2, the system can decrease the supply 
temperature of the ventilation up to an encouraging 13°K, keeping indoor temperatures of the 
monitored houses under 27°C during the 2022 summer French heatwave. The cooling energy 
between the 14th of May to 1st of September reached 455 kWh (considering an average 
ventilation flow rate). The average cooling power is 365 W but peaks of 1 kW were observed. 
Measurements show little variation of the air-to-water heat exchanger efficiency between [0.64 
; 0.88] with an average of 0.82 ± 0.16 which is consistent with the design value.  
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In winter, it is also possible to use the energy in the tank for preheating before it passes 
through the double flow ventilation. This preheating is necessary to protect the ventilation 
elements from freezing in case of negative outdoor temperatures. It is usually provided by an 
electrical heater. On the Haguenau prototype, this phenomenon was observed during 120 h over 
the winter period 2021-2022 (November 1st to March 15th), corresponding to ~39 kWh saved. 
The power supplied reaches 500W (average of 230W) and the air temperature was maintained 
above 0°C despite outdoor dry bulb temperatures of -6°C (see Figure ). 

Thus, the system also allows for energy savings in winter (though in moderate quantities). 
Noticeably, winter operation allows to cool down the reservoir and its surrounding ground, 
which is beneficial for summer operation, as it participates to a seasonal energy storage. 

One of the difficulties of this project is to assess correctly the input parameters and their 
influence on the system behaviour. The experimental observation phase of the project can help 
to highlight and understand these events. For example, during rainfalls the water temperature 
inside the tank is influenced by the quantity of rain but also its temperature (see Figure  – 
“T_Xm” meaning that the temperature sensor is at X m starting from the bottom of the tank) : 
during rainy events, for similar quantities the water temperature in the tank may drop 
significantly differently. As this phenomenon is not observed after each rainfall, the hypothesis 
can be made that the temperature of the rain arriving in the tank is in cause. This parameter is 
difficult to evaluate, however recording the temperature inside the tank rainwater filter will 
allow in the future to validate the rain temperature model chosen.    
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Figure 2 : Air and water temperature variations in the air-to-water HX, summer operation (2022 - 
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4. Numerical Modelling 

4.1. Tank model  

In first approach the tank is modelled with two temperature nodes, the ambient air 
temperature (Ta) and the water temperature (Tw) associated with their volume Va and Vw, with 
the notations described in Figure 5, which also shows the heat fluxes involved in the system 
thermal balance (see Nomenclature).  𝜌𝑤𝑐𝑝𝑤 ⅆ𝑉𝑤𝑇𝑤ⅆ𝑡 = −�̇�𝑙𝑜𝑠𝑠,𝑤 −  �̇�𝑐𝑣 − �̇�𝑟𝑎𝑑 − �̇�𝑒𝑣𝑎𝑝 +  �̇�𝐻𝑋,𝑤 + �̇�𝑟𝑎𝑖𝑛 + �̇�𝑑𝑐𝑤 − �̇�𝑡𝑜𝑖𝑙 − �̇�𝑔𝑎𝑟𝑑 − �̇�𝑜𝑓 (1) 

𝜌𝑎𝑐𝑝𝑎 ⅆ𝑉𝑎𝑇𝑎ⅆ𝑡 = −�̇�𝑙𝑜𝑠𝑠,𝑎 +  �̇�𝑐𝑣 − �̇�𝑜𝑢𝑡 + �̇�𝑖𝑛 (2) 

The inlet and outlet temperatures of the coil are computed through both equations of the air-
to-water and water-to-water heat exchanger. As mentioned in the experimental results section, 
the air-to-water heat exchanger efficiency does not vary much, hence it is assumed constant 
which is also consistent with the forced convection that takes place in the exchanger. For the 
first simulations, the same hypothesis has been made for the water-to-water heat exchanger 
efficiency. The supply air temperature is determined by heat flow egality at the air-to-water 
heat exchanger.  

4.2. Ground model 

The ground is assumed to be homogeneous with constant properties not depending on the 
soil moisture. As the heat transfer is symmetrical according to the z axis, the 2D heat transfer 
equation in cylindrical coordinates was used:  𝜌𝑐𝑝 𝜕𝑇𝜕𝑡 = 𝜆 (𝜕2𝑇𝜕𝑧2 + 𝜕2𝑇𝜕𝑟2 + 1𝑟 𝜕𝑇𝜕𝑟) (3) 

The numerical model for the heat equation is a discrete finite volume formulation of 
Equation (3). Depending on the volume location, thermal properties are adapted. A source term 
is added on the superficial node to consider the solar radiation. In this first model, the spatial 
discretisation is constant with 50 cm mesh, but it is intended that following developments 
integrate a variable space discretisation with local refinements around the tank. The variation 
of ground moisture content is not taken into account in this first modelling attempt. 

Figure 5: System thermal balance 
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4.3. Solving procedure 

In order to solve simultaneously for the air, water and ground temperatures, the semi-implicit 
Crank-Nicolson numerical method was used as described by Walther [8]. It has the advantage 
of unconditional stability and is of second order in space and time. 

5. Model validation 

5.1. Simulation hypothesis 

Input parameters, such as weather data or geometrical parameters, are extracted from 
measured prototype data. Glycol water mass flow and air ventilation flow are considered 
constant respectively at 0.14 kg.s-1 according to the design value and 200 m3/h according to 
one-off measurement values.  Convection coefficients were assessed for steady state and kept 
constant throughout the simulation.  

The ground temperature was assumed constant at a depth of 10 meters below ground level. 
The outdoor weather data are used as boundary condition for ground surface (temperature, wind 
and solar flux retrieved from experimental data). The vertical boundaries are adiabatic 
(symmetry along the z-axis and vertical heat flux at sufficient distance from the tank). 

5.2. Numerical Results 

The prototype setup was simulated over the summer period (from the 14/05/22 to the 
31/08/22), using the boundary conditions described in previous section.  

The simulation results obtained are presented on Figure , depicting the simulated versus 
measured water tank temperature (above) and the supply air temperature (below). This first 
model exhibits a correct behaviour in terms of dynamics of the phenomenon, although the 
magnitude of variations can possibly be fine-tuned after the model’s improvements/, e.g. if the 
uncertain parameters are fitted (convection coefficients, rain temperature…). 
Considering the simplifications made, the numerical results are very encouraging: the dynamics 
of water and air temperatures are respected and the simulated water-to-water heat exchanger 
inlet and outlet temperatures and air supply temperature globally match the experimental data.  

In terms of RMSE, the preliminary simulation results obtained are as follow: the highest 
error is made on the tank temperature prediction (2.77 K) and errors of the order of 1.09 to 1.62 
K are made on other temperatures. In order to reduce the discrepancy between model and 
measurement, a sensitivity analysis of the model to its input parameters was undertaken. 

 RMSE (°C) 
Air tank temp. 1.62 

Water tank temp. 2.66 
Inlet HX temp. 1.09 

Outlet HX temp. 1.19 
Supply temp. 1.22 

Figure 6: Experimental and numerical data comparison during 
summer operation – focus on air supply and water tank temperatures 

Table 1: Root mean square error 
(RMSE) 
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5.3. Sensitivity analysis 

In order to identify the influential parameters of the model, with the intention to obtain a 
better fit between model and measurements, a preliminary sensitivity analysis was conducted. 
We used Morris’ [9] “one-at-a-time" sensitivity analysis method, which provides a ranking of 
parameters with an acceptable computational expense, given the involved simulation time (id 
est approximately 2 hours computation for 1 month simulated). The principle of Morris’ 
method, nowadays widely used in the building simulation community, consists in computing 
the average elementary effect of the variation of one parameter at a time, usually for a dozen of 
repetitions. This was performed using the state-of-the-art SAlib python library. 

The investigation focusses on ground properties, thermal convection coefficients and the 
efficiency of the water-to-water heat exchanger. The results obtained on the water tank 
temperature are presented on Figure 7, where the thermal conductivity of ground, the reservoir 
wall convective transfer coefficient of water and the density of ground are the three first influent 
parameters. 

The results show that following parameters are particularly influent on the outputs: 

- All ground properties are significant on the water temperature output. Therefore, 
assessing those coefficients will be crucial for future work.    

- The convection coefficient between wall and water, which calls into question the 
hypothesis of its non-variability.   

As a sequel, a parametric fit optimisation on the most influent parameters will be undertaken in 
a future work, with the aim of obtaining a better prediction of the measured temperatures. 

6. Discussion 

On the experimental side, the primary results exhibit good results with outside air 
temperature reduction of more than 10 K and cooling power reaching 1 kW. Noticeably, this 
system does not aim at replacing air conditioning, but it can reduce its use, especially in high-
performance buildings. During winter, the prototype can pre-heat the air to protect the 
installation from frosting, saving the use of an electrical heater.  

It is foreseen to conduct data acquisition within shorter timestep to try to better understand 
short-timed event such as rainfall and its impact on the rainwater tank temperature.  

Regarding numerical aspects, ensuing the sensitivity analysis, a parameter fitting procedure 
will be led in order to minimize the discrepancy between the model and measurements. 
Moreover, the models need improvement which have already been planned. The rainwater tank 
needs to integrate the water stratification along with an evaporation model and a better 
evaluation of air leakage within the tank which can strongly influence both air and water 
temperature. Thermal convection coefficients and water-to-water heat exchanger efficiency 

Figure 7: Elementary effects of Morris’s sensitivity analysis on the water tank temperature 

ground thermal conductivity 
water-to-wall convection coefficient 

ground density 
air-to-water convection coefficient 

ground thermal capacity 
air-to-wall convection coefficient 

water-to-water HX efficiency 
undisturbed ground temperature 

Range studied 
[0.3; 5] 

[0.2; 30] 
[800; 3000] 

[0.2; 30] 
[400; 1400] 

[0.2; 30] 
[0.3; 0.9] 

[5; 15] 
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need also a finer calculation, e.g. depending on the air or water temperature instead of constant 
values.   

7. Conclusion & Perspectives 

With the rise of drought frequency, the applications of rainwater collection may widen, for 
example with the use of rainwater for domestic applications. This raises several new questions 
about the quality of the water stored in the tank. The water temperature increase may lead to 
microbiologic development. This problem is not very common and deserves some 
investigation. Microbiologic development can also be involved in the development of a biofilm 
leading to the heat exchanger fouling. At that time, neither visual observation nor performance 
degradation allow us to pronounce on that issue, which will remain under surveillance. 

The applicability of such systems in real configurations, the performance prediction and the 
determination of design guidelines is obviously one of the objectives of the research conducted 
here, be it for commercial buildings or housing applications. 

Coupling the model with a building energy simulation tool will allow in future works to 
optimize the controls and test the solution in different conditions (climate, …). It is also planned 
to explore the use of an adiabatic exchanger that can provide extra cooling power by water 
evaporation.  

References 

[1] D. E. Kalz, J. Wienold, M. Fischer, et D. Cali, « Novel heating and cooling concept employing 
rainwater cisterns and thermo-active building systems for a residential building », Applied Energy, 
vol. 87, no 2, p. 650‑660, févr. 2010. 

[2] C. R. Upshaw, J. D. Rhodes, et M. E. Webber, « Modeling electric load and water consumption 
impacts from an integrated thermal energy and rainwater storage system for residential buildings in 
Texas », Applied Energy, vol. 186, p. 492‑508, janv. 2017. 

[3] M. S. Sodha, R. L. Sawhney, et D. Buddhi, « Use of evaporatively cooled underground water 
storage for convective cooling of buildings: An analytical study », Energy Conversion and 
Management, vol. 35, no 8, p. 683‑688, août 1994. 

[4] G. Gan, S. B. Riffat, et C. S. A. Chong, « A novel rainwater–ground source heat pump – 
Measurement and simulation », Applied Thermal Engineering, vol. 27, no 2‑3, p. 430‑441, févr. 
2007. 

[5] Communauté d’Agglomération de Haguenau, « Plan Local d’Urbanisme - Annexe III : Annexes 
Sanitaires : Assainissement », Haguenau, France, 2017. 

[6] J.-B. Bouvenot, « Performance simulation of a hybrid geothermal rain water tank coupled to a 
building mechanical ventilation system », présenté à Building Simulation 2021, Bruges, Belgium, 
Bruges, Belgium, sept. 2021. 

[7] M.-O. SIU, « Rainergy : Conception de prototypes de récupérateurs d’eau de pluie géothermiques », 
INSA Strasbourg, Strasbourg, Projet de fin d’études, 2021. 

[8] E. Walther, Building Physics - Applications in Python. Paris: DIY Spring, 2021. 

[9] M. D. Morris, « Factorial Sampling Plans for Preliminary Computational Experiments », 
Technometrics, vol. 33, no 2, p. 161‑174, mai 1991. 

Acknowledgements  

The authors would like to thank the ADEME (Agence de la transition écologique) and the 
Région Grand Est for the financial support. Many thanks to the Gasnier and Schneider families 
for their availability and letting us tinker their Rainergies systems.  

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

52



 

 

Mesures du champ de température par fibres 
optiques au sein d’un local expérimental industriel 
dédié à l’étude des phénomènes thermo-aérauliques 

Rafik MOULOUEL1,2,3*, Maxime HOUVIN1, Pascal BOREL1, Marc ABADIE2,3, Patrick 
SALAGNAC2,3 

1EDF R&D-PRISME 
6, quai Watier – 78400 Chatou 
2LaSIE (UMR CNRS 7356) – La Rochelle Université 
3Laboratoire Commun 4evLab, CNRS - EDF R&D - LaSIE 
*(auteur correspondant : rafik.moulouel@edf.fr) 

Résumé - Cet article propose une description de l’instrumentation par fibres optiques d’un moyen 
d’essai d’EDF R&D dédié à l’étude des phénomènes thermo-aérauliques au sein de locaux abritant des 
matériels électriques thermosensibles. Cette mesure répartie sur la longueur d’une fibre optique se base 
sur la rétrodiffusion par effet Raman et permet, après traitement et recalage spatial des données, de 
cartographier les champs tridimensionnels des températures dans les murs de ce local expérimental. 
Cette mesure permet également le suivi temporel de l’évolution des champs de température dans les 
murs de ce moyen d’essai « Local Témoin CNPE ». 

Nomenclature  

l distance, m 
k vecteur d’onde, m-1 

P  puissance, W 
t  temps, s 
T température, K 

Symboles grecs 
 atténuation, dB.km-1 

Indices et exposants 
as anti-Stockes 
s Stockes 
 

1. Introduction  

Afin de disposer de données de référence sur les phénomènes thermo-aérauliques dans les 
locaux abritant des matériels électriques thermosensibles, un local expérimental représentatif 
de locaux électriques ou de contrôle-commande de centrales nucléaires, a été défini dans le 
projet de laboratoire de ventilation ZEPHYR d’EDF-R&D. Ce local à l’échelle 1, fortement 
instrumenté, notamment pour la mesure des températures dans les murs et dans l’air, permet de 
réaliser des expériences dans des conditions maîtrisées afin de valider des modèles numériques.  

La cartographie d’un champ de température peut être réalisée à l’aide d’une matrice de 
sondes ponctuelles, comme des thermocouples [1], difficiles à mettre œuvre, ou à l’aide de la 
thermographie infrarouge, permettant la cartographie des températures de surface, mais 
présente une incertitude non maitrisée et n’est pas adaptée à des fins métrologiques [2]. Les 
capteurs à fibres optiques (CFO), permettent également la mesure de température dans des 
structures noyées. Cette mesure est répandue, notamment à EDF, afin de surveiller et 
d’ausculter ses infrastructures et bénéficie d’un retour d’expérience positif. 

La mesure de température dans les murs en béton de ce local repose principalement sur des 
fibres optiques exploitant l’effet Raman. Cette technologie est simple d’utilisation, robuste et 
facile à mettre en œuvre. Cette mesure répartie permet de disposer de plusieurs points de mesure 
sur la même fibre avec une bonne incertitude.  
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Dans cet article, le moyen d’essai « Local Témoin CNPE » est présenté et une description 
de la chaîne de mesure est proposée. Ensuite, les schémas des fibres optiques dans les murs 
ainsi que la méthode de recalage géométrique des données sont détaillés. Enfin, différentes 
visualisations des données sont présentées afin d’illustrer leur exploitation. 

2. Description du moyen d’essai  

Le moyen d’essai « Local Témoin CNPE » est constitué d’un local d’essai avec des murs en 
béton de dimensions externes 12,07 × 3,95 × 2,86 m (Figure 1). L’épaisseur des murs est de 20 
cm. Le sol de ce local repose sur un faux plancher isolé. Ce local dispose d’une ventilation 
mécanique. Il intègre une bouche de soufflage et une bouche de reprise d’air. 

 

 
Figure 1 : Schéma du Local Témoin CNPE (vue de dessus). 

Afin de maîtriser les conditions de température aux limites des parois externes du local, une 
enceinte complémentaire isolée est mise en place. L’espace entre les deux enceintes est 
conditionné par convection forcée autour de 19°C via des gaines souples microperforées. 

Le local est équipé d’armoires, fermées et ventilées naturellement, dissipant de la chaleur à 
l’aide de plusieurs résistances électriques, réparties selon la hauteur de l’armoire, afin d’obtenir 
une puissance surfacique représentative des cas d’usage des locaux électriques et de contrôle-
commande d’un site nucléaire (puissance variable, comprise entre 0,3 kW et 1 kW par armoire). 
L’apport thermique maximal prévu pour l’armoire du local est de 1 kW, cette puissance peut 
être régulée de 0 à 100 %.  

3. Description de la chaîne de mesure 

3.1. Principe de fonctionnement  

Cette mesure repose sur le principe de l’OTDR (Optical Time-Domain Reflectometer) : 
quand la lumière se propage dans une fibre optique, une partie du faisceau incident, de longueur 
d’onde λ0, est rétrodiffusée par les défauts situés à l’intérieur de la fibre. Cette lumière 
rétrodiffusée est impactée de manière spectrale par trois phénomènes de rétrodiffusion de la 
silice (Rayleigh, Raman et Brillouin). La diffusion Raman est une diffusion inélastique, 
sensible uniquement à la température. 

Les interrogateurs à effet Raman envoient une impulsion laser monochromatique (1064 nm 
ou 1550 nm) et mesurent la puissance rétrodiffusée au sein de la fibre à deux fréquences 
appelées pics Stokes et anti-Stokes. L’instant de retour de l’impulsion permet de calculer 
l’abscisse de la zone mesurée. A tout instant t et en tout point d’abscisse l, le rapport entre 
l’énergie de ces deux pics est lié à la température de la fibre par la formule suivante [5] : 

P
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𝑇(𝑡, 𝑙) = 𝑇𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 + 𝛾𝑙𝑛 ( 𝑃𝑠(𝑡, 𝑙)𝑃𝑎𝑠(𝑡, 𝑙)) + 𝐶(𝑡) − 𝑙 𝛥𝛼  (1) 

Avec 𝑃𝑠 et 𝑃𝑎𝑠 les puissances optiques Stockes et anti-Stockes mesurées par les photodiodes de 
l’interrogateur, 𝑇𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 le coefficient de l’appareil pour corriger un biais constant, Δ𝛼 est le 
coefficient d’atténuation différentielle (𝛼𝑎𝑆 − 𝛼𝑆) entre les signaux Stockes et anti-Stockes. 𝛾 
et 𝐶(𝑡) sont des paramètres intrinsèques de l’instrument. 

 

Figure 2 : Diagramme des principaux composants d’un interrogateur Raman [5]. 

L’interrogateur utilisé (Silixa Ultima-S) peut gérer 8 voies de mesure en série et dispose 
d’une portée pouvant aller jusqu’à 5 km. Il a une résolution spatiale d’environ 30 cm, un pas 
d’échantillonnage de 12,6 cm avec une bonne incertitude de répétabilité de 0,1°C pour un temps 
d’intégration de l’ordre de la minute [5]. Il fournit des signaux de température en fonction de la 
longueur de la fibre interrogée, 𝑇 = 𝑓(𝑙), avec un pas spatial de 12,6 cm. Pour localiser les 
points de mesure dans le volume instrumenté, un recalage géométrique de ces données dans 
l’espace réel, 𝑇 =  𝑓(𝑥, 𝑦, 𝑧), est nécessaire afin d’en réaliser l’exploitation. 

 

Figure 3 : Signaux bruts mesurés par l’interrogateur (haut) et signal de température calculé (bas). 

A l’aide de sondes résistives de platine (Pt100), les deux paramètres de l’interrogateur 
(𝑇𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 et 𝛥𝛼) ont été correctement réglés, comme décrit dans [5] en plaçant des tronçons de 
fibres dans une enceinte thermostatée contenant une Pt100 de référence (correspondant aux 

1 2 3 4 5 6 97 8

Soudure optique
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zones colorées en vert sur la Figure 3). Les chutes brusques en amplitude observées sur les 
signaux mesurés correspondent à des soudures optiques, qui introduisent des atténuations sur 
les signaux bruts, mais n’ont aucun impact sur le signal de température calculé. 

3.2. Instrumentation des murs par fibres optiques  

Afin de suivre le profil des températures dans les murs à différentes hauteurs, une longueur 
d’environ 1200 m de fibres optiques équivalant à 8000 points de mesure d’intérêt, est 
instrumentée dans les murs de ce moyen d’essai. Ces fibres sont soudées en série afin d’obtenir 
une seule ligne optique (cf. Figure 3). Cinq fibres optiques sont installées selon l’épaisseur à 
plusieurs hauteurs de chaque mur (cf. Figure 4) : une fibre centrale (1), deux intermédiaires 
dédoublées (3 & 4) et deux fibres en parois des murs (2). Les fibres centrales et intermédiaires 
sont tendues et accrochées sous les barres de fer avant le coulage du béton. Les fibres en parois 
ont été fixées à l’intérieur de saignées, rebouchées ensuite d’un enduit. Les fibres installées sous 
le ferraillage du plafond, correspondant aux fibres 5, 6 et 7 de la Figure 3, ont été posées après 
coulage du béton des murs verticaux du local.  

 
Figure 4 : Schémas des fibres optiques dans les murs.  

 
Figure 5 : Photographies et illustration des fibres optiques à leurs sorties des murs en béton.  

Fibre en peau (2)

Fibres intermédiaires (3)

Fibre centrale (1) 20 cm

Mur en béton

266 cm

60 cm

80 cm

60 cm

60 cm

1167 cm

Sonde Pt100

(4) 
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Le repérage spatial des fibres s’effectue en stimulant thermiquement des parties de fibres qui 
sortent à chaque angle des murs comme illustré sur la Figure 5 (à l’aide d’un point froid). Ces 
parties de fibres hors du béton sont protégées dans des tubes circulaires en plastique ou en métal 
afin de prévenir toute cassure de la fibre à sa sortie du béton. 

4. Méthodologie de mesure 

Comme indiqué dans le paragraphe §3.1, l’interrogateur fournit des données de température 
en fonction de la position de la fibre. Afin de pouvoir exploiter ces données, un recalage spatial 
est nécessaire. Cela consiste à traduire les données brutes de l’interrogateur 𝑇 = 𝑓(𝑙) en points 
spatiaux 𝑇 = 𝑓(𝑥, 𝑦, 𝑧). Afin de connaître la position spatiale de la mesure de température, il 
faut déterminer la relation entre la position le long de la fibre et l’endroit dans l’espace réel. La 
technique utilisée pour déterminer cette relation est de coupler un relevé topographique à un 
repérage de points clés. Ce repérage est réalisé en créant des points froids à des positions 
spécifiques. Il a été décidé de repérer chaque début et fin des segments de fibre installée dans 
les murs du local témoin, comme illustré sur la Figure 6. 

 

Figure 6 : Illustration du repérage des segments de fibres optiques par points froids. 

Tous les segments correspondant à des lignes droites de fibres optiques dans le local témoin 
sont identifiés à l’aide de points froids. Ces relevés sont enregistrés et associés à un maillage 
de points (𝑥, 𝑦, 𝑧) correspondant aux points de mesure par fibres optiques, comme illustré sur 
la Figure 7. L’affichage se fait via le logiciel ParaView. 

 
Figure 7 : Points de mesure de température associés au maillage. 

Le recalage spatial montré dans la Figure 7 est fortement dépendant du repérage par points 
froids. Comme illustré sur la Figure 6, lorsqu’un point froid est localement généré sur la fibre 
sur quelques centimètres, un étalement du pic est observé sur une distance d’environ 75 cm, dû 
à la résolution spatiale de cette mesure. Le minimum de ce pic est alors considéré comme la 
position du point froid, ce qui peut être source d’incertitude sur le recalage géométrique 

Point froid
Position du 

point froid
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Afin de vérifier ce recalage géométrique, des points chauds maîtrisés à des positions connues 
sont générés à l’aide d’un câble chauffant (à environ 50°C) collé verticalement sur la paroi 
interne d’un mur (illustration sur la Figure 8). Sous l’hypothèse d’une diffusion isotrope de la 
chaleur au travers du mur, les maximas en température de toutes les fibres doivent se situer en 
face de ce cordon chauffant. Or, des décalages significatifs (jusqu’à 1 m), observables sur la 
Figure 8, apparaissent. Ils sont dus à un recalage trop grossier, lié à une sensibilité insuffisante 
de la méthode de repérage par point froid. 

 
Figure 8 : Photographie d’un câble chauffant collé sur le mur 1 et affichage des signaux de 

température T = f(l) correspondant à toutes les fibres présentes dans ce mur. 

Pour améliorer et affiner ce recalage, un suréchantillonnage spatial d’un facteur 4 par 
méthode « Zero Padding FFT » est réalisé (Figure 9). Les positions des maximas de tous les 
signaux 𝑇 = 𝑓(𝑙) sont ajustés sur le même 𝑥𝑟é𝑒𝑙, correspondant à la position du câble chauffant 
au sein du local témoin. Le suréchantillonnage spatial permet une meilleure définition des 
maximas avec une meilleure résolution de l’ordre de 3 cm. Les positions des maximas pour 
tous les segments d’un même mur sont ajustées, ces décalages sont enregistrés et appliqués pour 
les futures acquisitions. 

 
Figure 9 : Illustration d’un signal suréchantillonné (à gauche) et des signaux de températures 

redécalés et ajustés sur le même maxima correspondant à la position du câble chauffant (à droite). 

Afin de permettre une meilleure représentation des données, des interpolations linéaires 
tridimensionnelles sont réalisées à l’aide des « triangulations de Delaunay ». La Figure 10 
montre les températures de surface reconstruites par interpolation des points de mesure. Sur 
cette cartographie, la ligne chaude verticale correspondant au câble chauffant a été parfaitement 
reconstruite. Le profil de température selon l’épaisseur du mur montre également une diffusion 
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de la température plus rapide en partie haute du mur qu’en partie basse, ceci est physiquement 
cohérent, le sol en béton étant plus froid. Les résultats de cette interpolation paraissent 
pertinents. 

 

Figure 10 : Visualisation des points de mesure (à gauche), de l’interpolation des températures de 
surface (au centre) et d’une coupe verticale au niveau du centre de la ligne chaude (à droite). 

Des comparaisons entre les mesures par fibres optiques (FO) et des sondes Pt100 
autoétalonnable (sondes intégrant deux matériaux dont les températures de changement de 
phase sont connues, d’incertitude inférieure à 0,2 °C) noyées dans les voiles en béton du local 
ont également été effectuées afin de valider les mesures et de surveiller d’éventuelles dérives 
des mesures par fibres optiques. La Figure 11 montre une cohérence des deux types de mesures 
sur l’intervalle considéré (2 jours). L’écart maximal en température est inférieur à 0,1 °C. Ceci 
constitue une validation de la mesure de température par fibres optiques dans les murs en béton 
du local. 

 
Figure 11 : Comparaison de mesures ponctuelles par fibres optiques et Pt100 dans les voiles. 

5. Evolution temporelle des champs de température 

Une source de chaleur de 3 kW (Figure 12) a été positionnée à environ 80 cm d’un mur à 
l’intérieur du local témoin. L’évolution des températures de surface ainsi que du profil de 
température selon l’épaisseur est présentée. Les résultats sont cohérents : la température est plus 
importante en surface et se diffuse avec le temps à l’intérieur du béton. 

 

C

A
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Figure 12 : Photographie d’une source radiante de 3 kW (à gauche) et évolution des températures 
de points dans les murs se situant sur le même axe en face de la source (en haut à droite) et coupe 

dans le mur montrant les températures interpolées selon l’épaisseur du mur. 

6. Conclusions 

L’instrumentation des murs du moyen d’essai « Local Témoin CNPE » par fibres optiques 
permet de cartographier les champs de température des murs et du plafond, et de mesurer les 
profils de température selon l’épaisseur et la hauteur pour chaque mur du local. Cette mesure, 
validée à l’aide de sondes Pt100, permet également un suivi temporel de l’évolution des 
températures avec une fréquence de l’ordre de la minute. L’objectif de ces mesures est de 
disposer de données de références à l’échelle 1 afin de caractériser des phénomènes thermo-
aérauliques et d’augmenter la robustesse des codes de calcul (0D et 3D). 

En complément de ces travaux, des mesures de températures de l’air dans ce local 
expérimental seront réalisées et confrontées aux résultats de simulations numériques. 
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Résumé - Cet article étudie, à l’aide du logiciel allemand WUFI® Plus, la viabilité d’un concept de 
maison à ossature bois enterrée, et conclut que lorsque deux conditions sont réunies (paroi 
remarquablement étanche à la vapeur d’eau et mise en œuvre irréprochable), l’idée semble viable. La 
suite de l’étude cherche à confirmer la pertinence de la construction bois enterrée face à d’autres 
concepts et conclut que celle-ci n’est pas la plus avantageuse et apparaît comme plus risquée que les 
trois autres options, bien qu’ayant tout de même des performances thermiques et hydriques 
satisfaisantes.  

Nomenclature  

Rth résistance thermique, m²K/W 
Sd résistance à la transmission de vapeur 
d'eau, m 

T température, K 
z profondeur, m    

Symboles grecs 

α diffusivité thermique, m2.jr-1 

λ conductivité thermique, W/mK 

µ facteur de résistance à la diffusion 
de vapeur d’eau

1. Introduction 

En 2021, le secteur du résidentiel représentait 31% de la consommation d’énergie finale 
française [1], et environ 15,5 % des émissions de gaz à effet de serre du pays [2]. Dans le 
contexte général de la transition écologique et de la résilience au dérèglement climatique, le 
secteur du bâtiment en particulier opère des changements dans ses pratiques, et de nombreux 
concepts innovants sont à l’étude. Dans cet article, les auteurs s’interrogent sur la pertinence 
de l’idée quelque peu contre-intuitive de maisons individuelles à ossature bois enterrées.  

Les ambitions principales derrière ce concept inhabituel seraient de réduire l’empreinte 
carbone de la construction de maisons individuelles (en sollicitant la filière bois et en 
réduisant les consommations de béton) tout en utilisant l’inertie du massif de terre afin de 
réduire les consommations de chauffage et d’améliorer le confort d’été.  

Contre intuitive, la construction à ossature bois enterrée ou semi-enterrée n’est cependant 
pas d’office vouée à l’échec, puisqu’il existe de nombreux exemples de bois enterré viable sur 
le long terme. Cependant, l’étude est ici celle d’une maison enterrée relativement similaire à 
une maison à ossature bois (ci-après MOB) classique, en ce sens que la structure porteuse 
serait faite d’un bois non-traité, non-protégé, et donc putrescible.  

Cette étude traite deux problématiques principales. En premier lieu, elle cherche à vérifier 
la viabilité d’un tel concept dans un climat semi-continental tel que celui qui caractérise le 
Nord-Est de la France et une partie de l’Allemagne. L’étude s’attache ensuite à simuler les 
performances de quatre configurations d’une même habitation (ossatures bois et béton, 
enterrées et non-enterrées) afin de mettre en lumière leurs avantages et leurs inconvénients.  

https://doi.org/10.25855/SFT2023-056
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Cet article de préfaisabilité ne considère pas les performances mécaniques des structures 
ou les effets de variations de propriétés du sol autour de l’habitation pour se concentrer sur les 
variations d’humidité et les performances thermiques. De même, la notion de confort n’est 
abordée qu’en termes de température intérieure de l’air ambiant. 

Dans cet article, une brève revue de littérature propose d’abord des éléments 
réglementaires qui serviront d’indicateurs de viabilité pour la suite du travail, en l’absence de 
réglementation spécifique adéquate. La partie suivante développe la méthodologie employée 
au cours de l’étude, puis quelques résultats sont présentés et analysés. Pour finir, une 
discussion et une conclusion viennent clore l’ensemble. 

2. Brève revue de la littérature réglementaire 

Le Tableau 1 présente une liste succincte d’informations extraites de normes applicables en 
France et de rapports ayant permis aux auteurs de l’étude de définir des repères de viabilité 
pour leurs simulations.  

 
 
 

Document de référence Section de référence Élément(s) apporté(s) 
Eurocode 5 : Calcul des structures 
en bois [3] 

2.3.1.3 Définition de la classe de service correspondant à un usage 
résidentiel : il s’agit ici de la classe de service 1 

DTU 31.1 : Travaux de bâtiment – 
Charpente en bois [4] 

5.4  Le point de saturation des fibres de bois se situe aux 
alentours de 30% d’humidité massique. 

6.3 Pour les bois de la classe de service 1,  
→ 7% < humidité massique d’équilibre < 13% 
→ Humidité massique moyenne de mise en œuvre = 12%  
→ Humidité massique extrême localement = 15% 

DTU 31.2 : Travaux de bâtiment — 
Construction de maisons et 
bâtiments à ossature en bois [5] 

9.3.2.2.2.2 La valeur Sd de la barrière à la diffusion de vapeur d’eau 
côté intérieur doit être au moins 5 fois plus élevée que la 
valeur Sd de la barrière à la diffusion de vapeur d’eau côté 
extérieur 

NF EN 335 : Durabilité du bois et 
des matériaux à base de bois  [6] 

C.2.1 Humidité du bois > 20 % en masse peut mener au 
développement de champignons. 

Recommandations professionnelles 
de la CFSE : Isolation thermique 
par l’extérieur des parois enterrées 
avec revêtement d’étanchéité  [7] 

5.1 La solution d’étanchéité doit avoir un Sd > 500m.  
5.2 L’isolant employé en isolation enterrée doit être en 

polystyrène extrudé, polystyrène expansé ou verre cellulaire.  

Tableau 1 : Informations pertinentes issues de normes ou de recommandations professionnelles 

En raison d’une demande formulée par une entreprise désirant commercialiser un tel 
produit, les auteurs ont donc choisi donc de créer des compositions de paroi enterrée qui 
soient isolées par l’extérieur par du verre cellulaire, protégé par une solution d’étanchéité en 
EPDM. En particulier, la solution retenue emploie des panneaux de la marque FOAMGLAS®, 
parfaitement étanches à la vapeur d’eau, permettant ainsi de se passer de pare-vapeur. 

De plus, lors des simulations, les valeurs d’humidité massique maximales dans la structure 
de bois sont alors 13% dans le cas général, et 15% dans le cas d’extrêmes localisés [4]. 

Enfin, le format de cet article ne permet pas une revue exhaustive de tous les concepts qui 
relèvent de la traditionnelle « earth house » [8] puisqu’une recherche sur le seul moteur de 
recherche Science Direct rapporte plus de 150 références, dont 24 après 2020, ce qui 
témoigne du nouvel engouement pour ce type de construction résidentielle. 

3. Méthodologie 

Le premier objectif de cet article consiste à étudier la faisabilité technique d’une maison à 
ossature bois (MOB) enterrée. Le second objectif est ensuite de comparer les performances de 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

62



cette MOB enterrée à celles d’une MOB classique et celles d’une maison enterrée du type 
« earth shelter » [9], afin de déterminer la pertinence réelle du concept.  

Pour ce faire, des simulations du comportement hygrothermique des parois ont été 
réalisées avec le logiciel allemand WUFI® Plus [10] et sa base de données intégrée, après une 
étude préliminaire simplifiée réalisée à l’aide de l’outil en ligne Ubakus 
(https://www.ubakus.de/). Afin d’obtenir des résultats concluants, toutes les hypothèses ont 
été conservées entre différentes simulations, et seules les compositions de parois et climat à la 
limite extérieure de paroi ont été changées entre les modélisations.  

3.1. Hypothèses de modélisation 

Les quatre modélisations sont effectuées pour une habitation de très petite taille, ayant une 
surface au sol de 24 m² et un volume de chauffe de 50 m3. Elle est semi-enterrée, en ce sens 
que seule sa façade Sud est directement exposée au rayonnement solaire et aux éléments. Le 
sol de l’habitation est composé d’un radier modélisé par 20 cm de béton, d’une membrane 
assurant l’étanchéité en polyane (polyéthylène), et de 70 cm de granulats de verre cellulaire. 
L’ensemble des vitrages représente 5 m², répartis entre la façade sud et le plancher haut.  

La ventilation est assurée par une VMC de type hygro B (débit nominal de 39 m3/h, 
infiltrations de 0,5 vol/h, surventilation nocturne estivale de 5 vol/h). Une consigne de 
déshumidification est mise en place de façon à ce que l’humidité relative ambiante ne dépasse 
pas 60%. De même, l’humidité minimale est fixée à 40%, considérant le cas où l’usager 
chercherait à humidifier un espace trop inconfortablement sec.  

Les scénarios d’occupation sont établis pour deux personnes. Les scénarios d’occultation 
des vitrages sont établis de manière à éviter les surchauffes de l’ambiance intérieure.  

Les fichiers météo utilisés pour les simulations sont ceux de la ville de Mannheim (année 
2004 avec valeurs altérées l’été pour simuler un climat caniculaire) [10].  

3.2. Modélisation du climat souterrain 

L’outil WUFI® Plus n’étant pas spécifiquement développé pour l’étude de bâtiments 
enterrés, les modèles disponibles pour la modélisation des climats souterrains sont quelque 
peu limités.  

Par souci de simplification, le modèle utilisé décrit la température du sol à l’aide d’une 
sinusoïde, dont l’amplitude, la valeur moyenne et le jour du maximum sont calculés à partir 
des données météorologiques de la ville de Mannheim [11] et de l’équation suivante [12] :  

 끫뢎(끫룎, 끫뢮) = 끫뢎끫뢴끫뢴끫뢴 − 끫뢎끫뢜끫뢴끫뢜 ∗ exp �−끫룎 ∗ � 끫븖365∗끫뷸� ∗ cos� 2끫븖365 ∗ �끫뢮 − 끫뢮끫뢴끫뢜끫뢴 − 끫룎2 ∗ �365끫븖∗끫뷸�� (1) 

Avec z la profondeur (fixée à 1,5 m pour les calculs), Tmoy la température moyenne de 
surface à Mannheim (11°C), Tamp l’amplitude de variation de la température de surface (9oC), 
j le jour de l’année, et jmax le jour le plus chaud. La diffusivité thermique α est fixée à 
0,09m²/jr.  

L’humidité du sol environnant est considérée égale à 100%. 

3.3. Détail des quatre compositions de paroi 

Les compositions de paroi ont été déterminées de manière à ce qu’elles aient toutes les 
quatre une résistance thermique totale de 5 ± 0,1 m²K/W. Le Tableau 2 présente pour les 
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quatre configurations la conductivité thermique, l’épaisseur, la résistance thermique, le facteur 
de résistance à la diffusion de vapeur d’eau et la résistance à la transmission de vapeur d'eau, 
pour chaque matériau, respectivement. Le facteur de résistance à la diffusion (µ) et la 
conductivité thermique (λ) sont dépendants de la température et/ou de l’humidité du matériau. 
Les données numériques données dans le Tableau 2 sont donc indicatives ; il s’agit des 
valeurs pour une humidité relative de 0% et une température de 10°C [10]. La MOB classique 
comporte les matériaux que l’on retrouve souvent dans de telles constructions, du bardage 
extérieur en pin au panneau de gypse. On remarque ensuite que la MOB enterrée comporte 18 
cm de Foamglas T3+ dont l’étanchéité est très élevée et qui assure une résistance semblable à 
celle de la fibre bois employée précédemment.  Les deux parois de béton sont construites de 
manière à correspondre aux deux autres en termes de matériau et de résistance thermique. 

 
 
 

 Composition  
(extérieur  intérieur) 

λ 
(W/mK) 

épaisseur 
(cm) 

Rth  
(m²K/W) 

µ 
(-) 

Sd  
(m) 

 
Maison à 

ossature bois 
classique 

Bardage en pin jaune 0,119 2 0,168 1 734,1 34,7 
Pare-vent / pare-pluie - 0,1 - 200 0,2 
Panneau OSB 1,3 1,8 0,014 175 3,15 
Fibre de bois 0,042 20 4,762 3 0,6 
Panneau OSB 1,3 1,8 0,014 175 3,15 
Pare-vapeur - 0,1 - 100 000 100 
Panneau BA13 0,25 1,3 0,052 7 0,09 

Somme :  27,1 5,010  141,89 
 

Maison à 
ossature bois 

enterrée 

EPDM - 0,1 - 90 000 90 
Foamglas T3+ 0,039 18 4,615 1 500 000 270 000 
Lamibois 0,13 6 0,462 156 9,36 

Somme :  24,1 5,077  ~270 000 

 
Maison à 
ossature 

béton 
classique 

Enduit extérieur 0,8 1 0,013 25 0,25 
Pare-pluie - 0,1 - 100 0,1 
Polystyrène extrudé 0,04 19,5 4,875 125 24,38 
Béton 1,7 10 0,059 179 17,9 
Pare-vapeur - 0,1 - 100 10 
Enduit intérieur 0,2 1,5 0,075 8,3 0,13 

Somme :  32,2 5,022  52,76 
 

Maison à 
ossature 

béton 
enterrée 

EPDM - 0,1 - 90 000 90 
Foamglas T3+ 0,039 19 4,872 1 500 000 285 000 
Béton 1,7 20 0,118 179 35,8 
Enduit intérieur 0,2 1,5 0,075 8,3 0,13 

Somme :  30,6 5,065  ~285 000 

Tableau 2 : Composition des quatre parois choisies 

4. Résultats 

Dans cette section, une première partie des résultats présentés s’attarde sur les 
performances hygrothermiques de la composition en bois enterrée, et une seconde s’intéresse 
aux différences de performance entre les quatre compositions de parois prévues pour l’étude.  

4.1. Faisabilité de l’ossature bois en construction enterrée 

Afin de déterminer la viabilité du concept dans un climat tel que celui de Mannheim, deux 
critères principaux sont étudiés : l’apparition ou non de condensation au sein de la paroi, et 
l’humidité massique au sein du lamibois directement apposé sur la charpente porteuse.  

4.1.1. Condensation au sein de la paroi 

Ici, pour une configuration dont l’isolant est placé à l’extérieur et protégé par un 
revêtement d’étanchéité (à l’inverse des configurations en « isolation inversée »), les deux 
points où de la condensation est la plus susceptible d’apparaître sont la frontière entre 
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l’étanchéité EPDM et l’isolant, et la frontière entre l’isolant et le lamibois (par une éventuelle 
stagnation de vapeur provenant de l’intérieur incapable de traverser le verre cellulaire vers 
l’extérieur). 

Au point (1), l’humidité relative tend lentement vers le point de rosée (98% au bout de 10 
ans de simulation). Cependant, ceci ne constitue pas un point d’inquiétude pour la structure, 
considérant l’étanchéité à la vapeur d’eau quasi parfaite, m > 1 000 000, démontrée par les 
plaques de FOAMGLAS®. Ainsi, la condensation susceptible de se former au point (1) ne 
risque pas de dégrader l’isolant ni de migrer vers la structure porteuse en bois.  

Au point (2), l’humidité massique (masse eau/masse matériau humide) maximale calculée 
est de 10,78%, correspondant à une humidité relative de 51,4% (loin du point de saturation). 
Ce résultat de 10,78% est bien conforme aux valeurs indiquées dans le DTU 31.1 [4]. 

4.1.2. Étude de l’humidité massique du lamibois  

La Figure 1 présente la variation de l’humidité massique au sein du lamibois avec le temps, 
au cours d’une année type. La courbe noire représente une moyenne dans la couche de 
lamibois ; tandis que la courbe grise représente le cas extrême de l’interface entre le lamibois 
et l’air de l’habitation (endroit où l’humidité varie le plus, et atteint ses valeurs minimale et 
maximale dans le bois). En bref, on y observe que l’humidité massique est annuellement 
comprise entre 9 et 12%. 

 

 
Figure 1 : Humidité massique dans le lamibois au cours d’une année. 

Ces résultats écartent les problèmes de condensation pour la configuration bois enterrée. 
Ceci est attribuable à la très haute résistance à la diffusion de vapeur d’eau des panneaux de 
verre cellulaire ; en effet, des configurations isolées à l’aide de liège, granulats de verre 
cellulaire ou polystyrène menaient systématiquement à la formation répétée et amplifiée 
d’année en année de condensation au sein de la paroi (non présenté ici). Les deux courbes de 
la Figure 1 fournissent un aperçu du stockage et de la restitution de vapeur d’eau par la 
couche de lamibois. Cette dernière est considérée comme ayant un comportement similaire à 
celui de la charpente qui la soutient, également en lamibois. En particulier, après dix années 
de simulation, les résultats obtenus se stabilisent vers le profil illustré par la Figure 1. Ce 
comportement est parfaitement conforme aux exigences du DTU 31.1, puisque les deux 
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courbes sont bien à l’équilibre entre 7% et 13% d’humidité massique, et que même dans le 
cas le plus défavorable (visualisé par la courbe grise), l’humidité massique n’atteint jamais 
une valeur de 15%. De plus, le lamibois se tient loin des 20% d’humidité massique risquant 
l’apparition de champignons, et encore plus du seuil de 30% qui constitue son point de 
saturation si on l’assimile à du bois massif. 

En conséquence, les auteurs jugent qu’une construction enterrée, avec une ossature en bois 
putrescible et non protégée telle que celle composée de lamibois, et la composition de paroi 
proposée, serait une solution viable sur le moyen-long terme. En effet, des simulations 
menées sur une durée de 30 ans confirment a priori la stabilité des résultats présentés ici. Les 
auteurs soulignent cependant l’importance de la qualité de la mise en œuvre ainsi que de la 
gestion des ponts thermiques et éventuelles discontinuités d’étanchéité lors de la construction. 
Un drainage approprié de la masse de terre évacuant l’eau de ruissellement loin du bâtiment 
est aussi à considérer. 

4.2. Comparaison des quatre configurations 

Les modélisations WUFI des quatre compositions de paroi étudiées produisent les résultats 
présentés au Tableau 3 en termes de consommation annuelle d’énergie imputable au 
chauffage, d’appel de puissance maximal, de température maximale intérieure et du nombre 
d’heures annuelles où la température excède le seuil de 26°C : 

 
   Maison à 

ossature bois 
classique 

 Maison à 
ossature bois 

enterrée 

 Maison 
ossature béton 

classique 

 Maison 
ossature béton 

enterrée 
Consommations annuelles 

de chauffage (kWh) 
2 164 1 987 2 076 1 942 

Charge de chauffe 
maximale (W) 

1 387 1 221 1 301 1 146 

Température maximale 
intérieure (°C) 

28,8 27,1 28 26,6 

Nombre d’heures par an 
avec Tint > 26°C (h) 

420 133 307 99 

Tableau 3 : Quelques résultats clé des quatre simulations.  

Les résultats présentés au Tableau 3 permettent une discussion au point de vue plus large :  

- Les configurations enterrées,  et , bien qu’ayant des parois aux résistances 
thermiques sensiblement similaires à celles de leur homologue non-enterrée, présentent 
des consommations annuelles de chauffage qui leur sont de 7,3% inférieures en 
moyenne (8,2% pour les constructions bois, 6,4% pour les constructions béton). 
Ces différences sont à constater en gardant à l’esprit la modélisation idéale du climat 
souterrain par l’équation (1), qui induit une incertitude sur les résultats présentés ici.  

- Les deux configurations enterrées obtiennent une charge de chauffage maximale 
annuelle (appel de puissance) inférieure de 12% à celle de leur équivalent non-enterré. 
Ceci s’explique par le lissage des variations de température du climat extérieur par 
l’inertie du massif de terre. Sur un bâtiment d’une taille plus importante, ce genre de 
phénomène pourrait permettre de choisir un équipement de chauffe de plus petite 
puissance lors du dimensionnement de l’installation. Pour l’utilité publique, la 
généralisation de choix d’habitation à haute inertie pourrait aussi favoriser des appels 
de puissance de chauffage globalement moins élevés à l’échelle d’une commune ou 
d’une région. 
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- Les configurations enterrées présentent également une température maximale atteinte à 
l’intérieur du logement, inférieure d’en moyenne 1,55°C à celle de leur homologue 
non-enterrée (1,7°C pour les constructions bois, 1,4°C pour les constructions béton). 

- Toujours concernant l’aspect confort d’été, les configurations enterrées présentent une 
réduction spectaculaire du nombre d’heures de surchauffe. En effet, elles occasionnent 
en moyenne 68% de moins d’heures où la température dépasse 26°C dans le logement 
que leurs alternatives non-enterrées (réduction de 68,3% dans le cas des configurations 
bois et de 67,7% pour les configurations béton). 

Ces résultats de simulation ne semblent pas décourager la pratique de construction enterrée, 
bien au contraire. Si la réduction des consommations et des puissances de chauffage est 
relativement légère, le confort d’été, à n’en juger que par les deux derniers indicateurs, s’en 
trouve grandement amélioré.  

Cette étude serait enrichie par la présentation de résultats d’analyse du cycle de vie de ces 
quatre configurations, afin de juger du bien-fondé de l’effort environnemental de l’emploi du 
bois, ainsi que de celui de la construction enterrée. Ceci permettrait ainsi également de juger 
des émissions de chacun de ces modes de construction, et de déterminer si les gains 
thermiques liés à la configuration enterrée suffiraient à contrebalancer une construction 
éventuellement plus émettrice. Cependant, le format d’un article de conférence ne permet 
malheureusement pas la présentation de cet aspect, qui pourrait être adressé dans le cadre 
d’une étude plus extensive du sujet.  

De même, des indicateurs de coût de mise en œuvre ainsi qu’une étude de génie civil 
seraient nécessaires pour une analyse tout à fait complète du sujet.  

Enfin, depuis quelques années, les techniques de fabrication de parois entièrement 
constituées de pisé, donc de murs de terre, ont évolué au point de permettre l’impression 3D, 
la fabrication robotisée ou additive de murs préfabriqués [13] qui présentent des 
caractéristiques semblables, en matière d’inertie, aux structures enterrées, mais sans le 
potentiel inconvénient de l’ossature de bois qui pourrait être en contact de l’humidité 
provenant des sources extérieures lors de ruptures d’étanchéité avec les conséquences 
désastreuses que cela pourrait entraîner. 

5. Conclusion 

Puisque le secteur résidentiel représente une part importante de la consommation d’énergie 
finale française, cet article interroge la pertinence de considérer des maisons à ossature bois 
(MOB) enterrées sur la consommation énergétique, l’appel de puissance et le confort 
thermique assuré par ces dernières. 

Cette étude a permis de confirmer par la simulation une viabilité théorique du concept ci-
haut mentionné. Cependant, de par la sensibilité du bois structurel à l’humidité et à ses 
variations, et de par les conditions spécifiques du milieu enterré (humide, séchage lent), la 
seule solution considérée comme viable par cette étude est celle d’une enveloppe 
extrêmement fermée à la diffusion de vapeur. Celle-ci, bien qu’efficace lorsque simulée, est 
largement dépendante de la qualité de sa mise en œuvre ; il faut encore une fois rappeler 
l’importance cruciale d’une étanchéité non seulement de qualité, mais sans discontinuité. En 
outre, il serait pertinent dans le cas d’une expérimentation réelle de ce concept de prévoir une 
instrumentation permanente déployée sur toute la surface d’échange d’un prototype et des 
prises de mesures régulières, afin de garantir l’étanchéité sur le long terme.  

Les simulations suggèrent un intérêt du concept par rapport à une MOB classique. En effet, 
la MOB enterrée présente des avantages, particulièrement en matière de confort. Mais, le 
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simple risque d’une infiltration à travers un joint défaillant induit un doute sur les 
performances à long terme de cette solution. 

En fait, une habitation enterrée à ossature béton (bien que moins vertueuse en termes 
d’empreinte carbone), s’illustre comme plus performante que son homologue enterrée à 
ossature bois. De plus, celle-ci présente moins de risques structurels liés à l’humidité, ainsi 
qu’un meilleur confort d’été.  

En conclusion, le choix de ce type d’habitation spécifique n’apparaît pas insensé, mais 
relève davantage de convictions que de considérations thermo-hydriques, structurales ou de 
confort.  
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Résumé – Cette revue analyse l’état actuel de la recherche sur la modélisation énergétique de serres 
réalisée avec le logiciel TRNSYS. Seize modèles publiés entre 2013 et 2022 sont étudiés selon trois 
thématiques : les caractéristiques des serres modélisées, la description des éléments inclus dans les 
modèles et le processus de validation. L’analyse documente les principales approches de modélisation 
utilisées et permet d’en identifier les tendances, les différences et les lacunes. 

1. Introduction 

L’agriculture en serre offre une solution améliorant le rendement de la production agricole 
en plus de répondre à la demande alimentaire croissante. En climat froid, la rentabilité des 
serres est en lien direct avec le coût de l’énergie nécessaire à la production agricole en 
conditions optimales. Afin d’en améliorer l’efficacité énergétique, il est fréquent d’utiliser des 
modèles numériques qui mettent en équations des phénomènes physiques afin de simuler le 
climat intérieur d’une serre ainsi que la consommation énergétique. Bien qu’il existe plusieurs 
techniques de modélisation numérique de serres, un nombre important de modèles sont 
développés sur des logiciels de simulation thermique dynamique (STD) de bâtiment, tel que 
TRNSYS [1]. TRNSYS permet l’intégration simplifiée d’équipements ou composants (Type) 
de systèmes de chauffage, ventilation et conditionnement de l’air (CVCA) ou d’énergie 
renouvelable. Depuis 2013, trente-deux études utilisant un modèle énergétique de serre réalisé 
avec TRNSYS ont été répertoriées. Malgré l’utilisation de ces modèles dans la littérature, 
Ahamed et al. [2] évoquent que TRNSYS n’est pas adapté pour la modélisation énergétique 
de serres et que des ajouts complexes sont nécessaires pour modéliser l’évapotranspiration des 
cultures ainsi que les écrans thermiques afin d’obtenir des résultats représentant correctement 
la réalité. Afin d’identifier les tendances, les différences et les lacunes de l’utilisation de cet 
outil, cet article présente donc l’état actuel de la modélisation énergétique de serres à partir 
d’études réalisées spécifiquement avec le logiciel TRNSYS. D’abord, le cadre d’évaluation 
est présenté, suivi des résultats et d’une discussion. Les observations tirées de cette revue 
soutiendront les travaux futurs dans le domaine de la simulation énergétique de serres. 

2. Méthodologie 

Quelques articles récents [3 à 5] font la revue de la modélisation énergétique de serre et 
s’intéressent particulièrement aux modèles basés sur les phénomènes physiques. Katzin et al. 
[5] présentent un cadre détaillé qui caractérise les différentes approches de modélisation des 
bilans énergétiques et massiques de chaque modèle étudié, sans toutefois considérer les 
modèles complétés avec des logiciels STD comme TRNSYS. Ces modèles y sont exclus 
puisque la description des approches de modélisation est jugée insuffisante pour les 
utilisateurs non familiers avec ces logiciels.  Le cadre proposé par [5] est repris dans cet 
article et appliqué aux modèles développés avec TRNSYS puisque cet outil est fondé sur les 
principes physiques [1]. Ce choix permet aussi de comparer les modèles développés avec 
TRNSYS avec les 24 autres modèles (2018 à 2022) répertoriés par [5]. Ce cadre inclut trois 
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thématiques : les caractéristiques des serres modélisées, la description des éléments inclus 
dans les modèles, et le processus de validation du modèle.  

La sélection des modèles étudiés est faite selon 3 critères : (1) une date de publication de 
moins de 10 ans (2013-2022) ; (2) un modèle qui est décrit en détail pour la première fois ; (3) 
un processus de validation du modèle est présenté. L’utilisation du mot-clé TRNSYS dans les 
bases de données résultent dans l’identification de peu d’articles : 13 articles en anglais datant 
de moins de 10 ans (2013-2022) lorsqu’une recherche est effectuée sur Web of Science avec 
les termes  (TRNSYS) AND (“greenhouse model*” OR “greenhouse simulation*” OR 
(greenhouse* AND (“yield model*” OR “thermal model*” OR “heating model*” OR “yield 
simulation*” OR “thermal simulation*” OR “heating simulation*” OR “control”)) NOT 
(“greenhouse gas*” OR “greenhouse emission*” OR “greenhouse effect*”)). En étudiant les 
références de ces 13 articles, un total de 32 articles est atteint. De ces articles, 16 ont ensuite 
été exclus : 8 utilisent un modèle précédemment décrit dans un autre article et 8 ne présentent 
pas de processus de validation. Ainsi, un échantillon de 16 modèles est considéré dans cette 
revue. Cet échantillon permet de donner un aperçu de l’état de la recherche sur la 
modélisation énergétique de serres avec le logiciel TRNSYS.  

2.1. Caractéristiques des serres modélisées 

Une serre est un bâtiment de production agricole dont l’enveloppe transmet la lumière 
naturelle. La conception et les systèmes CVCA d’une serre varient selon les besoins 
opérationnels et les perturbations externes locales. Les caractéristiques des serres ainsi que les 
objectifs des modèles impactent la modélisation. Les serres modélisées sont donc classées 
selon leurs caractéristiques de conception et d’opération tel que présentées dans le Tableau 1. 

 

Catégorie Description Catégorie (suite) Description 
Objectif Résumé de la raison d’être du modèle Superficie Superficie de la serre (m2) 
Format Type de construction et nombre de portées Systèmes CVCA Énumération des systèmes CVCA 

Enveloppe Principaux matériaux de construction   Cultures Type de végétaux cultivés 

Tableau 1: Catégories des caractéristiques des serres 

2.2. Éléments inclus dans les modèles et leurs approches de modélisation 

Une serre est un système complexe où plusieurs phénomènes interagissent tels que les 
transferts énergétiques et massiques (air, vapeur, CO2). Le climat interne d’une serre est 
influencé par les conditions météorologiques et les occupants, les végétaux cultivés, où des 
systèmes CVCA maintiennent les conditions adéquates pour la culture. Selon le niveau de 
détails recherché, un modèle peut inclure ou exclure certaines interactions physiques. Pour 
chacune de ces interactions, plusieurs approches de modélisation peuvent être utilisées tel que 
présentés dans le Tableau 2. Les éléments considérés sont classés en quatre grandes 
catégories, soit ceux en lien avec (1) le bilan énergétique de la serre ; (2) le bilan massique de 
la vapeur d’eau ; (3) le bilan massique de CO2 ; et (4) le modèle de cultures. 

2.3. Processus de validation des modèles 

La validation des modèles est la comparaison entre les prédictions d’un modèle numérique 
et des données expérimentales (mesurées). Ceci permet de déterminer la capacité du modèle à 
reproduire la réalité et son utilité. La méthodologie de validation des modèles n’est pas 
standardisé et généralisé dans le domaine de la simulation énergétique des serres [5]. Le 
processus de validation est séparé en deux étapes : l’acquisition de données et la comparaison 
statistiques des données. Le Tableau 3 définit les paramètres du processus de validation. 
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 Éléments Description 
Bilan 

énergétique 
Gains solaires Approche utilisée pour modéliser l’interaction du rayonnement solaire avec les 

surfaces de la serre 
Éclairage artificiel Type de lumière (LED, HPS), Variable de contrôle (Horaire, Rayonnement 

solaire), Gain interne divisé en rayonnement et convection (Divisé, Combiné) 
Rayonnement thermique Nombre d’objets considérés dans les échanges de rayonnement thermique  
Convection/Conduction Nombre d’objets considérés dans les échanges convectifs et conductifs  

Sol Composant pour modéliser le sol (Condition frontière constante (Type 56), 
Condition frontière variable (Type 77), Discrétisation du sol (Type 49 et 1244) 

Infiltration /Ventilation 
 

Approche utilisée pour modéliser les débits d’infiltration et de ventilation : 
Intrant au modèle (CAH), fonction de variables (Ti, Te, v), TRNFLOW ou 
dynamique des fluides numériques (CFD) 

Bilan massique 
Vapeur d’eau 

Transpiration 
 

Approche utilisée pour modéliser l’évapotranspiration des cultures (Constant, 
Modèle fonction des variables énumérées, FAO Penman-Monteith) 

Évaporation / 
Condensation 

Présence d’un modèle pour l’évaporation /condensation sur les parois de la serre 

Bilan massique 
CO2 

Bilan CO2 Présence d’un bilan massique du dioxyde de carbone dans la serre 

Modèle de 
cultures 

Rendement / 
Photosynthèse 

Présence d’un bilan sur le rendement ou le taux de photosynthèse pour les 
cultures de la serre 

Indice foliaire (LAI) Approche utilisée pour modéliser la taille des cultures dans la serre 

Tableau 2: Éléments d’un modèle de serres 

 

Étape Paramètres Description 
Acquisition des 

données 
expérimentales 

Lieu Pays dans lequel s’est déroulé l’acquisition des données 
Période Saisons de l’année de l’acquisition des données 

Contexte Contexte d’opération de la serre durant l’acquisition des données 
Variables validées Variables mesurées servant à la comparaison avec les résultats de simulation 
Durée (Intervalle) Durée et l’intervalle de temps de l’acquisition des données 

Comparaisons 
statistiques 

Indicateurs 
statistiques 

Indicateurs statistiques utilisés pour la comparaison entre les variables 
simulées et mesurées 

Tableau 3: Paramètres du processus de validation des modèles 

3. Résultats 

L’analyse des références est détaillée aux Tableaux 4 à 6 selon les critères spécifiés dans 
les Tableaux 1 à 3.  

3.1. Caractéristiques des serres modélisées 

Les caractéristiques de construction (Format de serre, Enveloppe et Superficie) et 
d’opération (Systèmes CVCA, Cultures) des serres modélisées sont diversifiées (Tableau 4). 
Les serres de petite taille (< 1000 m2) sont davantage représentées (10/16). Pour les serres de 
petite taille, il y a beaucoup de variétés de format, tandis que les serres de grande taille (6/16) 
sont généralement de type Venlo avec une enveloppe à paroi simple.  

Les modèles étudiés proviennent de partout dans le monde. Les systèmes CVCA utilisés 
pour maintenir les conditions climatiques optimales dans une serre varient. Le chauffage est le 
système le plus modélisé (13/16). La ventilation naturelle ou forcée (10/16), l’écran thermique 
(8/16), le refroidissement (7/16) et l’éclairage artificiel (4/16) sont les autres systèmes les plus 
communs. L’humidification (2/16) et la déshumidification (2/16) sont peu fréquentes. Des 
systèmes passifs sont aussi utilisés dans les serres comme l’isolation des murs ou du sol. En 
moyenne, les modèles comptent trois systèmes CVCA. Les serres passives n’en comptent 
aucun et les serres de plus haute technologie en compte cinq. 
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La majorité des modèles de serre contiennent des cultures (9/16). Les types de culture 
retrouvés dans les modèles développés avec TRNSYS sont parfois non définis (3/16), mais 
considérés dans les bilans thermiques et massiques.  

Le développement d’un modèle de serre avec TRNSYS répond généralement au besoin 
d’évaluer le comportement d’une serre selon des scénarios, avec une analyse paramétrique ou 
de sensibilité. Certains modèles évaluent l’impact de différentes approches de modélisation. 

 

Référence Objectif Format Enve-
loppe 

Superficie 

[m2] 
Systèmes 
CVCA 

Cultures 

[6] Évaluer la conservation énergétique dans une serre fermée 
en comparant diverses configurations de systèmes 

Gable; 
Simple 

Verre 2700 C, R, H, DH, L N/D 

[7] Évaluer les besoins en chauffage dans différentes régions 
(Corée du sud) et intégrer un chauffage géothermique 

Venlo ; 
Multiple 

Verre 1000 C, VF VIDE 

[8] Modéliser l’interaction air-cultures et une serre intégrée à 
un bâtiment 

Intégrée au 
bâtiment 

Verre 27 VF Tomates 

[9] Évaluer le ratio de surplus énergétique d’une serre et 
tester des types d'enveloppes 

Gothic; 
Simple 

PE 
double 

4000 C, VF, S, H N/D 

[10] Développer un modèle pour analyser les choix 
d’enveloppe, d’orientation et de type de serre 

Ronde; 
Simple 

PE 
double 

184 C, R, VN VIDE 

[11] Évaluer l'impact des écrans thermiques sur la 
consommation énergétique d’une serre 

Arche; 
Simple  

PE 
double 

184 C, R, S, VN VIDE 

[2] Développer un modèle TRNSYS avec les fonctionnalités 
existantes et évaluer sa performance 

CSG ; 
Simple 

Verre 210 C, R, S, DH, L N/D 

[12] Évaluer l’impact de la discrétisation de l’air intérieur en 
plusieurs nœuds 

Venlo; 
Simple 

Verre 500 C, R, L Fleurs 

[13] Développer un modèle de serre solaire passive sur 
TRNSYS 

CSG; 
Simple 

PE 88 Serre passive VIDE 

[14] Évaluer la performance d’un modèle TRNSYS pour 
modéliser une serre à portées multiples  

Venlo; 
Multiple  

PC 7572 C, R, S, VN VIDE 

[15] Développer un modèle et tester les paramètres pour 
optimiser le design des serres au Maroc 

Gable; 
Simple 

Verre 1000 C, R, L Tomates 

[16] Modéliser une serre existante pour estimer les besoins 
énergétiques lorsque jumeler avec une centrale thermique 

Venlo; 
Multiple 

PO 768  C, S, VF Mangues  

[17] Évaluer l’influence des approches de modélisation de la 
rayonnement solaire 

Venlo ; 
Multiple 

Verre 4374 C, S, VN VIDE 

[18] Développer un modèle détaillé de serre avec TRNSYS et 
analyser des mesures de réduction énergétique 

Gothic; 
Simple 

PE 
double 

247 C, VN, VF Laitues 

[19] Développer un modèle de serre avec discrétisation du 
volume avec TRNSYS 

Gothic; 
Simple 

PO 168 Serre passive VIDE 

[20] Développer un modèle de serre intégrée sur le toit d’un 
bâtiment  

Arche ; 
Multiple 

PO 600 C, VN Tomates 

Type CSG : Serre solaire passive Style chinoise Enveloppe PE : Polyéthylène; PC : Polycarbonate; PO : Polyoléfine Systèmes mécaniques C : 
Chauffage; R : Refroidissement; S : Écran thermique, H : Humidification, DH : Déshumidification, VN : Ventilation naturelle; VF : Ventilation 
forcée; L : Éclairage  

Tableau 4: Caractéristiques des serres modélisées 

3.2. Éléments inclus dans les modèles et leurs approches de modélisation 

Le Tableau 5 présente les grandes lignes de la composition des modèles. Tous les modèles 
utilisent la représentation 3D d’un bâtiment multizone (Type 56). La majorité des modèles 
posent que les conditions intérieures dans une serre sont homogènes puisque l’air intérieur est 
parfaitement brassé. 

Dans tous les cas, les gains solaires sont modélisés par TRNSYS avec le Type 16. Le 
rayonnement solaire interne est fonction des données d’entrée du fichier météo ainsi que 
l’angle d’incidence du rayonnement direct et diffus sur les parois. Le Type 16 propose cinq 
approches différentes de modélisation du rayonnement solaire sur les surfaces inclinées où 
seulement le modèle de rayonnement solaire diffus varie. L’éclairage naturel est souvent 
modélisé par l’ajout d’un gain interne qui combine les transferts de chaleur par rayonnement 
thermique et par convection. Baglivo et al. [12] modélisent le positionnement des lumières 
avec l’option de TRNSYS 3D GeoPosition ce qui permet d’inclure les facteurs de vue dans le 
calcul du flux de rayonnement thermique.  
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Le nombre d’objets inclus dans les échanges de rayonnement grande longueur d’onde 
varient entre 2 et 6, puis entre 1 et 5 pour la convection/conduction. La conduction dans le sol 
est un point important dans la modélisation de serres puisqu’il agit comme le principal 
élément d’inertie thermique de la serre. La majorité des modèles (10/16) posent une condition 
frontière constante ou variable à l’extérieur de la paroi Plancher (Type 56 ou 77). Dans ces 
cas, le plancher peut avoir plusieurs couches de différentes épaisseurs/compositions, mais il 
est modélisé comme un modèle boite-noire par la méthode des fonctions de transfert de 
conduction (TFM). L’approche alternative est la discrétisation du sol avec un maillage 3D et 
une résolution des transferts thermiques par la méthode des volumes finis (Type 49 ou 1244). 
Aucune étude ne compare ces différentes approches de modélisation. 
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[6] α N/D, Rad.  
Combiné 

4 3 56 Ti; Te; v O ✓    

[7] α  4 3 56 CAH      

[8] α  3 2 s/o CAH Ti; H; Rad; CO2   ✓ ✓ O 

[9] α  6 5 56 CAH O     

[10] α  3 2 49 TRNFLOW      

[11] α  4 3 49 TRNFLOW      

[2] α N/D, Horaire 
Combiné 

5 4 56 CAH O     

[12] α HPS, Horaire 
Divisé 

5 4 56 TRNFLOW FAO Penman-Monteith    O 

[13] α  3 2 56 CAH      

[14] α  4 3 49 TRNFLOW      

[15] α N/D, Horaire 
Combiné 

5 4 77 CAH FAO Penman-Monteith    O 

[16] α  5 4 56 CAH Ti; Te; H; Rad; v    O 

[17] α  4 3 56 TRNFLOW      

[18] α  4 3 1244 TRNFLOW Ti; H; Rad; CO2     O 

[19] α  3 2 56 CAH      
[20] α  4 3 s/o CFD Ti; H; Rad ; Croissance    O 

Note 1 : nombre d’objets inclus dans le bilan thermique 
 

Légende :  α : Proportionnel aux données d’entrée ; ✓ : Inclus ;  : Exclus ; O : constant Variables : Ti : Température intérieur ; Te : 
Température extérieure ; H : Humidité relative intérieure ; Rad : Rayonnement solaire ; v : Vitesse du vent ; CAH : Changement d’air à l’heure 

Tableau 5: Éléments inclus dans les modèles et leurs approches de modélisation 

Pour déterminer les débits d’air d’infiltration et de ventilation, certains modèles posent un 
taux de changement d’air à l’heure constant (CAH) (8/16) ou calculé en fonction de variables 
climatiques (1/16). Une autre approche est l’utilisation de TRNFLOW (6/16), un outil de 
modélisation de l’écoulement de l’air à travers les ouvertures du bâtiment. Seul Yeo et al. [20] 
calculent le débit de ventilation avec un modèle dynamique des fluides numériques (CFD). 

La chaleur latente est considérée dans le bilan d’énergie de plus de la moitié des études 
(9/16), et lorsqu’elle est inclus, la transpiration des cultures est modélisée. La méthode la plus 
simpliste est de poser l’hypothèse d’un gain de vapeur d’eau constant durant la journée (3/16). 
Celui-ci peut aussi changer selon l’étape estimée de croissance des cultures [9] ou modélisé 
selon les conditions climatiques à l’intérieur de la serre (6/16). Deux modèles utilisent la 
méthode de Penman-Monteith recommandée pour les cultures en champs. Dans les six 
modèles où la transpiration des cultures est détaillée, l’indice foliaire est requis, c.-à-d., le 
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Leaf Area Index (LAI). Pour les six cas rapportés, l’indice foliaire est constant. Ceci indique 
que les cultures sont déjà tous à maturités pour les cultures à fruits ou que les cultures sont à 
des stades différents de croissance pour les légumes-feuilles. L’évaporation provenant du sol 
est considérée seulement dans [6] selon l’hypothèse que le phénomène d’évaporation est 
constant et proportionnel au débit d’eau utilisée pour l’irrigation. 

Le bilan de CO2 et le rendement sont pris en compte seulement dans le modèle de Ward et 
al. [8] qui sont établis en fonction de la photosynthèse selon les conditions climatiques à 
l’intérieur de la serre. Toutefois, ces deux variables ne sont pas validées. 

3.3. Processus de validation des modèles 

Il n’existe pas de processus standardisé pour la validation de modèles énergétiques de 
serres. Les processus varient tant dans l’acquisition de données que dans l’analyse des 
données (Tableau 6). La collecte de données pour la validation est souvent effectuée dans des 
serres existantes expérimentales (11/16) ou commerciales (2/16) ou faites à partir d’autres 
modèles numériques validés antérieurement (3/16). La variable la plus souvent mesurée et 
validée est la température intérieure (9/16) suivie des besoins en chauffage (5/16), l’humidité 
(3/16), le rayonnement (1/16) et le taux de transpiration des cultures (1/16). Ces variables sont 
comparées soit périodiquement (10/16) ou par des moyennes (6/16) journalières, mensuelles 
ou annuelles. La durée de l’acquisition de données varie de 4 jours à 67 jours pour les valeurs 
mesurées en continu et d’un mois à six ans pour les valeurs moyennes. Pour la comparaison, 
différentes variantes du calcul de l’erreur (ME, MRE, maxE) (7/16), des coefficients 
statistiques comme le RMSE (3/16) ou le NSE (R2) (9/16) sont utilisés. Deux cas séparés 
évaluent aussi l’analyse de variance (ANOVA) et l’indice de concordance (Index of 
agreement). Cinq modèles ont opté pour une validation avec plus d’un indicateur statistique. 

 

Référence Lieu Période Contexte Variables 
validées 

Durée 
(Intervalle) 

Indicateurs 
statistiques 

[6] Suède Année Commercial Qchauffage 1 an (Annuel) ME  

[7] Corée du sud Hiver ; 
Printemps 

Expérimental Ti; Qchauffage 2 x 3 jours (1h) maxE, ME, RE 

[8] Royaume-Uni Printemps, 
Été, Automne 

Expérimental Ti 9 mois (Mensuel) ME  

[9] Canada Année Commercial Qchauffage 6 ans (mois) Déviation  

[10] Corée du Sud Été, Hiver Expérimental Ti 2 x 3 jours (1h) NSE 

[11] Corée du Sud Automne ; 
Hiver 

Expérimental Ti 5 et 14 jours (1h) 
 

NSE 

[2] Canada Année Modèle numérique validé Qchauffage 1 mois (jour) ME  

[12] Italie Année Modèle numérique validé Ti 1 an (Annuel) MRE 

[13] Iran Hiver Expérimental Ti 4 jours (2h) NSE  

[14] Corée du Sud Été, Hiver Expérimental Ti 2 x 10 jours (1h) NSE; RMSE; 
CVRMSE 

[15] Canada Année Modèle numérique validé Qchauffage 1 an (Annuel) ME  

[16] Corée du sud Printemps Expérimental Ti; ET  5 jours (1h) NSE; index of 
agreement  

[17] Corée du sud Hiver Expérimental Ti; Qchauffage 6 jours (1h); Mois NSE 

[18] Canada Automne, 
Printemps 

Expérimental Ti; H; Rad 2 x 30 jours (1h) NSE; RMSE 

[19] Corée du Sud Automne Expérimental Ti; H 13 jours (10 min) NSE ; RMSE; 
ANOVA 

[20] Corée du sud Été Expérimental Ti ; H 67 jours (1h) ME; NSE 

Variables : Ti : Température intérieure ; H : Humidité relative intérieure ; Rad : Rayonnement solaire ; Qchauffage
 : Besoins en chauffage ; 

ET : Taux d’évapotranspiration des cultures Mesures statistiques ME : Erreur moyenne ; RE : Erreur relative ; maxE : Erreur maximum ; 
MRE : Erreur relative moyenne ; NSE: Coefficient de Nash-Sutcliffe (R2) ; RMSE : Écart-type ; ANOVA : Analyse de variance 

Tableau 6: Processus de validation des modèles 
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4. Discussion 

Dans cette section, les modèles développés avec TRNSYS sont comparés avec ceux évalués 
par Katzin et al. [5]. Un des avantages de l’utilisation de TRNSYS est qu’il facilite 
l’implémentation d’approches détaillées de modélisation du rayonnement solaire, du 
rayonnement thermique, de l’infiltration, de la ventilation et de la conduction dans le sol. Le 
rayonnement solaire et le rayonnement thermique prennent en compte la forme 3D de la serre, 
ce qui n’est pas toujours le cas dans la littérature. Pour la modélisation du sol, TRNSYS 
permet d’ajouter un modèle de discrétisation du sol. Pour l’infiltration et la ventilation, avec 
TRNFLOW, TRNSYS permet l’implémentation simple d’une approche de modélisation 
détaillée. Toutefois, le gain en précision des deux derniers éléments reste à être démontré. La 
revue permet de constater qu’aucun modèle développé avec TRNSYS n’intègre 
simultanément de bilan d’énergie, bilan de vapeur d’eau, bilan de CO2 ainsi qu’un rendement 
et la croissance des cultures. L’implémentation dans TRNSYS des éléments peu communs 
dans les bâtiments (la transpiration, la condensation, la photosynthèse, le rendement des 
cultures et l’indice foliaire) requiert davantage de manipulations. Pour ces éléments, il n’y a 
pas d’accord sur le modèle à utiliser. Les modèles détaillés sont généralement plus précis, 
mais la démonstration n’est pas toujours validée. Peu d’articles comparant les différentes 
techniques de modélisation avec TRNSYS sont publiés et peu d’arguments quantitatifs 
appuient les choix de modélisation. 

5. Conclusion 

Cette revue analyse seize modèles selon trois aspects importants du processus de 
modélisation numérique : (1) les caractéristiques des serres modélisées, (2) les approches de 
modélisation des composants du modèle, et (3) le processus de validation du modèle. 
L’évaluation des modèles montre que le logiciel TRNSYS a servi pour l’analyse des éléments 
de conception dans plusieurs types de serre. Les modèles donnent des résultats acceptables 
lorsque des composants spécifiques aux serres sont ajoutés dans TRNSYS. Actuellement, les 
modèles complets sont rares. Aucun modèle n’intègre le bilan d’énergie, bilan de vapeur 
d’eau, bilan de CO2 ainsi qu’un rendement et la croissance des cultures. La modélisation de 
serres avec TRNSYS doit continuer de se développer (Type ou fonctions) pour progresser.  La 
portée de cet article se limite aux modèles développés avec TRNSYS. Cependant, d’autres 
logiciels STD comme EnergyPlus et ESPr sont utilisés dans la littérature scientifique qu’ils 
seraient pertinents d’inclure à cette revue. Aucun modèle énergétique représentatif de serres 
ne fait consensus actuellement. Des travaux sont toujours en cours pour développer des 
modèles énergétiques qui pourront servir aux producteurs, aux décideurs et aux chercheurs 
pour réduire la consommation énergétique des serres.  

Références 

[1] Klein et al. (2017). TRNSYS 18: A transient system simulation program. Madison, WI. USA: 
Solar Energy Laboratory, University of Wisconsin. 

[2] Ahamed, M. S., Guo, H., & Tanino, K. (2020). Modeling heating demands in a Chinese-style 
solar greenhouse using the transient building energy simulation model TRNSYS. Journal of 
Building Engineering, 29, 101114. 

[3] Choab, N., Allouhi, A., El Maakoul, A., Kousksou, T., Saadeddine, S., & Jamil, A. (2019). 
Review on greenhouse microclimate and application: Design parameters, thermal modeling and 
simulation, climate controlling technologies. Solar Energy, 191, 109‑137. 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

75



[4] Golzar, F., Heeren, N., Hellweg, S., & Roshandel, R. (2018). A novel integrated framework to 
evaluate greenhouse energy demand and crop yield production. Renewable and Sustainable 
Energy Reviews, 96, 487‑501. 

[5] Katzin, D., van Henten, E. J., & van Mourik, S. (2022). Process-based greenhouse climate 
models: Genealogy, current status, and future directions. Agricultural Systems, 198, 103388. 

[6] Vadiee, A., & Martin, V. (2013). Energy analysis and thermoeconomic assessment of the closed 
greenhouse – The largest commercial solar building. Applied Energy, 102, 1256‑1266. 

[7] Ha, T., Lee, I., Kwon, K., & Hong, S.-W. (2015). Computation and field experiment validation of 
greenhouse energy load using building energy simulation model. International Journal of 
Agricultural and Biological Engineering, 8(6). 

[8] Ward, R., Choudhary, R., Cundy, C., Johnson, G., & McRobie, A. (2015). Simulation of plants in 
buildings; incorporating plant-air interactions in building energy simulation. IPBSA, 8. 

[9] Semple, L. (2017). Heating Energy Demands and Sustainable Generation Concepts for 
Agricultural Greenhouses. Electronic Theses and Dissertations. 

[10] Rasheed, A., Lee, J. W., & Lee, H. W. (2018). Development and Optimization of a Building 
Energy Simulation Model to Study the Effect of Greenhouse Design Parameters. Energies, 11(8), 
2001. 

[11] Rasheed, A., Na, W. H., Lee, J. W., Kim, H. T., & Lee, H. W. (2019). Optimization of 
Greenhouse Thermal Screens for Maximized Energy Conservation. Energies, 12(19), 3592. 

[12] Baglivo, C., Mazzeo, D., Panico, S., Bonuso, S., Matera, N., Congedo, P. M., & Oliveti, G. 
(2020). Complete greenhouse dynamic simulation tool to assess the crop thermal well-being and 
energy needs. Applied Thermal Engineering, 179, 115698. 

[13] Mohammadi, S., Sayyah, A. H. A., Nikbakht, A. M., & Khalife, E. (2020). Modeling and design 
a special type of passive solar greenhouse in cold climate by TRNSYS. Journal of Agricultural 
Sciences, 26(4), 488-498. 

[14] Rasheed, A., Kwak, C. S., Na, W. H., Lee, J. W., Kim, H. T., & Lee, H. W. (2020). Development 
of a Building Energy Simulation Model for Control of Multi-Span Greenhouse Microclimate. 
Agronomy, 10(9), 1236. 

[15] Choab, N., Allouhi, A., Maakoul, A. E., Kousksou, T., Saadeddine, S., & Jamil, A. (2021). Effect 
of Greenhouse Design Parameters on the Heating and Cooling Requirement of Greenhouses in 
Moroccan Climatic Conditions. IEEE Access, 9, 2986‑3003.  

[16] Lee, S., Lee, I., Lee, S., Yeo, U., Kim, J., Kim, R., & Decano-Valentin, C. (2021). Dynamic 
Energy Exchange Modelling for a Plastic-Covered Multi-Span Greenhouse Utilizing a Thermal 
Effluent from Power Plant. Agronomy, 11(8), 1461. 

[17] Adesanya, M. A., Na, W.-H., Rabiu, A., Ogunlowo, Q. O., Akpenpuun, T. D., Rasheed, A., 
Yoon, Y.-C., & Lee, H.-W. (2022). TRNSYS Simulation and Experimental Validation of Internal 
Temperature and Heating Demand in a Glass Greenhouse. Sustainability, 14(14), Art. 14. 

[18] Lalonde, T. (2022). Développement d’un modèle calibré pour la simulation énergétique de serres 
et analyse des résultats à l’aide d’indicateurs de performance [Mémoire, École de technologie 
supérieure]. 

[19] Ogunlowo, Q. O., Na, W. H., Rabiu, A., Adesanya, M. A., Akpenpuun, T. D., Kim, H. T., & Lee, 
H. W. (2022). Effect of envelope characteristics on the accuracy of discretized greenhouse model 
in TRNSYS. Journal of Agricultural Engineering. 

[20] Yeo, U.-H., Lee, S.-Y., Park, S.-J., Kim, J.-G., Choi, Y.-B., Kim, R.-W., Shin, J. H., & Lee, I.-B. 
(2022). Rooftop Greenhouse : (1) Design and Validation of a BES Model for a Plastic-Covered 
Greenhouse Considering the Tomato Crop Model and Natural Ventilation Characteristics. 
Agriculture, 12(7), Art. 7.  

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

76



 

Modélisation et simulation du comportement d’un 
système de stockage intersaisonnier de chaleur par un 
champ de sondes géothermiques couplé à des 
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Résumé - L’utilisation de pompes à chaleur (PAC) couplées à des sondes géothermiques pour le 
chauffage des bâtiments peut entrainer une décharge thermique du sol. Pour recharger le sol, la PAC 
fonctionne en mode inverse en été pour le rafraichissement des bâtiments, mais la chaleur excédentaire 
disponible sur des capteurs solaires thermiques peut également y être réinjectée. Cette étude numérique 
du couplage solaire-PAC-géothermie présente le cas d’un groupe scolaire situé à Annecy récemment 
équipé. Le bâtiment et le système sont modélisés et les résultats comparés au fonctionnement observé. 

Introduction 

L’utilisation de pompes à chaleur (PAC) couplées à des sondes géothermiques pour le 
chauffage des espaces habités et de l’eau chaude sanitaire (ECS) des bâtiments peut entrainer 
une décharge thermique du sol, en fonction du soutirage de chaleur, des caractéristiques du sol 
et du dimensionnement du champ de sondes par rapport aux besoins du bâtiment. Sous les 
climats tempérés ou continentaux, la PAC extrait de la chaleur du sol en hiver (mode chauffage) 
et en réinjecte en été (mode climatisation). Si les deux modes de fonctionnement sont 
déséquilibrés, la température du sol en est affectée à moyen et long terme. Cet impact a déjà été 
étudié à l’échelle d’une maison individuelle, à la fois expérimentalement et numériquement [1-
2]. Ces études ont montré des déséquilibres thermiques du sol entrainant une baisse de sa 
température de l’ordre de quelques degrés sur plusieurs décennies, puis une stabilisation à un 
nouveau niveau de température moyenne, en l’absence de recharge thermique suffisante. 
D’autres études [3] sur des bâtiments tertiaires ont étudié l’impact thermique du sol via une 
étude CFD sur plusieurs typologies de bâtiment et montrent des baisses ou des augmentations 
significatives de la température du sol (de plus de 10°C) pour des bâtiments pour lesquels le 
déséquilibre des besoins de chauffage vs rafraichissement est supérieur à 80%. Par conséquent, 
la solution de recharge du sol uniquement via le fonctionnement de la PAC n’est pertinente que 
si les prélèvements géothermiques hivernaux sont du même ordre que la recharge estivale. 

La décharge thermique du sol (cas le plus souvent rencontré sous nos climats européens 
tempérés) engendre une moindre performance de la PAC, puisque l’écart de température entre 
les sources chaude et froide de la PAC en mode chauffage en est augmenté sur le long terme. 
Une autre conséquence est un risque de gel localisé du sol lorsque celui-ci est humide. Le 
cyclage gel-dégel sur plusieurs saisons pourrait entrainer une modification des propriétés 
mécaniques locales du sol. Une option envisageable pour diminuer ce déséquilibre thermique 
est l’utilisation de capteurs solaires thermiques, qui permettent la production d’ECS pour le 
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bâtiment (diminuant ainsi les prélèvements de chaleur de la PAC sur les sondes) et, lors 
d’excédents de la ressource solaire en été, la recharge thermique du sol.  

Différentes études [2-6] ont montré cette possibilité de recharge du sol via des capteurs 
solaires thermiques dans le cas d’un logement individuel. Les approches ont pu aller jusqu’à 
l’étape du prototypage à échelle 1 sur des projets de petite taille. Des études numériques ont en 
outre pu explorer le cas de bâtiments collectifs ou tertiaires. Néanmoins, très peu d’études ont 
permis des essais expérimentaux de ce type de couplage à l’échelle d’un bâtiment tertiaire.  

Ce travail présente donc l’analyse numérique du comportement d’un système de stockage 
intersaisonnier de chaleur issue de panneaux solaires thermiques via à un champ de sondes 
géothermiques, dans le cas d’un bâtiment tertiaire instrumenté pour permettre la validation du 
modèle numérique. 

1. Description du cas d’étude : Vallin Fier 

1.1. Bâtiment concerné 

L’étude du couplage solaire thermique - PAC - sondes géothermiques est centrée sur le cas 
d’un groupe scolaire situé à Annecy, de 4 107 m² de zone chauffée. Inaugurée en 2012, l’école 
accueille près de 480 enfants et est correctement isolée (120 mm de laine de verre en paroi). 
Pour répondre aux besoins de chauffage du bâtiment, l’énergie géothermique est exploitée grâce 
à 18 puits de 100 m de profondeur et de 15 cm de diamètre chacun. Chaque puits est espacé de 
6 m. Les sondes géothermiques sont assistées par une PAC d’une puissance nominale de 138 
kW et d’un coefficient de performance (COP) nominal de 3.84.  

La modélisation simplifiée du groupe scolaire sur TRNBuild (10 zones thermiques) permet 
de chiffrer ses besoins à 18 kWh/(m².an) en chauffage, ce qui est bien en dessous des normes 
fixées par la RT 2012, et à 3 kWh/(m².an) en rafraîchissement. On voit un grand déséquilibre 
entre les besoins de chauffage et de rafraichissement, qui justifie la nécessité d’une recharge 
thermique du sol. La température moyenne du sol en contact avec les sondes géothermiques est 
de 10.2°C initialement. Une simulation du comportement des sondes sur 25 ans a montré que 
la diminution de température du sol serait en effet supérieure à 4°C sans recharge solaire. 

Par conséquent, il a été décidé de valoriser l’énergie solaire disponible en excès sur 78 m² 
de capteurs solaires thermiques sous vide VITOSOL 200-T qui servent à couvrir en partie les 
besoins en eau chaude sanitaire (ECS) et la recharge thermique du sol.  

1.2. Circuits et composants 

Le système étudié est composé de 4 circuits principaux (Figure 1). L’ensemble des 
canalisations est calorifugé. 

La boucle solaire permet de couvrir en partie le chauffage de l’ECS l’hiver et la recharge des 
sondes géothermiques tout au long de l’année en cas de disponibilité de la chaleur solaire. La 
pompe P4 assure le débit d’eau glycolée. Le fluide est chauffé par les capteurs solaires et est 
ensuite soit envoyé vers l’échangeur solaire connecté aux sondes géothermiques, soit vers le 
ballon ECS. Les soutirages d’ECS ont lieu principalement entre 10 et 15 h (fonctionnement du 
restaurant scolaire). Une chaudière d’appoint électrique de 1 500 L positionnée en aval du 
ballon ECS permet à l’eau soutirée d’atteindre la température souhaitée de 60 °C même lorsque 
le préchauffage solaire ne permet pas d’atteindre cette consigne. 
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Figure 1 : Schéma des circuits hydrauliques et de la production d’ECS 

La boucle géothermique (Figure 1) est en contact avec celle solaire via un échangeur. 
L’hiver, le fluide caloporteur de cette boucle extrait de la chaleur au sol grâce aux sondes 
géothermiques. La vanne V1 est ouverte et permet que ce fluide, transfère sa chaleur à 
l’évaporateur de la PAC. Son débit est assuré par la pompe P1. La vanne trois voies V4 permet 
le retour du fluide soit par l’échangeur solaire, soit directement vers les sondes géothermiques. 
L’été, la vanne V2 est ouverte et la vanne V1 fermée, ce qui permet au fluide caloporteur passant 
dans les sondes géothermiques d’alimenter un circuit de rafraîchissement du bâtiment 
(géocooling). Lors de son passage dans les sondes, le fluide cède de la chaleur au sol pour 
assurer sa recharge thermique. La pompe P2 assure le débit de ce fluide dans les canalisations 
des centrales de traitement de l’air (CTA) pour le rafraichissement du bâtiment : le fluide extrait 
de la chaleur à l’air soufflé dans la pièce, ce qui lui permet de monter en température. Lors de 
son passage dans la vanne V4 le fluide est dirigé soit vers l’échangeur solaire (qui transfère la 
chaleur solaire au fluide pour un chauffage supplémentaire), soit retourné directement vers les 
sondes géothermiques. 

La boucle relative au chauffage est alimentée par le fluide en contact avec le condenseur de 
la PAC. L’eau du réseau de chauffage chauffée par la PAC est stockée dans un ballon tampon 
à 40 °C. La pompe P3 assure le débit dans les canalisations du bâtiment (radiateurs et planchers 
chauffants). 

1.3. Régulation 

La vanne V3 (Figure 1) est régulée de la façon suivante : 3 conditions doivent être respectées 
pour que 100 % du débit soit envoyé vers le ballon ECS : Tsortie capteurs>Tballon ECS, Tballon ECS<50°C 
et il faut que le soutirage d’eau vers la cuisine soit effectif, donc que : 10 h < t < 15 h. Si l’une 
de ses conditions n’est pas respectée, alors 100 % du débit est directement envoyé vers 
l’échangeur solaire. 

La régulation de la vanne V4 dépend du fonctionnement de la vanne V3. Lorsque V3 envoie 
100 % de son débit au ballon ECS, alors V4 envoie 100 % de son débit aux sondes 
géothermiques et l’échangeur solaire n’est pas alimenté par la boucle géothermique. Lorsque la 
vanne V3 envoie l’intégralité de son débit à l’échangeur solaire alors la vanne V4 envoie 85 % 
de son débit aux sondes et 15 % à l’échangeur solaire pour que la récupération de chaleur soit 
possible. 
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La pompe P4 se met en fonctionnement lorsque : Tsortie capteurs > Tsortie sondes géothermiques + 6 °C 
et s’arrête lorsque : Tsortie,capteurs < Tsortie sondes géothermiques + 3 °C. 

2. Hypothèses de modélisation 

L’ensemble de ces circuits et la régulation ont été modélisés sous TRNSys, à l’aide des Types 
décrits Tableau 1. 

Composants Types Composants Types 

Capteurs 1 Appoint électrique 138 

Vannes 11 Ballon ECS 156 

Arrivée eau froide 14 Ballon tampon 158 

Conduites 31 Sondes géothermiques 557 

Echangeur solaire 91 PAC 927 

Pompes 114   

Tableau 1 : Types TRNSys utilisés 

Les apports de chaleur liés aux occupants du bâtiment ainsi que ceux liés aux équipements 
(en particulier liés au restaurant scolaire et à l’équipement informatique) ont été pris en compte. 
La ventilation des salles est assurée par une CTA double flux l’hiver. Environ la moitié de l’air 
extérieur est recyclé et réinjecté dans la pièce. Le flux total traité par la CTA est de 13 500 m3/h. 
Cette ventilation est effective entre 6 et 18 h dans l’ensemble du bâtiment sauf pour le restaurant 
scolaire où elle est en fonctionnement de 10 à 16 h. La CTA double flux ne fonctionnent pas en 
été ; l’air extrait n’est alors pas recyclé, uniquement de l’air neuf est soufflé. 

Le taux d’infiltration est fixé à 0,2 vol/h par zone. Le chauffage fonctionne de 6 à 19 h. Les 
consignes sont de 20 °C pour les salles occupées par l’élémentaire, de 21 °C pour les classes de 
maternelles et de 22 °C pour la crèche. En inoccupation, la température de consigne est de 
16 °C. Dans le gymnase la consigne est fixée à 16 °C en période d’occupation et à 13 °C en 
inoccupation. Les cuisines sont chauffées à 20 °C de 10 à 16h et à 16 °C le reste du temps. 

Afin de déterminer les besoins de rafraichissement du bâtiment, la température de consigne 
du modèle en cas de surchauffe est fixée à 26 °C pour l’ensemble du bâtiment et à 35 °C lors 
de son inoccupation. Cette haute température garantit le fait que les besoins en climatisation 
simulés sont nuls lors de l’inoccupation du bâtiment (soirée, week-end). Dans le bâtiment réel, 
le géocooling rafraîchit l'air neuf du bâtiment, il n'y a pas de réelle climatisation avec maintien 
de la température ambiante à 26°C dans les locaux, mais ce rafraichissement permet un confort 
amélioré pour les occupants. 

Les données météorologiques utilisées pour la simulation sont celles de Genève, au pas de 
temps de 1 h. Les quantités d’énergie nécessaires au chauffage et au rafraichissement sont 
représentées Figure 2. Les quantités de chaleur et de rafraichissement simulées ont pu être 
comparées aux consommations réelles du bâtiment, validant les ordres de grandeur obtenus, 
soit environ 75 MWh/an de chauffage et environ 12 MWh/an de rafraichissement. 
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Figure 2 : Besoins en chauffage (QHEAT) et en rafraîchissement (QCOOL) du bâtiment sur un an 

3. Résultats de simulations 

3.1. Sondes géothermiques 

Le comportement des sondes géothermiques est représenté sur la figure 3. Sur la période de 
chauffage, de l’énergie est extraite du sol : la température du fluide en sortie des sondes Ts,sondes 
est inférieure à la température moyenne du sol Tmoy,sol. De plus, l’augmentation de température 
du fluide caloporteur lors de son parcours dans les sondes est d’environ 5 K. Sur la période 
estivale, le géocooling est effectif, le transfert thermique via l’échangeur solaire aussi, et de 
l’énergie est stockée dans le sol. En effet, la température en sortie des sondes est supérieure à 
la température moyenne du sol et la diminution de température du fluide dans les sondes 
géothermiques est d’environ 3 K. Aussi, le fluide ne descend jamais en-dessous de 2 °C sur 
l’ensemble de l’année, ce qui exclut tout risque de gel dans les canalisations ou du sol à 
proximité des sondes. L’hiver, la puissance extraite du sol atteint les 100 kW tandis que la 
recharge estivale est de 40 kW en moyenne. Sur les mois de mai et juin, les puissances fournies 
au sol sont plus importantes, atteignant presque 100 kW : en effet, sur les mois suivants le sol 
étant déjà partiellement rechargé la puissance transmise diminue. 

 
Figure 3 : Températures du fluide en entrée (Te,sondes) et en sortie (Ts,sondes) du champ de sondes et 

température moyenne du sol (Tmoy,sol) sur un an 
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3.2. Capteurs solaires 

Sur la figure 4 la température des capteurs solaires au cours de l’année est représentée.  

 
Figure 4 : Température en sortie des capteurs solaires (Ts,capteurs) et ensoleillement sur un an 

Sur la période hivernale, la température du caloporteur en sortie des capteurs augmente 
logiquement avec l’augmentation de l’ensoleillement. La température en sortie de capteurs 
atteint ainsi des valeurs dépassant les 110 °C sur certains jours et atteint aisément les 60 °C de 
manière générale. Par ailleurs, cette température ne descend jamais en dessous de -8 °C : le 
risque de gel de l’eau glycolée est donc évité. 

En revanche, sur la période estivale (du 500ème au 635ème jour), la température du fluide est 
plus faible : elle oscille entre 10 et 45 °C. Ce constat semble contre-intuitif avec le fait que 
l’ensoleillement est maximal sur cette période et atteint 800 W/m² pratiquement chaque jour. 
En effet, sur la période estivale, la circulation du caloporteur dans les sondes géothermiques 
diminue fortement sa température, comme présenté figure 3. Par conséquent, le fluide 
caloporteur du circuit solaire, qui circule via l’échangeur solaire sur cette période, voit 
également fortement sa température diminuer dans ce composant avant de circuler dans les 
capteurs solaires thermiques. Par conséquent, malgré le fort ensoleillement, la température en 
sortie des capteurs n’est pas suffisante pour permettre le chauffage de façon notable du ballon 
ECS sur cette période, ce qui pénalise la production d’ECS solaire. En contrepartie, la 
température des capteurs solaires étant très faible sur cette période, le rendement des capteurs 
solaires est excellent et une quantité d’énergie importante peut donc être transmise pour la 
recharge du sol. 

3.3. Bilans énergétiques 

Les flux d’énergie échangés chaque année par le système sont représentés sur le diagramme 
de Sankey figure 5. Les capteurs solaires fournissent de l’énergie à l’échangeur solaire ainsi 
qu’au ballon ECS pour le préchauffage de l’ECS. Cette dernière est amenée à température de 
consigne grâce à l’appoint électrique. L’énergie fournie par l’échangeur solaire l’été ainsi que 
le géocooling permettent la recharge du sol. L’énergie fournie par l’échangeur solaire l’hiver 
ainsi que l’énergie extraite du sol alimentent l’évaporateur de la PAC, qui, avec son 
alimentation électrique permet au condenseur d’alimenter le réseau de chauffage du bâtiment. 
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Figure 5 : Diagramme de Sankey de l’ensemble du système 

Près de 67 MWh de chaleur sont produits par les capteurs solaires sur l’année. Ils permettent 
notamment une recharge du sol de plus de 44 MWh en été. En hiver, près de 48 MWh sont 
extraits du sol par les sondes. 72 MWh sont consommés chaque année pour le chauffage du 
bâtiment. Dans cette configuration, l’énergie solaire et géocooling de recharge du sol compense 
presque le soutirage thermique hivernal. Une simulation des sondes sur 25 ans montre dans ce 
cas une diminution négligeable de la température du sol à proximité des sondes géothermiques. 
En revanche, comme illustré figure 5, dans ce cas les capteurs solaires ne contribuent que 
marginalement à la production d’ECS annuel. Similairement, le fonctionnement du géocooling 
ne contribue que marginalement à la recharge thermique du sol : en effet les besoins de 
rafraichissement restent limités en raison des congés scolaires correspondant aux périodes les 
plus chaudes de l’année.  

4. Conclusion 

Les besoins en chauffage du bâtiment sont largement satisfaits par le système. De plus, le 
couplage des capteurs solaires thermiques et de la PAC géothermique semble pertinent, puisque 
le système solaire permet au sol de se recharger suffisamment, la différence étant couverte par 
la recharge naturelle du sol par rayonnement solaire direct. 

La production d’ECS est en revanche défavorisée. C’est le cas sur toute la période estivale 
puisque la température de sortie du ballon de stockage solaire n’excède pas les 19 °C alors 
qu’elle pourrait atteindre la température de consigne étant donné l’ensoleillement disponible. 
Cet impact est lié à la régulation choisie initialement, qui favorise la recharge thermique du sol 
sur l’ensemble de la saison estivale. Une autre régulation est à mettre en place et à quantifier, 
pour privilégier la production d’ECS sur certaines plages horaires par exemple, dans l’objectif 
de ne dégrader que faiblement les performances annuelles du système en permettant des 
économies énergétiques et financières sur la consommation de l’appoint électrique.  

Par ailleurs, même si les bilans annuels globaux obtenus avec le modèle présenté ont pu être 
comparés aux consommations mesurées, des analyses plus fines sur le comportement du 
système composant par composant doivent maintenant être menées pour valider plus 
précisément chaque composant du modèle grâce à des résultats expérimentaux. Ces mesures 
sont en cours d’acquisition depuis l’été 2022 et permettront dans les prochains mois cette 
validation, avant de proposer des pistes d’amélioration pertinentes pour une régulation plus fine 
du système ainsi que l’évaluation de l’impact à long terme de la recharge thermique du sol sur 
les performances énergétiques globales de ce bâtiment. 
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Résumé – Afin de choisir les paraffines les mieux adaptées pour lutter contre les îlots de chaleur 
urbains, trois paraffines vendues comme ayant des températures de fusion de 28°C, 31°C et 35°C ont 
été caractérisées en Analyse ThermoGravimétrique et Analyse Thermique Différentielle. La 
conductivité et la diffusivité thermique des paraffines à l’état solide ont également été mesurées. Les 
paraffines ont une bonne stabilité thermique et permettent de stocker de grandes quantités d’énergie 
thermique dans une large gamme de température. La particularité des paraffines est l’existence de 
phases rotatoires intermédiaires entre la phase liquide et la phase solide qui sont responsables des 
dédoublements des pics de cristallisation pendant leur refroidissement. 

Nomenclature  

PCM matériaux à changement de phase 
Tf température de fusion, °C 

Tc température de cristallisation, °C 

Hf enthalpie de fusion, J.g-1 

Hc enthalpie de cristallisation, J.g-1 

 conductivité thermique, W.m-1.K-1 

 diffusivité thermique, mm2.s-1 

1. Introduction  

Le développement industriel et la croissance démographique entraînent une augmentation 
de la consommation de ressources fossiles, notamment de combustibles fossiles. Par ailleurs, 
des millions de tonnes de CO2 sont émises chaque année dans l’atmosphère du fait de la 
combustion, considérée comme la principale cause du réchauffement climatique [1]. Dans le 
secteur du bâtiment, les combustibles fossiles représentent 30% de la consommation d’énergie 
et 1/3 des gaz à effet de serre émis dans le monde [2]. Plusieurs pays ont proposé de définir un 
objectif de réduction des émissions de carbone afin de limiter le problème du réchauffement 
climatique et des pénuries d’énergie dans le monde. Actuellement, les chercheurs accordent 
une grande attention au stockage d’énergie en utilisant les Matériaux à Changement de Phase 
(MCP) [3] afin de lutter contre les îlots de chaleurs en refroidissant les surfaces des 
infrastructures urbaines [4]. 

Les matériaux à changement de phase sont des matériaux qui stockent/déstockent de 
l’énergie thermique lors de leur changement de phase, à savoir lors du changement d’état 
solide-liquide (fusion) ou liquide-solide (cristallisation). L’énergie stockée/déstockée pendant 
le changement de phase (température constante) est appelée chaleur latente du matériau et elle 
est plus importante que l’énergie stockée pendant un changement de température, appelée 
chaleur sensible du matériau [5]. 

Les matériaux à changement de phase peuvent être classés en catégories organique, 
inorganique et eutectique en fonction du matériau et de la combinaison utilisée. Les MCP 
organiques de type paraffiniques sont des n-alcanes dont la présentation générale est CnH2n+2. 
Les n-alcanes possèdent trois caractéristiques uniques : tout d’abord le phénomène de 
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congélation de surface dans lequel une monocouche cristalline se forme à quelques degrés au-
dessus de la température de cristallisation. La deuxième caractéristique concerne la présence 
de phases intermédiaires entre la phase liquide isotrope et la phase solide cristalline appelées 
« phase rotatoires » [6]. Ces phases rotatoires sont composées de couches moléculaires 
lamellaires dans lesquelles les molécules vibrent avec une amplitude limitée autour de leur 
axe long [7]. La troisième caractéristique des n-alcanes est l’effet pair-impair dans la gamme 
des basses températures. Les n-alcanes impairs cristallisent dans le système orthorhombique, 
quant aux n-alcanes pairs, ils cristallisent dans l’un des trois systèmes cristallins : triclinique 
12≤ n ≤ 26, monoclinique 28≤ n ≤36, orthorhombique 38≤ n ≤60. 

Dans cet article, trois types de paraffines ont été caractérisées en utilisant différentes 
techniques d'analyse thermique afin de sélectionner la paraffine la plus appropriée en termes 
de quantité d'énergie stockée et de température de changement de phase. L’objectif final est 
de les intégrer dans les matériaux de construction des infrastructures urbaines, ou dans des 
échangeurs de chaleur pour permettre le refroidissement des zones de circulation douces ou 
piétonnières. 

2. Matériaux et méthodes 

Dans cette étude, nous avons utilisé deux types de paraffines : des paraffines en masse à 
savoir RT28HC, RT31, RT35HC commercialisées par la société RubiTherm ayant des 
températures de changement de phase différentes et des paraffines microencapsulées dans une 
capsule de polymère (Polyuréthane) à savoir PCM28-S50, PCM31-S50 et PCM35-S50 
commercialisées par la société MicroCaps. Les paraffines microencapsulées ont été fournies 
en suspension (microcapsules + eau), elles ont donc été séchées à l'air libre pendant 72 heures. 

 

     

Figure 1 : Echantillon de paraffine en masse à l’état solide (a) Echantillon de paraffines 
microencapsulées séchées (b) 

2.1. Analyse ThermoGravimétrique (ATG) 

Les pertes de masse en fonction de la température ont été étudiées par analyse 
thermogravimétrique (TGA 4000 de Perkin Elmer). Les exactitudes en masse et en 
température de ce dispositif sont respectivement 0,02% et 1°C. 

Les mesures ont été réalisées à une vitesse de chauffage de 3°C.min-1 sur un intervalle de 
30°C à 650°C sous air avec un débit de 20 mL.min-1. La masse des échantillons de paraffines 
en masse varie entre 10 mg et 20 mg et la masse des échantillons de paraffine 
microencapsulée varie entre 30 mg et 60 mg. 
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2.2. Analyse calorimétrique différentielle (DSC) 

Les mesures par calorimétrie différentielle à balayage (DSC) ont été réalisées grâce à une 
DSC Perkin Elmer 6000 avec une précision de ±2% sur l’enthalpie et de ±0.1°C sur la 
température. L’appareil de DSC a été calibré en effectuant des mesures avec de l’eau pure, de 
l’Indium et de l’Etain. Les mesures ont été effectuées à 10°C.min-1. Les paraffines en masse 
ont été caractérisées dans des coupelles à liquide TA hermétiques, les paraffines 
microencapsulées séchées ont été caractérisées dans des coupelles solides Perkin Elmer. Une 
balance Sartorius MC 210P a été utilisée pour peser les différents échantillons.  

2.3. Mesures de conductivité thermique Hot Disk 

L’analyseur HotDisk TPS 2500s permet de déterminer les propriétés thermophysiques d’un 
matériau : la conductivité thermique (±5%), la diffusivité thermique (±10%), l’effusivité 
thermique et la capacité thermique volumique. Le principe de méthode consiste à imposer à 
un échantillon de paraffine une puissance thermique constante pendant une durée donnée et à 
relever l’évolution de la température grâce à une sonde, le logiciel du HotDisk identifie la 
conductivité thermique de la paraffine par méthode inverse. 

3. Résultats et discussions 

3.1. Analyse ThermoGravimétrique (ATG) 

Les figures 2 et 3 présentent l’évolution de la perte de masse des paraffines en masse et 
microencapsulées en fonction de la température à 3°C.min-1. Nous constatons une seule et 
unique perte de masse pour les paraffines en masse (Figure 2) à 99°C, 105°C, 116°C qui 
correspondent à la température de début de dégradation de la RT28HC, RT31, RT35HC 
respectivement.  

 
Figure 2 : Etude de la dégradation thermique des paraffines en masse 

Quant aux paraffines microencapsulées (Figure 3) nous constatons une première perte de 
masse pour chaque échantillon qui correspond à l’évaporation de l’eau. La deuxième perte de 
masse à partir des températures 205°C pour la PCM28-S50 et PCM35-S50, 215°C pour la 
PCM31-S50 correspond à la dégradation des paraffines, l’enveloppe des microcapsules, les 
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tensioactifs et les additifs utilisés dans le procédé d’encapsulation, ce qui explique la présence 
de différentes chutes à différentes températures au-dessus de 200°C jusqu’à atteindre une 
dégradation totale. L’encapsulation a permis de retarder la dégradation de la paraffine, cela 
pourrait être expliqué par la capsule de Polyuréthane qui ralentit la dégradation de la 
paraffine. 

 
Figure 3 : Etude de la dégradation thermique des paraffines microencapsulées 

3.2. Analyse calorimétrique différentielle (DSC) 

Les paraffines en masse RT28HC, RT31 et RT35HC et les paraffines microencapsulées 
PCM28-S50, PCM31-S50 et PCM35-S50 ont été soumises à deux cycles thermiques 
successifs. Les thermogrammes du second cycle thermique des différentes paraffines à une 
vitesse de 10°C.min-1 sont présentés dans les figures 4, 5, 6 et7. 

 
Figure 4 : Thermogrammes des paraffines en masse lors de chauffes à 10°C.min-1 
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Figure 5 : Thermogrammes des paraffines microencapsulées lors de chauffes à 10°C.min-1 

Les thermogrammes de fusion (figure 4 et 5) de la RT28HC, RT35HC, PCM28-S50 et 
PCM35-S50 présentent un seul pic endothermique attribué au changement de phase solide-
liquide (fusion). Les résultats présentés dans le tableau 1 montrent que les chaleurs latentes de 
ces paraffines sont respectivement 252,9 J.g-1, 235.6 J.g-1, 204.4 J.g-1 et 205.4 J.g-1 avec une 
température de fusion de 27,8 °C, 34,5 °C, 26,9 °C et 33,1°C. Quant à la RT31 et PCM31-S50 
elles présentent trois pics endothermiques, le pic principal à 27,7°C pour la RT31 et 28,1 pour 
la PCM31-S50 est attribué au changement de phase Rotator-Liquide (R-L). Les pics mineurs 
à -1,5°C et 15,7°C pour la RT31 et -0,8°C et 15,4°C pour la PCM31-S50 sont attribués 
respectivement aux transitions de phases Solide-Rotator (S-R), Rotator-Rotator (R-R). Les 
paraffines analysées étant commerciales, il est difficile de déterminer si leur composition est 
pure ou s'il s'agit de mélanges d'alcanes qui ont parfois des points de fusion et de 
cristallisation différents [8]. Selon D. Cholakova [7] ce genre de cas est observé dans les 
alcanes impairs avec 17≤ n ≤41 et les alcanes pairs avec n >20. 

 
Figure 6 : Thermogrammes des paraffines en masse lors de refroidissements à 10°C.min-1 
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Le thermogramme de cristallisation (figure 6) de la RT28HC présente un seul pic 
exothermique attribué au changement de phase liquide-solide (cristallisation), tandis que la 
RT31 et RT35HC présentent trois pics et deux pics respectivement. Les chaleurs latentes de 
cristallisation de la RT28HC, RT31 et RT35HC sont respectivement 251,5 J.g-1, 144.9 J.g-1 et 
234.1 J.g-1 avec une température de cristallisation de 24,2°C, 30,4°C et 32,6°C. 

 
Figure 7 : Thermogrammes des paraffines  microencapsulées lors de refroidissements à 10°C.min-1 

Quant aux thermogrammes de cristallisation des paraffines encapsulées (figure 7), un 
premier pic mineur exothermique (cercle rouge) à quelques degrés de la température de 
cristallisation est observé dans chaque paraffine, cette transition est attribuée à la 
cristallisation de la couche superficielle entre la paraffine et la capsule de polymère. La 
PCM28-S50 et la PCM31-S50 subissent des transitions de phase consécutives à savoir 
Liquide-Rotator (L-R), Rotator-Rotator (R-R) et Rotator-Solide (R-S), tandis que la PCM35-
S50 subit deux transitions de phase Liquide-Rotator et Rotator-Solide. En effet, 
l’encapsulation des paraffines conduit à l’apparition de nouvelles phases rotatoires qui ne sont 
pas présentes dans les paraffines en masse. Les résultats montrent que les chaleurs latentes de 
ces paraffines microencapsulées sont respectivement 202,5 J.g-1, 137,4 J.g-1 et 204,5 J.g-1 avec 
des températures de cristallisation de 22,1°C, 30,9 °C et 31,2°C. 

 
 Tf  f Tc c 

 °C J.g-1 °C J.g-1 
RT28HC 27,8 252,9   ±8,4 24,2 251,5   ±8,3 

 
RT31 

-1,5 26.4     ±0,9 30,4 144.9   ±4,3 
15.7 21.5     ±0,8 15,8 19.7     ±0,7 
27,7 144,7   ±4,8 -3,1 29.2     ±1.0 

RT35HC 34,5 235.6   ±7,8 32,6 234.1   ±7,8 
PCM28-S50 26,9 204.4   ±6,8 22.1 202,5   ±6,8 

 
PCM31-S50 

-0,8 22.1     ±0,8 30,9 137.4   ±4,9 
15.4 14.6     ±0,5  17,8 17.65   ±0,7 
28.1 135.2   ±4,8 -1,23 23.2     ±0.9 

PCM35-S50 33,1 205.4   ±6,9 31,2 204,5   ±6,9 

Tableau 1 : Températures et enthalpies de changement de phase des paraffines en masse et 

microencapsulées 
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Les températures et les aires des pics de fusion et de cristallisation dépendent de nombreux 
critères tels que : l’histoire thermique, la masse des échantillons [9], la vitesse de 
chauffage/refroidissement [9], le type de DSC et la ligne de base. 

Pour calculer l’incertitude sur l’enthalpie, nous avons pris en compte l’incertitude de 
l’appareil (DSC6000), l’incertitude de la balance et l’incertitude liée à l’étalonnage réalisé 
avec de l’indium. 

3.3. Mesures de conductivité thermique 

Trois tests successifs ont été effectués afin de vérifier la répétabilité des mesures de 
conductivité des différentes paraffines en masse et microencapsulées. Les résultats obtenus 
sont illustrés dans le tableau 2. Nous remarquons que les paraffines en masse et 
microencapsulées ont une faible conductivité thermique (entre 0,2 W.m-1.K-1 et 
 0,39 W.m-1.K-1). La difficulté rencontrée lors de cette analyse est la présence de bulles d'air et 
de pores dans les échantillons de paraffines solides étudiés à température ambiante. Ces bulles 
d’air peuvent avoir une influence sur les valeurs de conductivité et de diffusivité thermiques 
mais sont la conséquence de la cristallisation et existent dans les paraffines solides. 
L’incertitude combinée entre l’écart type et l’incertitude sur la mesure a été calculée. 

 
  
 W.m-1.K-1 mm2.s-1 

RT28HC 0,382   ±0,023 0,115   ±0,019 
RT31 0,207   ±0,013 0,074   ±0,015 

RT35HC 0,324   ±0,017 0,129   ±0,009 
PCM28-S50 0,262   ±0,043 0,119   ±0,005 
PCM31-S50 0,249   ±0,029 0,177   ±0,009 
PCM35-S50 0,382   ±0,029 0,103   ±0,044 

Tableau 2 : Conductivité et diffusivité thermique des paraffines en masse et microencapsulées 

4. Conclusion 

Dans cet article, nous avons caractérisé trois types de paraffines dont les températures de 
fusion sont de 27,8°C, 27.7°C, et 34,5°C afin de choisir les paraffines dont les températures 
de fusion et de cristallisation seront les plus adaptées. La RT28HC stocke le plus d’énergie, 
viennent ensuite la RT35HC et la RT31.  

Pour toutes les paraffines on observe deux phénomènes distincts lors de la cristallisation, 
l’existence d’une phase intermédiaire entre la phase liquide isotrope et la phase solide 
cristalline dite phase rotatoire, ces dernières sont à l’origine du dédoublement du pic de 
cristallisation dans quelques échantillons de paraffines. 

La microencapsulation des paraffines conduit à l’augmentation du nombre de phases 
rotatoires, par exemple pour la PCM28-S50 on observe trois pics de cristallisation distincts ce 
qui élargit la gamme de température de cristallisation. L’encapsulation est donc un frein à la 
recristallisation et diminue l’enthalpie de fusion. 

L’analyse thermogravimétrique a permis de déterminer la gamme de température dans 
laquelle les paraffines peuvent être exploitées, les résultats ont montré que les paraffines ont 
une bonne stabilité thermique pour l’application prévue. Le principal inconvénient des 
paraffines est leur faible conductivité thermique [10]. 
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Résumé - Les systèmes de conversion des EnR requièrent, a priori, la mobilisation de matériaux

en quantité relativement importante du fait de la faible concentration de la ressource énergétique.

L’évaluation des quantités de matériaux nécessaires sur l’ensemble du cycle de vie pour différents

systèmes de production d’eau chaude sanitaire (chaudière gaz, chauffe-eau électrique, chauffe-eau

thermodynamique et chauffe-eau solaire avec appoint électrique) montre a contrario que le chauffe-eau

solaire est le système le plus frugal lorsque l’on tient compte de l’énergie et des matériaux mobilisés

pour la production d’énergie primaire, c’est-à-dire de l’ensemble de la chaı̂ne énergétique.

Nomenclature

Cp capacité thermique, J.kg−1.K−1

CED demande énergétique cumulée, J

LT durée de vie, an

m masse, kg

M masse par unité d’énergie, kg.GWh−1

T température, K

V consommation annuelle d’ECS, m3/an
Symboles grecs

ρ masse volumique, kg.m−3

η rendement,

Indices et exposants

i investi

NoR non renouvelable (fossile et fissile)

NoRec non recyclé (matière première vierge)

r réel

sta standard

sust soutenable

1. Introduction

Le déploiement des systèmes à énergie renouvelable s’avère nécessaire pour répondre au

défi climatique et, en particulier, remplacer les énergies fossiles par des énergies décarbonées.

Compte tenu de la plus faible densité énergétique des énergies renouvelables (EnR) par rapport

aux énergies fossiles, le développement massif des EnR engendre une mobilisation importante

de matériaux [1]. Il en résulte la nécessité d’accentuer les efforts en matière de sobriété pour

pouvoir ensuite mieux intégrer les EnR. Il s’agit donc d’être attentifs aux besoins exprimés par

les acteurs du domaine afin d’éviter d’accélérer la déplétion des ressources en matière première

vierge.

Aussi, la production d’eau chaude sanitaire (ECS) est un poste particulièrement consomma-

teur d’énergie dans le secteur du bâtiment. Il peut correspondre, selon l’ADEME [2], de 10 à

20 % de la consommation énergétique dans l’habitat. Plusieurs études ont déjà traité des per-

formances environnementales des systèmes de production d’ECS en utilisant des analyses de

cycle de vie [3, 4]. Elles présentent une forte dépendance du lieu où ces systèmes sont ins-

tallés. Néanmoins, la question des ressources aussi bien matérielles qu’énergétiques ne sont pas

abordées du point de vue de la soutenabilité.

Afin d’analyser l’impact environnemental et l’intérêt des systèmes de production d’ECS

en termes d’exploitation des ressources, nous évaluons les énergies non renouvelables mais
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aussi les quantités de matériaux mobilisés tout au long du cycle de vie pour le service rendu.

Nous déterminons ainsi les quantités de matériaux nécessaires à la mise en œuvre de différents

systèmes de production d’ECS : chaudière gaz instantané (CGI), chaudière gaz avec stockage

(CGS), chauffe-eau électrique (CEE), chauffe-eau thermodynamique (CET) et chauffe-eau so-

laire avec appoint électrique (CES). On se focalise sur les matières principales : acier, cuivre,

aluminium, verre et polymères.

Afin de comparer ces différents procédés, le rapport entre l’énergie restituée durant la durée

de vie et l’énergie investie (EROEI) est aussi étudié. La prise en compte de la soutenabilité

nous conduit à analyser le rapport EROEIsust qui compare l’énergie restituée à la part d’énergie

non renouvelable investie. De manière similaire, le rapport EROMIsust est proposé. Ce rapport

compare l’énergie restituée à la quantité de matière non recyclée investie. L’objectif est donc de

mettre en évidence la soutenabilité des systèmes de production d’ECS aussi bien en termes de

ressources énergétiques que matérielles sur le cycle de vie et en tenant compte de l’ensemble

de la chaı̂ne énergétique.

2. Unité fonctionnelle et définition des indicateurs

Nous souhaitons comparer les différents procédés de production d’ECS. L’unité fonction-

nelle retenue dans notre cas correspond au service rendu, c’est-à-dire au besoin d’un habitat

individuel consommant en moyenne 200 L d’ECS par jour [2]. Compte tenu de la durée de vie

LT , on obtient la quantité d’énergie produite sur l’ensemble du cycle de vie pour chacun des

systèmes :

EECS = ρ.Cp.∆T.V.LT (1)

où ∆T est la variation de température entre l’eau froide en entrée du système (considérée en

moyenne à 16◦C [2]) et l’eau chaude délivrée aux usagers par l’intermédiaire ou non d’un sto-

ckage. Pour la chaudière gaz en instantané, cette eau est supposée produite à 40 ◦C et correspond

à une énergie fournie de 8200 MJ/an, soit 2,28 MWh/an. Pour les autres systèmes intégrant un

stockage, l’eau est plutôt produite à 50◦C, correspondant à une énergie de 11620 MJ/an, soit

3,23 MWh/an.

À partir de données issues de la littérature et en particulier d’inventaires établis pour des

analyses de cycle de vie (ACV), il est possible de déterminer, dans un premier temps, les princi-

pales quantités de matière à mobiliser pour la construction des procédés de production d’ECS.

Afin de comparer ces différents systèmes en termes de quantités de matériaux investis mi, nous

rapportons cette quantité à la production d’ECS sur toute la durée de vie EECS (voir figure 1)

pour obtenir Me :

Me =
mi

EECS

(2)

Nous n’analysons que quelques familles de matériaux, a priori représentatives de ces systèmes :

acier, cuivre, aluminium, verre et polymères. Les matériaux dits critiques ne sont pas ici consi-

dérés. On les retrouve bien souvent dans les systèmes électroniques employés pour la com-

mande et la régulation. Leur quantité est bien souvent nettement plus faible (quelques cen-

taines de grammes). Il ne faut cependant pas oublier ces matériaux critiques tels que les métaux

rares qui, malgré leur faible quantité, peuvent poser problème en termes de ressources du fait

précisément de leur rareté [5].

Dans un second temps, nous élargissons le périmètre d’étude en incluant la quantité de

matériaux inhérente à la ressource énergétique exploitée par le système : gaz ou électricité

(voir figure 2). Nous prenons ainsi en compte l’ensemble de la chaı̂ne énergétique. Les quan-
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tités de gaz consommées par ces chaudières sont calculées sur tout le cycle de vie. On obtient

environ 85000 kg/GWh. Concernant l’électricité, si nous faisons l’hypothèse qu’elle est issue

de centrales nucléaires, la quantité de matériaux mobilisés en y incluant le béton et la matière

fissile est d’environ 2300 kg/GWh, quantité obtenue à partir des données du rapport de l’AEA

pour EDF [6]. Cette valeur ne prend pas en compte l’énergie et les matériaux à mobiliser pour

le stockage des déchets nucléaires ainsi que pour la déconstruction des centrales.

Figure 1 : Périmètre d’étude Figure 2 : Périmètre d’étude incluant l’énergie

primaire et la quantité de matériaux associée

Pour qualifier les procédés énergétiques, différents indicateurs ont été proposés afin d’aider

à leur sélection. En particulier, il est désormais courant de calculer le taux de retour énergétique

standard : EROEIsta (Energy Return of Energy Invested) [7, 8]. Il s’agit du rapport de l’énergie

restituée et de l’énergie investie. L’EROEIsta peut, a priori, et en première approximation, être

obtenu à partir de l’énergie produite sur la durée de vie (EECS) et de la demande énergétique

cumulée (CED) :

EROEIsta =
EECS

CED
(3)

La demande énergétique cumulée est déterminée par une ACV selon la norme NF EN ISO

14044. Il s’agit de la somme des énergies nécessaires à l’extraction des ressources, à la construc-

tion, à l’exploitation, à l’élimination et au recyclage en fin de vie. Afin d’introduire la no-

tion de soutenabilité, il nous faut prendre en compte le fait que l’énergie réellement à investir

n’est que de type non renouvelable. À l’instar de Multon et Horsin Molinaro [9], on introduit

l’EROEIsust :

EROEIsust =
EECS

CEDNoR

(4)

où CEDNoR correspond à la demande énergétique cumulée d’origine non renouvelable. Ainsi,

on met en évidence qu’un système soutenable satisfera la condition EROEIsust > 1.

Le périmètre d’étude est ainsi défini par la prise en compte des énergies non renouvelables

(fossiles et fissiles) directement utilisées durant la phase d’exploitation et donc de production

d’ECS, EF , et mobilisées durant les étapes de fabrication et en fin de vie, EFp (voir figure 2).

On ne tient pas compte, de ce fait, des énergies renouvelables ER et ERp.

De même, il est possible d’introduire un indicateur similaire à l’EROEI mais relatif aux

matériaux investis avec toujours comme référence l’énergie restituée EECS . On peut alors

établir le rapport suivant :

EROMIsta =
EECS

mi

=
1

Me
(5)
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De la même façon, il est possible de tenir compte des fractions de matériaux recyclés et de

matériaux non recyclés (MeNoRec), qui conduit à former l’EROMIsust :

EROMIsust =
1

MeNoRec

(6)

Cet indicateur rend compte de l’énergie restituée à partir de matériaux non recyclés utilisés

durant non seulement l’étape de fabrication mais aussi l’étape de production d’ECS (voir figure

2). Un EROMIsust sera donc d’autant plus grand que le système fera appel à une plus faible

quantité de matière première vierge.

3. Systèmes de production d’eau chaude sanitaire

Nous nous proposons de comparer différents systèmes de production d’eau chaude sanitaire

à l’aide des indicateurs précédemment présentés. L’étude porte donc sur une chaudière gaz à

production instantanée (CGI), une chaudière gaz avec réservoir de stockage (CGS), un chauffe-

eau électrique avec cumulus (Zeneo Atlantic 200 L) (CEE), un chauffe-eau thermodynamique

(Chappee TD 200 split WH)(CET) et un chauffe-eau solaire (CES). Tous ces systèmes per-

mettent de répondre aux besoins spécifiés dans la section précédente. Les données sont issues

des articles [4, 10, 11] pour les chaudières gaz et le chauffe-eau solaire et des fiches PEP (pro-

fil environnemental du produit) du CEE et du CET. Les quantités de matériaux et les énergies

grises sont présentées dans le tableau 1.

CGI CGS CEE CET CES

matériaux

(kg)

acier 11 67,7 70 89,77 68,3

cuivre 5,3 5,3 0,3 0,157 17,5

aluminium 1,3 1,3 0 6,93 22,2

verre 0 0 0 0 34,8

polymères 0,5 2,4 5,7 15,4 10,1

énergie grise

(MJ)

7200 12560 14500 22400 16800

efficience ηr = 67% ηr = 56% ηr = 83% COPr = 1, 8 TCS = 70%

durée de vie

(an)

15 15 15 12 20

Tableau 1 : Inventaires des quantités de matériaux et énergies grises nécessaires aux procédés de pro-

duction d’ECS, efficience (rendements, COP (coefficient de performance), TCS (taux de couverture so-

laire) et durée de vie)

Sont aussi indiqués les rendements réels pour CGI, CGS et CEE [11, 2], le COP réel constaté

pour le CET [2] et le taux de couverture solaire moyen constaté au niveau national pour le CES

[2] ainsi que la durée de vie moyenne constatée des systèmes.

4. Résultats et discussion

4.1. Quantités de matériaux investis pour la production d’ECS

À partir des inventaires de cycle de vie des différents procédés, les quantités de matériaux

mobilisés pour assurer le service consistant à un volume d’ECS de 81760 L/an et rapportées
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à l’énergie produite sur toute la durée de vie peuvent être calculés. On obtient les résultats

présentés dans la figure 3(A). Pour chaque procédé, nous retenons les quantités de matière

prépondérantes et classées selon les principales familles de matériaux (acier, aluminium, cuivre,

verre, polymères).

Figure 3 : Quantité de matériaux totale (A) et non recyclés (B) rapportée à l’énergie produite

Afin de pouvoir développer de façon massive les EnR sans subir les limitations matérielles,

le recours aux matériaux recyclés s’avère nécessaire. Certains matériaux bénéficient depuis de

nombreuses années d’un effort conséquent sur le recyclage. On constate des taux de recyclage

élevés dans les secteurs du verre et de certains métaux. Les aciers, en particulier, sont recyclés

avec des taux qui peuvent être supérieurs à 90 %. L’aluminium et le cuivre font partie aussi

des matériaux de plus en plus recyclés (respectivement plus de 50 % et de 60 %). Concer-

nant les polymères, les thermoplastiques ont des taux de recyclage de plus en plus élevés qui

conduit à des contenus en matériaux plastiques recyclés de 20 % en France et dans certains

pays d’Europe de 30 %. Du fait de leurs propriétés, ils peuvent réintégrer de nouveaux cycles

de vie après un traitement thermique adéquat. Les thermodurcissables, quant à eux, sont plus

difficiles à réutiliser car ils ne peuvent pas subir de traitement thermique sans dégradation. Ils

sont bien souvent réemployés après déchiquetage sous une forme de plus faible valeur ajoutée

(downcycling), voire plutôt valorisés énergétiquement.

Pour les systèmes de production d’ECS, il apparaı̂t intéressant de reprendre les résultats

de la figure précédente et de les analyser en tenant compte de la possibilité d’incorporer des

matériaux recyclés. Ainsi, en retirant les quantités de matériaux recyclés et en ne gardant que les

matériaux mobilisés issus de matière première vierge, il est possible de déterminer les quantités

de matériaux non recyclés MeNoRec. Compte tenu des taux moyens actuels d’incorporation de

matériaux recyclés en France (acier 80%, cuivre 60%, aluminium 50%, verre 80%, polymères

30% [12]), on obtient les résultats présentés à la figure 3(B).

On constate d’abord que le CET et le CES nécessitent davantage de matériaux que les autres

systèmes CGI, CGS et CEE qui utilisent exclusivement une énergie primaire (gaz ou uranium)

plus concentrée. Ceci est dû à leur relative complexité, d’une part liée à la pompe à chaleur du

CET et d’autre part aux capteurs solaires du CES.

Désormais, il devient pertinent d’inclure les matériaux qui permettent l’alimentation en

énergie primaire et en particulier, pour les chaudières gaz, le gaz naturel, et pour les systèmes

alimentés en électricité, les matériaux utilisés pour la production d’électricité. On ne prend pas

en compte les matériaux mobilisés pour les infrastructures et les réseaux de transport. Compte

tenu de la part de l’électricité nucléaire dans le mix électrique français, nous ne comptabiliserons
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que la quantité de matériaux nécessaires pour la centrale nucléaire. La figure 4 montre l’impor-

tance des quantités de matériaux mobilisés pour produire l’énergie convertie par le système de

production d’ECS.

Les systèmes utilisant le gaz naturel font appel à une quantité de matière première tout au

long du cycle de vie bien plus grande que les autres systèmes (près de 85000 kg/GWh, inverse

du pouvoir calorifique du gaz). Aussi, la comparaison des systèmes CEE, CET et CES montre

que la prise en compte de la quantité de matériaux nécessaires à la production électrique en sup-

posant qu’elle soit d’origine nucléaire conduit, tout de même, à fortement augmenter la quantité

totale de matériaux non recyclés. Ainsi, on met en évidence la part importante occupée par la

ressource énergétique à mobiliser pour faire fonctionner le système par rapport à la quantité de

matière investie pour sa fabrication. Autant pour le CES, cette quantité est doublée du fait de

la prise en compte de la matière nécessaire à la production d’électricité, pour le CET elle est

quasiment multipliée par un facteur 3 et pour le CEE par un facteur 5.

Remarquons que, dans le cas de la rénovation énergétique, le réemploi, par exemple, d’un

ballon de stockage pour venir y connecter une installation solaire participera à la réduction du

contenu en matière première vierge et donc à MeNoRec. On peut estimer un gain d’environ 200

à 250 kg/GWh, soit de 13 à 17 % pour le CES.

Figure 4 : Quantité de matériaux non recyclés investis pour la fabrication du système et pour la pro-

duction d’énergie primaire (autres), rapportée à l’énergie produite

4.2. Énergie et quantités de matériaux investis et soutenabilité

Il apparaı̂t intéressant d’analyser ces résultats à l’aide des indicateurs définis précédem-

ment : EROEIsust et EROMIsust. Ces indicateurs nous montrent la pertinence des procédés

en matière de soutenabilité. Ainsi, la figure 5 permet de positionner les différents systèmes de

production d’ECS selon les deux indicateurs. Des valeurs d’EROEIsust > 1 et des valeurs

élevées d’EROMIsust confèrent aux systèmes le caractère soutenable concernant les quantités

d’énergie et de matériaux investis. Les systèmes basés sur le gaz ou sur l’électricité avec une ef-
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ficacité peu élevée, se retrouvent avec un EROEIsust faible voire inférieur à 1. On montre donc

que, selon ces critères, le chauffe-eau solaire (CES) et, dans une moindre mesure, le chauffe-eau

thermodynamique (CET) peuvent être considérés comme des procédés de production d’ECS

soutenables. Malgré une énergie grise plus importante, le CES est un système qui s’avère plus

pertinent que le CET sur l’ensemble du cycle de vie.

Figure 5 :EROEIsust vs EROMIsust : énergie restituée selon l’énergie non renouvelable investie et

la quantité totale de matériaux non recyclés investis

Quelques précisions peuvent être apportées. D’abord, la prise en compte du contenu matière

du mix énergétique et non plus de l’électricité d’origine uniquement nucléaire modifie les va-

leurs respectives de chaque système tout en respectant la hiérarchie établie précédemment. On

peut remarquer aussi que, selon les études, l’électricité nucléaire peut avoir un contenu matière

plus élevé du fait du stockage des déchets nucléaires et du démantèlement. Selon les technolo-

gies adoptées, en particulier pour le stockage, les quantités de béton et d’acier peuvent varier

d’un facteur 1 à 10 et dépendent fortement de l’activité des déchets. Notons, en outre, que

l’énergie nécessaire au recyclage des matériaux n’a pas été prise en compte dans ces calculs.

Il s’avère que l’utilisation de matériaux recyclés conduit à un gain énergétique par rapport à

l’exploitation de matière première vierge. Ainsi, on estime que l’économie d’énergie est de 60

à 75 % pour l’acier, de 84 à 88 % pour le cuivre et de 90 à 97 % pour l’aluminium, selon l’ONU

[13].

Enfin, lorsque l’on se focalise sur le CET et le CES, il est possible d’affiner les résultats afin

de mettre en évidence l’influence du COP pour le CET, du taux de couverture solaire (TCS)

pour le CES. La figure 6 présente comment évoluent les rapports EROEIsust et EROMIsust
avec d’une part le COP pour le CET et d’autre part le TCS pour le CES. En faisant varier le COP

de 1,4 à 3 (gamme de variation constatée en situation réelle [2]), on remarque que EROEIsust
passe de 1,1 à 2. Alors que pour le CES, une augmentation du taux de couverture de 50% à

80% (gamme typique constatée en France métropolitaine) induit une variation de l’EROEIsust
de 1,75 à 3,7. Ainsi, un CET possédant un COPr de l’ordre de 1,2 impliquant EROEIsust ' 1

ne sera plus pertinent en termes de soutenabilité. Bien évidemment, un CES sera d’autant plus

pertinent que le TCS sera élevé, néanmoins, un CES avec un taux de couverture solaire de 50%

est aussi intéressant qu’un CET avec un COP de 2.

5. Conclusion

La production d’eau chaude sanitaire étant un poste de consommation important dans l’ha-

bitat, il nous est apparu intéressant d’évaluer la quantité de matériaux et d’énergie à mobiliser
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Figure 6 :EROEIsust vs EROMIsust : influence du COP pour le CET et du taux de couverture solaire

(TCS) pour le CES

pour satisfaire ce besoin. Nous avons établi des critères qui permettent d’estimer la soutena-

bilité à partir des énergies non renouvelables et des matériaux non recyclés à investir tout le

long du cycle de vie et par rapport au service réellement rendu. Ainsi, en comparant différents

systèmes (chaudière gaz en instantané ou avec stockage, chauffe-eau électrique avec cumulus,

chauffe-eau thermodynamique et chauffe-eau solaire), l’étude montre que le chauffe-eau so-

laire requiert d’investir moins d’énergie non renouvelable et de matériaux non recyclés que les

autres procédés. Il s’agira désormais d’y associer d’autres indicateurs de types économiques et

environnementaux pour mener une analyse multicritère.
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Résumé - L'objectif de cette étude est de présenter une modélisation intégrée dans le logiciel TRNSYS 
18 en utilisant une approche zonale permettant de prendre en compte les phénomènes thermiques, 
aérauliques et radiatifs à l'échelle d'un quartier. Une comparaison avec les résultats expérimentaux 
existants dans la littérature a été réalisée pour évaluer la validité de cette approche. Les résultats 
numériques obtenus sont en phase avec ceux de l'expérimentation avec une erreur absolue moyenne sur 
la température de surface des murs extérieurs d'environ 1,3°C et une erreur relative moyenne d'environ 
7%.  

Nomenclature 

 
P pression, Pa  
q débit volumique, m 3.s-1  

V vecteur vitesse 

T température, °C 

 
Symboles grecs 
λ multiplicateur de Lagrange 
 module de précision gaussien 
 densité massique  

1. Introduction 

Dans un environnement complexe, comme une zone urbaine, les éléments bâtis du tissu 
urbain modifient fortement les conditions microclimatiques en perturbant la distribution de 
l’écoulement du vent et de la chaleur entre les différentes surfaces. De ce fait, l'étude de l'impact 
du microclimat urbain sur les besoins énergétiques et sur le confort thermique des occupants 
est devenue une nécessité pour une meilleure évaluation de la performance énergétique des 
bâtiments. Dans la perspective de garantir le confort thermique intérieur et d'apporter des 
solutions techniques adéquates, la prédiction par simulation de la consommation énergétique 
doit être de plus en plus réaliste. 

La littérature récente montre que l’utilisation des modèles basés sur des codes de calculs de 
mécanique de fluides (CFD) pour étudier le microclimat urbain et son impact sur les besoins 
énergétiques des bâtiments est répandue [1], [2]. Ces modèles sont généralement détaillés, en 
revanche complexes à utiliser (temps de calcul élevé, co-simulation…).  

Pour répondre à la nécessité accrue en matière de modélisation des interactions entre 
l'environnement bâti et le microclimat urbain et de ses conséquences sur les performances 
énergétiques des bâtiments, la recherche dans le domaine de la simulation énergétique des 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-094
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bâtiments a récemment changé d'orientation, passant de l'échelle du bâtiment à l'échelle du 
quartier ou bien de la ville. La modélisation de la consommation d'énergie d'un bâtiment dans 
son contexte urbain nécessite, par conséquent, de simuler les interactions avec les autres 
bâtiments et avec le microclimat urbain. Néanmoins, la complexité des environnements urbains 
rend la simulation énergétique des bâtiments à l’échelle urbaine très difficile. 

Afin de surmonter cette complexité, l’objectif de ce papier est de présenter une approche 
simplifiée d’une modélisation intégrée dans un outil de simulation thermique dynamique des 
bâtiments (STD) couplé à un modèle basé sur une approche zonale pour le calcul des 
écoulements d’air à l’extérieur. Cette approche intégrée vise à évaluer les interactions entre le 
microclimat urbain et le bâtiment. Pour ce faire, un modèle thermoradiatif basé sur le facteur 
de Gebhart a été intégré dans un outil STD pour la modélisation du rayonnement solaire de 
courtes longueurs d’onde (CLO), du rayonnement thermique de grandes longueurs d’onde 
(GLO) dans le quartier. Par ailleurs, pour décrire de manière adéquate les champs de 
température et de vitesse du vent autour des bâtiments, un modèle zonal tridimensionnel 
d'écoulement du vent respectant la conservation de la masse a été développé sur la base de 
modèles empiriques existants dans la littérature. Pour évaluer la fiabilité de la modélisation 
développée une comparaison avec des résultats expérimentaux a été effectuée. 

2. Méthode  

2.1. Modèle thermoradiatif  

Dans cette étude, le logiciel TRNSYS 18 a été utilisé pour la simulation thermique 
dynamique des bâtiments sachant qu'il n'inclut pas la modélisation physique de l'environnement 
extérieur. Afin de lever ce verrou, nous avons développé un nouveau modèle adapté à TRNSYS 
18 permettant d'intégrer la simulation du microclimat à l’échelle d’un quartier. Dans TRNSYS 
18, la méthode de la fonction de transfert de Mitalas et Stephenson est utilisée pour exprimer la 
conduction thermique à travers les murs. Au niveau du sol, la modélisation du transfert de 
chaleur est basée sur le Type 49 de TRNSYS. Ce dernier est un modèle tridimensionnel basé 
sur les différences finies, qui nécessite un maillage du sol couvert par le bâtiment ou le quartier 
(champ proche) ainsi que la zone environnante du bâtiment ou du quartier (champ lointain). 
Ensuite, les transferts sont évalués entre le rez-de-chaussée ou les zones de revêtement routier 
(dalle) et le sol [3]. En champ lointain, la température du sol, à une profondeur de 10 m, est 
calculée grâce au modèle de Kusuda. 

Les échanges radiatifs de courte et de grande longueur d'ondes sont modélisés différemment 
pour les surfaces intérieures et extérieures. Bien que le modèle radiatif de TRNSYS est 
uniquement adapté aux zones thermiques intérieures [3], [4], nous nous sommes appuyés sur 
une approche développée dans des études antérieures pour le rendre également applicable à 
l'environnement extérieur [3], [4]. Dans ces travaux, le modèle radiatif est basé sur le facteur 
de Gebhart [5] pour calculer les échanges radiatifs et les inter-réflexions ainsi que les 
coefficients de distribution du rayonnement solaire. Plus de détails et de validations 
expérimentales sont disponibles dans les études [3], [4]. 

2.2. Modèle thermo-aéraulique zonal pour l’extérieur  

Le vent est un élément prédominant à l'échelle microclimatique urbaine, son comportement 
est lié à plusieurs facteurs et, en particulier, à la configuration du tissu urbain. De plus, 
l’écoulement du vent a une influence à la fois sur le flux thermique généré par le renouvellement 
d’air des espaces intérieurs et sur les échanges convectifs à la surface extérieure de l’enveloppe 
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du bâtiment. A ce sujet, les modèles de mécanique des fluides (CFD) sont souvent utilisés pour 
simuler le champ d'écoulement dans les zones urbaines. Ces modèles sont très précis, mais 
résolvent les équations d'advection et de turbulence de manière itérative, ce qui est gourmand 
en calcul et en mémoire pour la plupart des applications à l'échelle urbaine. Cela ne convient 
pas à notre objectif de calculer les effets couplés (thermique, radiatif et aéraulique) sur une 
période annuelle avec des temps de calcul raisonnables. 

En réponse à cette problématique, nous proposons un modèle thermo-aéraulique zonal 
applicable au cas d'un quartier en utilisant le langage de programmation Python, et intégrable 
dans TRNSYS 18 via le Type 163.  

Ce modèle aéraulique, reposant sur la conservation de la masse, a été inspiré de la méthode 
proposée par Rӧckle [6]; permettant ainsi de réduire les temps de calcul. Ainsi, le champ 
d'écoulement du vent autour des bâtiments est d’abord initialisé à partir de modèles empiriques 
pour réduire le nombre d’itérations. Ensuite, uniquement l'équation d'advection est résolue à 
partir du champ de vent initial en considérant que la turbulence est « grossièrement résolue" par 
l'initialisation. La conservation de la masse est ensuite appliquée en utilisant une technique 
d'analyse variationnelle [7]. Celle-ci résout l'équation de Poisson pour les multiplicateurs de 
Lagrange λ, en utilisant la méthode de surrelaxation successive (SOR) : 𝜕2𝜆𝜕𝑥2 + 𝜕2𝜆𝜕𝑦2 + (𝛼1𝛼2)2 𝜕2𝜆𝜕𝑧2 = ∇. 𝑉0⃗⃗  ⃗  (1) 

Où 𝑽𝟎⃗⃗ ⃗⃗  = 𝑢0𝑖,𝑗,𝑘 . 𝑖 + 𝑣0𝑖,𝑗,𝑘 . 𝑗 + 𝑤0𝑖,𝑗,𝑘 . �⃗�  est la divergence du champ de vitesse initial et u, v et 
w sont les composantes de vitesse dans les directions x, y et z ; α1 et α2 sont les modules de 
précision gaussiens qui définissent l'importance relative des mouvements d'air horizontaux par 
rapport aux mouvements verticaux. 

Le champ de vitesse est ensuite mis à jour en utilisant les équations d'Euler-Lagrange après 
la résolution de l’équation (1) : 𝑢𝑖,𝑗,𝑘 = 𝑢0𝑖,𝑗,𝑘 + 12𝛼12∆𝑥 (𝜆𝑖+1,𝑗,𝑘 − 𝜆𝑖,𝑗,𝑘)  (2) 𝑣𝑖,𝑗,𝑘 = 𝑣0𝑖,𝑗,𝑘 + 12𝛼12∆𝑦 (𝜆𝑖,𝑗+1,𝑘 − 𝜆𝑖,𝑗,𝑘)  (3) 𝑤𝑖,𝑗,𝑘 = 𝑤0𝑖,𝑗,𝑘 + 12𝛼22∆𝑧 (𝜆𝑖,𝑗,𝑘+1 − 𝜆𝑖,𝑗,𝑘)  (4) 

Avec Δx, Δy et Δz respectivement les espaces entre les mailles correspondant aux directions 
x, y et z. 

Le transfert de chaleur par convection peut être modélisé de deux manières. La première 
consiste à fixer une valeur constante du coefficient de transfert de chaleur par convection et la 
seconde consiste à utiliser des corrélations spécifiques issues de la littérature. Dans cette étude, 
la valeur du coefficient de transfert de chaleur par convection des façades du bâtiment est 
supposée constante sur les surfaces intérieures du bâtiment (6,1 W/m²K pour le plafond, 1,6 
W/m²K pour le plancher et 4,1 W/m²K pour les parois verticales [8]). Pour les surfaces 
extérieures, le coefficient de transfert de chaleur par convection a été évalué en utilisant la 
corrélation de Hagishima et Tanimoto [9].  

La modélisation des phénomènes microclimatiques générés à l’échelle du quartier est 
réalisée à l'aide d'un modèle zonal. Ce modèle consiste à diviser le quartier en plusieurs zones 
interconnectées (Figure 1). Dans chacune de ces zones fictives, les équations de conservation 
de la masse et d’énergie sont utilisées pour calculer les caractéristiques thermo-aérauliques 
(température, pression). Pendant la simulation, le modèle aéraulique décrit précédemment est 
utilisé pour calculer les débits volumiques aux interfaces des zones qij. Ces débits correspondent 
aux intégrations du champ de vitesse moyen aux interfaces entre les zones. En guise d'exemple, 
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si on considère un sous-volume ijk (Figure 1), du maillage étudié entre les coordonnées xi et 
xi+1, yj et yj+1, zk et zk+1, les débits entre les différentes interfaces sont calculés par les équations 
(5), (6) et (7). 𝑞𝑖 = ∫ 𝑢𝑖,𝑗,𝑘𝑧𝑖+1𝑧𝑖 (𝑦𝑖+1 − 𝑦𝑖)𝑑𝑧   (5) 𝑞𝑗 = ∫ 𝑣𝑖,𝑗,𝑘𝑧𝑖+1𝑧𝑖 (𝑥𝑖+1 − 𝑥𝑖)𝑑𝑧   (6) 𝑞𝑘 = ∫ 𝑤𝑖,𝑗,𝑘𝑥𝑖+1𝑥𝑖 (𝑦𝑖+1 − 𝑦𝑖)𝑑𝑥   (7) 

 

Figure 1 : Zonage du domaine d’étude [10] 

Le modèle de calcul développé donne des résultats sous la forme de débits volumiques 
moyens horaires aux interfaces. Ces débits sont également exprimés sous la forme de débits 
massiques en fonction de la densité ρijk de la cellule concernée. L'hypothèse d'isothermie, 
densité moyenne constante sur l'ensemble du domaine étudié, permet de définir un champ de 
vitesse du vent respectant la conservation de la masse, soit : ∑ 𝑞𝑖𝑗 = 0𝑛𝑘=0    (8) 

Au cours de la simulation, le modèle thermo-radiatif utilise les débits volumiques d'air 
calculés par Python et calcule la température de l'air de chaque cellule. Cette température est 
alors utilisée pour calculer la densité ρijk de la zone considérée. Ainsi, le remplacement des 
densités de chaque zone par la loi des gaz parfaits (𝜌𝑖 = 𝑃𝑖𝑅𝑇𝑖), conduit à un système de N 

équations dont les inconnues sont les températures Ti et les pressions Pi.  La résolution de ces 
équations algébriques non linéaires couplées est obtenue à l'aide de la méthode de Newton-
Raphson par Python. 

3. Comparaison avec les résultats expérimentaux 

3.1. Dispositif expérimental de EM2PAU 

En vue d'évaluer la fiabilité et la pertinence des résultats de la modélisation proposée dans 
cette étude, une comparaison a été faite entre ceux-ci et ceux obtenus à partir des mesures 
expérimentales de la campagne de mesure EM2PAU [11]. Cette dernière représente une rue 
canyon à l’échelle un demi (½), constituée de deux rangées : de longueur 24 m, de largeur 3,6 
m et de hauteur 5,2 m, ce qui donne un facteur d’aspect de 1,4 m. Chaque ligne est construite 
par un assemblage de quatre conteneurs de B=2,45 m de largeur représentant les bâtiments 
(Figure 2-a). L’axe de la rue forme un angle de 43° avec la direction du Nord. Quant à la 
détermination de la rugosité du sol, la méthode de décomposition préconisée par [11] a été 
utilisée (Figure 2-b); par ailleurs, la longueur de rugosité des conteneurs est de 0,01 m. 
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(b) 

Figure 2 : (a)Campagne expérimentale EM2PAU, (b)Rugosité du sol autour des conteneurs [11] 

Concernant les données météorologiques, un fichier de données horaires a été créé à partir 
des mesures expérimentales issues de la compagne de mesures EM2PAU pour la période du 
06/04/2011 au 09/04/2011. 

3.2. Analyse comparative entre les résultats numériques et expérimentaux de la 
température de surface des façades 

En se basant sur la comparaison des mesures expérimentales de la campagne EM2PAU et 
des résultats numériques obtenus par l'approche intégrée développée, on observe que la 
température de surface de la façade Sud-Ouest est en bonne cohérence avec celle mesurée 
(Figure 3). L'erreur absolue moyenne entre les résultats de simulation et ceux de la campagne 
expérimentale est de 1,46 °C et l'erreur relative moyenne est de 7,4 %. 

 
Figure 3 : Variation temporelle de la température des surfaces Sud-Ouest étudiées 

La comparaison des résultats numériques et expérimentaux des températures de surface 
Nord-Est (Figure 4) montre également une bonne cohérence. Dans ce cas, l'erreur absolue 
moyenne est d’environ 1,32 °C et l'erreur relative moyenne est d’environ 7,35 %.  
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Figure 4 : Variation temporelle de la température des surfaces Nord-Est étudiées 

Pour les deux façades, on observe également une légère sous-estimation des pics de midi et 
une surestimation des minimas du matin. Ces différences peuvent être expliquées par le pas de 
temps horaire choisi comme condition limite d'entrée, créant un lissage des résultats qui peut 
expliquer les pics plus élevés. Les mêmes résultats ont été observés par Athamena et al [11]. 

D’autres paramètres statistiques sont recommandés dans la littérature pour l’évaluation de 
la précision des résultats numériques et spécifiquement pour les études microclimatiques [12] 
comme le biais fractionnel FB (Fractionnal Bias), le biais géométrique moyen GM (Geometric 
Mean bias), l’erreur quadratique moyenne normalisée NMSE (Normalized Mean Square Error), 
la variance géométrique GV (Geometric Variance) et enfin la fraction des prédictions 
correspondant à un facteur de deux observations (FAC2). Leurs expressions sont données 
respectivement par les équations suivantes : 𝐹𝐵 = (𝐶𝑜̅̅̅̅ −𝐶𝑚̅̅̅̅̅)0.5(𝐶𝑜̅̅̅̅ +𝐶𝑚̅̅̅̅̅)   (9)

 𝐺𝑀 = exp(ln 𝐶𝑜̅̅ ̅̅ ̅̅ − ln 𝐶𝑚̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅)  10)
 

𝑁𝑀𝑆𝐸 = (𝐶𝑜−𝐶𝑚)2̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅𝐶𝑜̅̅̅̅ 𝐶𝑚̅̅̅̅̅   (11)
 𝐺𝑉 = exp[(ln 𝐶𝑜 − ln 𝐶𝑚)2̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ]  (12)
 𝐹𝐴𝐶2 = 0.5 ≤ 𝐶𝑚𝐶𝑜 ≤ 2.0  (13)
 

Où Co et Cm sont respectivement les valeurs expérimentales et numériques et le surlignage 
désigne la moyenne sur l'ensemble des données disponibles. 

Les paramètres statistiques calculés pour les températures de surface des façades Nord-Est 
et Sud-Ouest à partir de la moyenne des résultats simulés et mesurés sont présentés dans le 
tableau 1. 

Les résultats montrent une très bonne performance du modèle pour les températures de 
surface avec les indicateurs FB et NMSE pratiquement égaux à zéro, GM et GV pratiquement 
égaux à 1 et FAC2 égal à 0,99. Sur la base de cette étude comparative, nous pouvons considérer 
que le modèle microclimatique développé est capable d'estimer les températures extérieures de 
surface des façades. En se basant sur cette étude comparative, l’approche de modélisation 
intégrée développée combinant TRSNYS moyennant des modifications pour les échanges 
radiatifs extérieurs et une méthode aéraulique zonale a la capacité d'estimer précisément les 
températures extérieures de surface. Cette approche pourra donc être utilisée en tant qu'un outil 
pour la modélisation thermique ou énergétique des bâtiments et du microclimat urbain. 
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Facteurs statistiques FB GM NMSE GV FAC2 
Cible idéale 0 1 0 1 1 
L’intervalle 
« acceptable » [12] -0,3  FB  0,3 0,7  GM  1,3 NMSE  4 GV <1,6 FAC2 ≥ 0,5 

Surface Nord-Est 0,05 1,1 0,004 1,1 0,96 
Surface Sud-Ouest 0,008 1 0,001 1 0,99 

Tableau 1 : Paramètres statistiques calculés pour les températures de surface des façades 
(numériques et expérimentales) 

3.3. Analyse comparative entre les résultats numériques et expérimentaux de la 
température de l'air 

La figure 5 présente la comparaison entre la température de l'air simulée et mesurée dans le 
canyon. Nous pouvons observer que la variation de la température de l'air dans la rue du canyon 
issue des simulations avec notre approche intégrée tend aussi vers celle mesurée.  

 
Figure 5 : Variation temporelle de la température de l'air dans la rue canyon 

Selon l'analyse de corrélation, la température simulée est en accord avec les données 
mesurées. L'erreur absolue moyenne est d'environ 1,2°C et l'erreur relative moyenne est 
approximativement de 7%. Par ailleurs, les résultats des paramètres statistiques de la 
température de l'air du canyon en question se sont révélés globalement satisfaisants (tableau 2). 

Facteurs statistiques FB GM NMSE GV FAC2 
Température de canyon obtenue par 
notre modèle 

-0,061 0,97 0,007 1,004 1,005 

Tableau 2 : Paramètres statistiques calculés pour la température de l'air dans le canyon 

4. Conclusion 

Dans cette étude, une approche de modélisation intégrée à l’échelle du quartier combinant 
TRNSYS18 avec quelques modifications pour la prise en compte des échanges radiatifs d’une 
manière plus réaliste à l’extérieur des bâtiments et un modèle thermo-aéraulique zonale pour 
l’extérieur a été développée dans le but d’évaluer l’impact de microclimat urbain sur la demande 
énergétique des bâtiments. Cette approche prend en considération les effets des vents 
dominants, l’ensoleillement et les inter-réflexions. Afin de vérifier la fiabilité du présent 
modèle, une étude comparative entre les résultats expérimentaux de la compagne de mesure 
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EM2PAU et les résultats numériques a été effectuée. Les résultats numériques obtenus sont 
proches des observations expérimentales avec une erreur absolue moyenne sur la température 
surfacique des murs extérieures de 1,3°C et une erreur relative moyenne d’environ 7 %. 
L’utilisation de cette méthode est intéressante pour son temps de calcul réduit par rapport à des 
calculs CFD tout en gardant une précision satisfaisante pour les objectifs d’évaluation 
thermique et énergétique des bâtiments. 
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Résumé - L’étude propose l’analyse paramétrique d’un motif géométrique composite-MCP composée

d’un matériau conducteur, d’un MCP organique de type paraffine (RT55) et d’un matériau isolant. Une

température uniforme est imposée du côté du matériau conducteur et la partie du matériau en contact

avec l’extérieur a été supposée adiabatique. Cette analyse a permis de déterminer l’influence de la

variation de la hauteur et de l’épaisseur du motif sur les temps caractéristiques de fusion du MCP et

par conséquent sur le temps de charge du motif. Les résultats sont présentés en utilisant les nombres

adimensionnels tels que le nombre de Rayleigh Ra, le nombre de Fourier Fo et le facteur de forme FF

de la cellule dans le but de construire une corrélation thermique pour ce motif.

Mots clés : Réservoir d’eau chaude, changement de phase, MCP, CFD, corrélation thermique

Nomenclature

a Diffusivité thermique, m2/s
Cp Chaleur spécifique, J.kg−1.K−1

CmushConstante de la mushy zone, -

hs/l Enthalpie de changement d’état, kJ.kg−1

f Fraction liquide, -

FF Rapport de forme, -

Fo Nombre de Fourier, -

Ra Nombre de Rayleigh, -

Ste Nombre de Stefan, -

H Hauteur, m

L Largeur, m

T Température, K

t Temps caractéristique, s

Symboles grecs

β Coefficient d’expansion thermique, K−1

λ Conductivité thermique, W.m−1.K−1

µ Viscosité dynamique, Pa.s

ν Viscosité cinématique, m2/s
ρ Masse volumique, kg.m−3

Indices et exposants

p Paroi

ch Charge

fus Fusion

moy Moyenne

S Solidus

L Liquidus

s Solide

l Liquide

Abréviations

MCP Matériau à changement de phase

CFD Computationnal fluid dynamics

FV Fibre de verre

PP Polypropylène

1. Introduction

Dans un contexte de sobriété énergétique, la chaire industrielle ANR Corenstock propose

d’augmenter l’inertie thermique d’un élément de stockage d’eau chaude sanitaire par l’intégration

de matériaux à changement de phase MCP. Utilisés pour gérer les variations de température

des systèmes de stockage d’énergie thermique, les matériaux à changement de phase sont des

https://doi.org/10.25855/SFT2023-100
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matériaux capables de stocker ou de restituer une certaine quantité de chaleur pendant leur

changement de phase [1]. Il existe de nombreux types de MCP. Cette étude se limitera aux

MCP solide-liquide, nécessitant un plus faible volume de stockage, en particulier les paraf-

fines pour leur non-toxicité, leur faible corrosivité (adapté à des contenants métalliques), leur

grande disponibilité et leur faible coût. Pour un MCP solide-liquide, le matériau va stocker de

l’énergie pendant la phase de fusion et la restituer pendant la solidification. Ces MCP possèdent

cependant deux inconvénients majeurs : une faible conductivité thermique et une expansion

volumique élevée [1, 2].

La question d’améliorer la conductivité thermique des MCP n’est pas forcément primordiale

dans cette étude car l’objectif est d’augmenter l’inertie thermique d’un ballon d’eau chaude.

Des études ont déjà montré l’impact que pouvait avoir l’ajout de MCP dans un réservoir d’eau

chaude. Mehling et al. [3] ont par exemple mis en place un module de MCP représentant 1/16

du volume total du ballon à l’intérieur du réservoir. Ce module a permis de réchauffer et de

maintenir à une température de consigne 3/16 de l’eau contenue dans le ballon et ce, quatre fois

plus longtemps. Cabeza et al. [4] ont développé une expérience consistant à ajouter un module

de MCP en haut du ballon d’eau chaude afin d’avoir plus de densité thermique dans cette partie.

Ils ont aussi fait varier la quantité de MCP dans le ballon. Ainsi pour deux modules de MCP

(environ 2 % du volume total du réservoir), la densité énergétique a augmenté de 40% pour

une différence de température de 1◦ contre 6% pour une différence de température de 8◦. Pour

six modules de MCP (environ 6 % du volume total), cette augmentation était de 67% et 16%

respectivement. Bien que l’utisation du MCP dans un ballon diminue généralement la taille

du réservoir [5], le MCP a tendance à dégrader la stratification de l’eau du réservoir : lors du

refroidissement du MCP, celui-ci va homogénéiser la température de l’eau du réservoir à la

température de changement d’état du MCP. [6]

La présente étude va donc consister à développer le modèle d’une coque composite contenant

des MCP afin de pouvoir stocker de l’énergie dans toute l’enveloppe du ballon. Pour cela, une

étude numérique via le logiciel CFD Star-CCM+ a été réalisée afin d’évaluer les performances

d’un motif de coque dans un cycle complet de charge / décharge et enfin étudier sa réponse

thermique en fonction d’une condition aux limites imposée. Cette étude mettra aussi en place

des corrélations en fonction du nombre de Fourier, du nombre de Rayleigh, du nombre de Stefan

et du facteur de forme.

2. Développement d’un modèle mésoscopique d’un réservoir d’eau chaude
avec stockage latent

L’objectif est d’étudier l’enveloppe d’un réservoir d’eau modifiée et compartimentée en mo-

tifs annulaires élémentaires afin de déterminer l’effet des dimensions de celles-ci sur la cinétique

de fusion-solidification du matériau à changement de phase.

2.1. Formulation physique et domaine d’étude

Le motif composite (fig. 1) est défini au sens MCP, il est constitué d’un élément conducteur

(inox) en forme de U allongé, rempli d’un MCP (RT 55 , une paraffine de chez Rubitherm [7]) et

d’un isolant (ensemble liner / composite afin d’assurer l’étanchéité du système). Les propriétés

thermiques de ces matériaux sont résumées dans le tableau 1. Le composite est constitué de

60% de fibre de verre (FV) et de 40% de polypropylène (PP).

Le problème est résolu en 2D axisymétrie et grâce à la méthode enthalpique [8] via le logiciel

StarCCM+ [9]. Le phénomène de fusion est gouverné par les équations :
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Figure 1 : Schématisation du motif composite

Propriétés Inox PP FV Composite RT55

ρs kg.m−3 8055 940 2520 1888 880

ρl kg.m−3 - - - - 770

TS
◦ - - - - 51

TL
◦ - - - - 57

Cp J.kg−1.K−1 480 1700 787 1152.2 2000

hs/l kJ.kg−1 - - - - 170

λ W.m−1.K−1 15.1 0.2 1.1 0.39 0.2

β K−1 - - - - 1.1 × 10−4

µ Pa.s - - - - 0.03

Cmush - - - - - 105

Tableau 1 : Propriétés thermophysiques des matériaux de la cellule [7, 10]

• Equation de conservation de la masse :

∂ρ

∂t
+ div(ρ−→v ) = 0 (1)

• Equation de la quantité de mouvement avec approximation de Boussinesq :

∂(ρ −→v )

∂t
+(ρ−→v •

−→
∇)−→v = −

−→
∇P+µ

−→
∆(−→v )+ρl

−→g β (TL−T )+Cmush
(1− f)2

f 3 + q
−→v (2)

• Equation de conservation de l’énergie :

∂ρh

∂t
+
−→
∇ • (ρh−→v ) = λ ∆T (3)

Où h est l’enthalpie totale du système tel que :

h = hsensible + f hs/l (4)

La fraction liquide est quant à elle définie par :

f =







0 si T < TS

f(T ) si TS ≤ T ≤ TL

1 si T ≥ TL

(5)
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Initialement, la cellule est à une température de 48◦ et une température source de 60◦ est ap-

pliquée sur la paroi de l’inox en contact avec l’eau. Ce choix a été motivé par la volonté d’avoir

une part sensible lors du transfert thermique mais aussi d’avoir une symétrie de la température

en dessous du solidus et au dessus du liquidus. Le motif étant supposé suffisamment isolé, une

condition d’adiabaticité est appliquée sur la frontière composite / air. Une condition de symétrie

est enfin appliquée sur les parties hautes et basses de la cellule.

Une série de simulations est lancée où seule la hauteur et la largeur de la partie MCP vont

varier. Les épaisseurs de l’inox, du liner et du composite sont constantes. Seules la hauteur et la

largeur du motif varieront pour s’adapter aux dimensions du MCP. La hauteur et la largeur du

MCP varient de 5 mm à 100 mm. Huit valeurs de hauteur et au moins quatre valeur de largeur

ont été retenues comme paramètres. Un total de 41 simulations a été lancées. Le domaine de

validité de cette étude est donc H = [5, 100] mm et L = [5, 100] mm pour une température

initale de cellule de 48◦ et une température de paroi de 60◦. En deçà de ses plages de validités,

les temps caractéristiques seraient très faible et donc incohérent pour une utilisation dans un

réservoir d’eau chaude. Au delà, c’est l’intégrité structurelle de l’enveloppe qui serait touchée

avec un risque de détérioration plus rapide du réservoir.

2.2. Procédure numérique et validation du code de calcul utilisé

Le code de calcul Star-CCM+ a été validé à partir du benchmark de Hannoun et al [11].

Celui-ci consiste à étudier la fusion de l’étain dans une cavité carrée soumise à une différence

de température de part et d’autre de la cavité. Les cartographies du front de fusion ainsi que

le nombre et la forme des cellules de Rayleigh obtenues correspondent à celles obtenues dans

le benchmark aux mêmes instants (fig.2). Une étude comparative entre les fractions liquides

(part de liquide par rapport au solide) a aussi été menée. Une erreur de moins de 1 % a ainsi pu

être observée. D’autres comparaisons comme les vitesses d’écoulement de la partie liquide ont

mené aux mêmes résultats.

Figure 2 : Comparaison entre les cellules de Rayleigh obtenues par le benchmark [11] (gauche) et le

code Star-CCM + (droite)

2.3. Étude de la sensibilité du maillage et du pas de temps

La procédure numérique utilisée lors de la validation du code a été adaptée à cette présente

étude en remplaçant l’étain par un MCP de la société Rubitherm : RT 55. La géométrie, la

résolution axisymétrique ainsi que les conditions aux limites et initiales de la partie 2.1 ont
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ensuite été considérées. L’étude de sensibilité du maillage et du pas de temps ont été réalisées

pour un motif dont la hauteur de MCP vaut 20 mm et sa largeur 20 mm.

flux thermique fraction liquide

taille maillage erreur max

début

simulation

erreur max fin

fusion

erreur max

début

simulation

erreur max fin

fusion

12718 4.2 % 15.9 % 14.1 % 0.6 %

47879 3.5 % 5.7 % 3.7 % 0.2 %

85558 4 % 3 % 1.4 % 0.1 %

120888 1.2 % 0.9 % 0.8 % < 0.1 %

188052 référence référence référence référence

Tableau 2 : Sensibilité au maillage

flux thermique fraction liquide

taille maillage erreur max

début

simulation

erreur max fin

fusion

erreur max

début

simulation

erreur max fin

fusion

0.05 s référence référence référence référence

0.1 s 0.48 % 0.1 % 0.07 % < 0.05 %

0.25 s 14.4 % 0.2 % 0.74 % < 0.05 %

0.5 s 63.6 % 0.6 % 4.2 % < 0.05 %

1 s 238 % 1.5 % 12.7 % < 0.05 %

Tableau 3 : Sensibilité au pas de temps

Pour l’étude de sensibilité au maillage, cinq maillages différents ont été considérés allant

d’un maillage grossier comportant 12178 éléments hexaèdriques à un maillage très fin compor-

tant 188052 éléments hexaèdriques (tab. 2). C’est ce maillage qui a été pris comme référence

pour l’étude de sensibilité au maillage afin de comparer la fraction liquide du MCP et le flux

thermique à l’intérieur du motif pour chaque maillage. Pour la fraction liquide, l’erreur entre le

maillage de référence est globalement inférieure à 1 % pendant toute la simulation. Cependant

au début de la simulation, de grandes différences peuvent être observées. Elles sont liées aux

grands gradients de température qui ont lieu au début de la simulation. Les mêmes remarques

sont faites pour le flux thermique. Un pic d’erreur est cependant visible vers 5200 secondes cor-

repondant à la fin de la fusion du MCP. Il y a donc encore une brusque montée de température

à cette instant. Cette erreur peut atteindre 16 % pour le maillage grossier comportant 12 178

éléments. Comme le temps de fusion variera en fonction de la quantité de MCP dans la cellule,

il n’est pas possible de contrôler le pas de temps à cet endroit. C’est donc le maillage comportant

120 888 qui a été retenu car l’erreur à cet instant est inférieure à 1 %.

Afin de choisir un pas de temps optimal pour les simulations, une étude de sensibilité au pas

de temps a aussi été menée (tab. 3). Lorsque le pas de temps est très faible (0.05 s), les erreurs

du début diminuent. Il n’a ensuite plus d’incidence sur le reste de la simulation. Ainsi, afin de

mieux tenir compte des forts gradients de température du début de simulation, un pas de temps

adaptatif a été considéré les treize premières secondes de la simulation :
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Pas de temps =







0.05s si 0 < t < 1
0.1s si 1 ≤ t < 13
0.5s si t ≥ 13

(6)

Ces choix concernant le maillage et le pas de temps ont enfin été motivés pour allier précision

et temps de calcul.

3. Résultats et analyses

3.1. Exploitation des ”sorties” du code Star-CCM+

A l’issue des simulations de Star-CCM+ sont obtenus la fraction liquide du MCP et le flux

thermique à l’interface eau / inox en fonction du temps. Il est ensuite possible de déterminer les

temps caractéristiques de fin de fusion à partir de ces courbes. Le temps de fusion tfus du MCP

est obtenu quand la fraction liquide atteint 1 c’est-à-dire lorsque celui-ci est devenu totalement

liquide. Le temps de charge tch est obtenu quand le flux entrant atteint 99% de sa valeur finale.

Le motif sera alors considéré comme totalement chargé.

3.2. Mise en place de corrélations

La résolution analytique d’un problème de changement de phase tenant compte de la convec-

tion naturelle est complexe. Recourir à des nombres adimensionnels permet ainsi de comparer

les motifs plus facilement.

La corrélation ainsi mise en place consiste à définir le nombre de Fourier en fonction du

nombre de Rayleigh et du facteur de forme. Pour cette étude seuls les nombres de Rayleigh

Ra, de Fourier Fo, de Stefan Ste et le facteur de forme FF ont été considérés. Chacun de ces

nombres adimensionnels est défini dans la suite de l’article. Le nombre de Stefan est constant

pour cette étude.

Ra =
g β(Tp − Tmoy) H

3

a ν
(7)

Fo =
a tcarac

L2
(8)

Ste =
CP (Tp − Tmoy)

∆h
(9)

FF =
H

L
(10)

Avec Tmoy, la température moyenne de changement d’état défini par :

Tmoy =
TL + TS

2
(11)

Augmenter la hauteur du MCP revient à augmenter le nombre de Rayleigh et donc augmenter la

convection naturelle lors de la fusion de celui-ci. Alors qu’augmenter la largeur du MCP revient

à diminuer le facteur de forme.

Deux corrélations vont alors être mises en place : la première consistant à étudier la fusion

du MCP et la seconde à étudier la charge de la cellule. Le nombre de Fourier pour le cas fusion

Fofus sera calculé grâce au temps de fusion précédemment défini. Il en sera de même pour le

nombre de Fourier pour le cas de la charge Foch.
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3.3. Résultats

3.3.1. Analyse locale du processus de fusion dans le motif

La figure 3 représente l’influence de la hauteur du motif sur la forme du front de fusion du

MCP dans ce motif. Dans cette figure, les deux motifs ont exactement la même épaisseur L.

Seule la hauteur H du motif varie et par conséquent, son nombre de Rayleigh. Pour un Rayleigh

faible (motif de gauche, Ra ≈ 1200), le front de fusion est symétrique par rapport au plan

médian transversal du motif alors que pour un Rayleigh très élevé (motif de droite, Ra ≈

1200000), le front de fusion devient asymétrique par rapport au plan médian transversal du

motif. Ainsi, pour un nombre de Rayleigh inférieur à un Rayleigh critique, le front de fusion est

symétrique, le transfert thermique prédominant est considéré comme purement conductif. Pour

un nombre de Rayleigh supérieur à un Rayleigh critique, le front de fusion devient asymétrique,

le transfert thermique prédominant est alors considéré comme purement convectif. Pour la suite

de l’étude, le Rayleigh critique vaut Rac = 1700, correspondant à la valeur de transition du

régime conducto-convectif pour un un fluide en configuration de Rayleigh-Bénard [12]

Figure 3 : Cartographie du front de fusion pour un motif ou la conduction prédomine (gauche) et pour

un motif où la convection prédomine (droite)

3.3.2. Mise en place d’une corrélation caractérisant la fusion du MCP

Les données obtenues via le code de simulation Star-CCM+ ainsi que les corrélations pour

le cas de la fusion du MCP sont résumées dans la figure 4. Le nombre de Fourier obtenu via les

simulations Star-CCM+ a tout d’abord été tracé en fonction du facteur de forme pour chaque

nombre de Rayleigh considéré. Chacune de ses courbes a ensuite été interpolée grâce au logiciel

Matlab en considérant différents paramètres d’interpolation. Ces paramètres ont par la suite été

tracés en fonction du nombre de Rayleigh et eux aussi interpolés. Le nombre de Fourier pour

le cas de la fusion du MCP peut ainsi être corrélé grâce au nombre de Rayleigh et au facteur de

forme avec l’expression :

Fofus =

{

(3.266−Ra0.1385) FF 2 + (Ra0.07341 − 1.153) FF + 1.058 (Ra0.07819 − 1) si Ra ≤ 1700
(6041 Ra−0.6532 + 9.549) (1− exp((4.93 Ra−0.4603 − 0.1553) FF ) si Ra ≥ 1700

(12)
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3.3.3. Mise en place d’une corrélation de charge complète du motif

Les données obtenues via le code de simulation Star-CCM+ ainsi que les corrélations pour

le cas de la charge complète du motif sont résumées dans la figure 5. Le même procédé de

découplage du nombre de Rayleigh et du facteur de forme que dans le cas de la fusion a été

utilisé. Ainsi le nombre de Fourier pour le cas de la charge du motif a été corrélé grâce au

nombre de Rayleigh et au facteur de forme avec l’expression :

Foch =

{

(9.263−Ra0.2848) FF 2 + (Ra0.1169 − 1.482) FF + 0.2461 Ra0.1967 si Ra ≤ 1700
(18.97Ra−0.1312 − 1.915) FF + (0.0186Ra0.3478 − 1.126) si Ra ≥ 1700

(13)

Figure 4 : Corrélation du nombre de Fourier de fu-

sion en fonction du nombre de Rayleigh et du fac-

teur de forme

Figure 5 : Corrélation du nombre de Fourier de

charge en fonction du nombre de Rayleigh et du

facteur de forme

3.3.4. Discussion sur la validité du modèle

Globalement, le nombre de Fourier augmente avec le facteur de forme et le nombre de Ray-

leigh. Ce qui paraı̂t cohérent car la quantité de MCP augmente. Il faudra donc plus de temps

pour faire fondre le MCP ou charger la cellule.

Pour les corrélations, deux zones peuvent être observées : une où la conduction prédomine

et une autre où la convection naturelle prédomine. Dans le cas où la conduction prédomine, la

corrélation est un polynôme d’ordre 2 selon le facteur de forme. Ce qui est similaire à la solution

analytique obtenue par Goodman [13, 14] dans le cadre d’une résolution analytique pour un cas

conductif pur (Ra = 0). Pour le cas où la convection naturelle prédomine, un palier est observé

pour un nombre de Rayleigh très grand. Cela montre qu’il existe un facteur géométrique à

partir duquel le nombre de Fourier devient constant. Ainsi pour une épaisseur de MCP donnée,

il existe une hauteur critique à partir de laquelle les temps caractéristiques n’évolueront plus.

L’écart maximal entre les jeux de données issues de simulations 2D fines et les corrélations

est inférieur à 5 % pour les cas de conduction et la convection avec un Rayleigh élevé (Ra ≥

80000). Cet écart peut même être inférieur à 2 % pour les Rayleigh très grands (Ra ≈ 1000000).

Des écarts plus élevés (10 - 20 %) ont cependant été observés dans la zone de début de convec-

tion avec un Rayleigh plus faible (Ra ≈ 10000). Comme ces deux situations ne tiennent compte
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que des cas où la conduction prédomine et où la convection naturelle prédomine, la présence de

ces écarts élevés peut montrer la présence d’une zone de transition permettant de passer d’un

transfert thermique purement conductif à un transfert thermique purement convectif naturel. En

estimant ainsi toutes ces hypothèses les modèles peuvent être considérés comme valides avec

les conditions initiales et aux limites précédemment définies pour un cas purement conductif et

un cas purement convectif naturelle (Ra ≥ 80000).

Enfin, une dernière remarque concernant la corrélation du Fourier de fusion peut être ef-

fectuée : la présence d’un nombre de Fourier critique de fusion valant dans cette expression

9, 549. Ce paramètre correspond bien à la limite pour un Rayleigh grand dans le jeu de données

avec une erreur de 1%. Il pourra ainsi être essentiel à la conception du réservoir d’eau en aidant

au dimensionnement de la cellule.

4. Conclusion

Dans cet article, deux corrélations thermiques ont été mises en place sur une plage de nombre

de Rayleigh à partir de CFD fines. Elles ont ainsi montré la présence d’un palier pour le cas de la

fusion pour un nombre de Rayleigh et un facteur de forme très élevés. Ce palier a ainsi permis

de mettre en évidence la présence d’un nombre de Fourier critique (9.549 ici). Ce paramètre

montre donc qu’il existe un facteur de forme adéquate à la taille du motif à partir duquel le

temps de fusion devient constant.Ces corrélations pourront alors aider au dimensionnement du

réservoir d’eau chaude en déterminant les dimensions adéquates de la cellule afin d’augmenter

au maximum l’inertie du réservoir.

Plusieurs perspectives sont envisagées par la suite : étudier et définir des corrélations sur les

phénomènes de solidification et de décharge, exprimer les corrélations en fonction du nombre

de Stefan afin de tenir compte de la stratification dans le réservoir d’eau chaude et enfin faire

varier les paramètres thermophysiques de la cellule : choix d’un MCP avec une autre plage de

température de changement d’état et des matériaux de l’enveloppe.
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Influence du taux d’humidité dans les isolants 
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Résumé - L’humidité contenue dans les matériaux hygroscopiques a un effet sur la mesure de la 
conductivité thermique. L'étude présentée porte sur plusieurs matériaux en fibre de bois conditionnés à 
23 °C à plusieurs taux d’humidité. Les mesures ont été réalisées à l’aide d’une plaque chaude gardée de 
référence métrologique à une température moyenne de 10 °C avec plusieurs gradients de température 
compris entre 5°C et 30 °C. L’importance de la migration de l’eau des zones chaudes vers les zones 
froides est corrélée avec la conductivité thermique apparente mesurée et au gradient de température 
appliqué. Des critères de mesure ont été proposés pour réduire la migration de l'humidité afin d’obtenir 
des résultats plus fiables. Les résultats de ces travaux devraient être intégrés dans la prochaine révision 
des normes EN 12667 et EN 12664. 

Nomenclature 

d épaisseur, mm 
T température, °C 
Fm facteur de correction de l'humidité 
Symboles grecs 
 masse volumique, kg.m-3 

T écart de température entre les plaques, °C 

 conductivité thermique après 
conditionnement à 23°C et 50 %HR, W.m-1.K-1 
10,sec conductivité thermique à l’état sec 
mesuré à 10°C,W.m-1.K-1 
f coefficient de conversion d'humidité 
volumique, % 
i teneur en humidité en volume, % 
 

1. Introduction 

La mesure de la conductivité thermique des matériaux hygroscopique est complexe 
notamment parce qu’elle combine deux phénomènes couplés le transfert de chaleur et de masse. 
Les mesures de conductivité sont effectuées avec une plaque chaude gardée ou un appareil à 
fluxmètre dont le principe est d’imposer un flux de chaleur entre 2 plaques à deux températures  
différentes. Lors de la mesure, l'humidité peut migrer de la plaque chaude vers la plaque froide 
de l’équipement de mesure. On constate que l'effet de l'humidité sur les valeurs de conductivité 
thermique apparentes peut atteindre plusieurs pourcents et qu’il dépend du flux de chaleur. Ces 
transferts ont été étudiés par plusieurs auteurs, notamment Philip et De Vries [1], Krischer [2]. 

En Europe, le marquage CE des produits isolants thermiques du bâtiment qui permet de 
mettre les produits sur le marché et de comparer les produits doit être déterminé à 10 °C sur un 
produit conditionné à 23 °C et 50 % HR. Il est ainsi important que des critères de mesures soient 
clairement définis afin d’éviter de mesurer des valeurs trop différentes d'un laboratoire à l'autre . 

Aujourd'hui sur le marché, les produits hygroscopiques les plus utilisés sont la fibre de bois 
produite à partir de pins et la ouate de cellulose produite à partir de papier recyclé.  

Cet article propose d'étudier la relation entre la conductivité thermique apparente et la teneur 
en humidité sur les produits en fibre de bois et comment l'humidité migre dans le produit 
pendant la mesure. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-115
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2. Equipement d’essai et méthodologie d’essai 

La méthode de la plaque chaude gardée (EN 12667 [3]) détermine les propriétés de 
transmission thermique en régime permanent de produits ayant une faible conductivité 
thermique. La méthode d'essai standard pour la plaque chaude gardée (PCG) utilise l'équation 
de conductivité thermique unidimensionnelle en régime permanent pour la détermination de la 
conductivité thermique. Dans le cas présent, les mesures ont été réalisées à l’aide d’une PCG 
de référence métrologique à deux éprouvettes de 600 mm de côté (figure 1) et dont la zone de 
mesure est de 300mm de côté. L’incertitude globale de cet équipement sur des matériaux non 
hygroscopiques est de l’ordre de 1%. Ici, on prendra 1 % pour l’erreur de justesse à laquelle il 
faut ajouter l’erreur de fidélité.  

 a)  b) 

Figure 1 : Image de la PCG vu de l’extérieur (a), Intérieur 2 échantillons positionne entre la 
plaque chaude et les 2 plaques froides (b) 

3. Description des échantillons d’essai 

Les isolants en fibre de bois (WF [4]) sont produits à partir de pins d'Europe. Pour les tests 
présentés ici, les fibres de bois ont été produites par 4 fabricants différents. La gamme de densité 
est comprise entre 50 et 190 kg/m3. En dessous de 60 kg/m3, le matériau est souple et s'utilise 
en toiture ou en mur entre ossature en bois. Pour des densités supérieures à 130 kg/m3, le 
matériau n'est pas compressible et peut supporter des charges. Le tableau 1 résume les différents 
matériaux utilisés pour les mesures. 

 
Désignation Fabricant Description Densité Epaisseur 

   kg/m3 mm 

WF1a - WF1f A Basse densité WF 60 40 - 140 
WF2a - WF2d B Haute densité WF 130 - 190 100 

WF3 A Moyenne densité WF 90 100 
WF4 C Haute densité WF 150 100 
WF5 A Haute densité WF 130 50 

Tableau 1 : produits testés 
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4. Effet de l'humidité sur la conductivité thermique apparente du matériau 
d'isolation thermique 

La conductivité thermique apparente des panneaux de fibres de bois augmente avec la teneur 
en humidité. La norme EN ISO 10456 [5] propose une méthode de conversion des valeurs 
thermiques d'un ensemble de conditions, par exemple séché, à un autre ensemble de conditions, 
par exemple humide à 23 °C et 50 % HR. L'effet de l'humidité sur la conductivité thermique 
apparente est supposé suivre l'équation suivante : 

ℎ𝑢𝑚𝑖𝑑𝑒 = 𝑠𝑒𝑐 . 𝐹𝑚  

Fm est le facteur de correction de l'humidité en en volume par volume 𝐹𝑚 =  𝑒𝑓𝜓 (𝜓2−𝜓1)  

_ f est le coefficient de conversion d'humidité volumique 

1 est la teneur en humidité en volume du premier ensemble de condition 

2 est la teneur en humidité en volume du deuxième ensemble de conditions 

Par ailleurs, pour les fibres de bois, la norme européenne EN 13171 précise que la 
conductivité thermique apparente doit être déclarée à une température moyenne de 10 °C après 
conditionnement dans une atmosphère à (23 ± 2) °C et (50 ± 5) % d'humidité relative. Ceci 
permet d'utiliser la mesure de la conductivité thermique apparente sur produit sec pour 
déterminer la conductivité thermique apparente correspondant à une atmosphère de 
conditionnement de (23 ± 2) °C et (50 ± 5) %HR. Ainsi la conductivité thermique à 10 °C d’un 
produit conditionné à 23°C et 50%HR se calculerait à partir de la conductivité à 10°C d’un 
produit séché de la façon suivante :  𝜆10,23/50 =  𝜆10,𝑠𝑒𝑐𝑒𝑓𝜓 (𝜓23,50 )  (1) 

_ λ10,sec est la conductivité thermique mesurée selon l'EN 12667 après conditionnement à 
l'état sec de référence (éprouvettes stockées pendant 72 h à (70 ± 3) °C dans une étuve jusqu’à 
stabilisation en masse) ; 

_ ψ23,50 est la teneur en humidité de l'éprouvette après stockage à (23 ± 2) °C et (50 ± 5) %HR 
jusqu’à stabilisation en masse ; 

 

5. Protocole 

Trois séries de tests ont été effectués sur la fibre de bois pour évaluer l'effet de l'humidité sur 
la mesure de la conductivité thermique apparente. Dans le cas présent les mesures ont été 
réalisées pour évaluer l'effet de la teneur en humidité dans le matériau, l'influence du gradient 
de température pendant la mesure et les phénomènes de la migration de l'humidité pendant la 
mesure. 

5.1. 1ere étape : effet du taux d’humidité  

La conductivité thermique apparente de la fibre de bois a été mesurée avec différentes  
teneurs en humidité, sèche, après conditionnement à 23°C - 50 %RH (noté par la suite 23/50), 
et état humide après conditionnement 23°C - 85 %RH (noté 23/85). 
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Pour l'état sec, les échantillons ont été séchés à 70 °C dans une étuve ventilée et régulée à 
(70 ± 3) °C jusqu'à ce qu'un écart inférieur à 0,1 % en poids soit observé entre 3 pesées espacées 
de 24 heures conformément à l'EN ISO 12570 [6]. 

Pour les états humides à 23/50 et 23/85 les éprouvettes sont conditionnées respectivement 
dans une atmosphère à (23 ± 2) °C et (50 ± 5) %HR ou à (23 ± 2) °C et (85 ± 5) %HR pendant 
au moins une semaine jusqu'à l'obtention d'un écart de poids inférieur à 0,05 % entre 2 pesées 
effectuées à 24 heures d'intervalle. 

5.2. Deuxième étape : effet du gradient thermique 

Au cours de cette étape, les conductivités thermiques mesurées ont été réalisées avec 
plusieurs écarts de température (T) entre la plaque froide et la plaque chaude de 10 à 30 K. Il 
est à noter que les mesures ont été effectuées sur des éprouvettes non tranchés. 

5.3. Troisième étape : effet de la migration d’eau pendant la mesure  

La dernière étape a été réalisée sur des échantillons tranchés. Deux configurations ont été 
testées. 

Sur la première configuration chaque tranche a été pesée avant et après mesure pour évaluer  
la migration de l'eau pendant la mesure. Pendant la mesure, les échantillons ont été emballés 
dans un sac en plastique hermétique pour éviter les échanges d'humidité avec l'air extérieur. 
Dans cette configuration, l'eau peut migrer de la plaque chaude vers la plaque froide (Figure 3 
a). 

Sur la deuxième configuration, un film de polyéthylène (PE) a été placé entre chaque tranche 
pour éviter la migration de l'eau de la plaque chaude vers la plaque froide. Chaque tranche a été 
pesée avant et après la mesure (Figure 3 b). 

Le tableau 2 donne un aperçu des différentes conditions d'essais qui ont été réalisées. 

a) b) 

Figure 2 : . a) mesure avec éprouvettes tranchée sans film de PE entre les tranches et b) avec film 
de PE en les tranches 

 

n° Etape Désignation d   Conditionnement 

 
  mm kg/m3 °C °C/%RH 

1 
Influence du taux 

d’humidité 
WF1a à WF1f et 

WF5 



  sec, 23/50, 23/85 

2 Influence du T WF2a à WF2d   de 5 à 30 sec, 23/50, 23/85 

3 
effet de la 

migration de l’eau 
WF3 
WF4 

   sec, 23/50 

Tableau 2 : liste des différentes configurations testées 
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6. Résultats et analyses 

6.1. première étape : effet du taux d’humidité  

Deux matériaux de densité différentes, 60 et 140 kg/m3, ont été testés. Avant la mesure de 
la conductivité thermique à l'état sec, tous les échantillons WF1a à 1f ont été stockés à 70 °C 
jusqu'à ce qu'ils atteignent la stabilité de masse. Ils ont été pesés puis mesurés en PCG. Après 
la mesure, ils ont été de nouveau conditionnés à 23/50 dans une enceinte climatique puis pesés 
et mesurés. La même procédure a été suivie pour le climat à 23/85. 

La masse de l'échantillon augmente d'environ 6% après un conditionnement à 23/50 et entre 
16 et 18% après le conditionnement à 23/85 (Figure 4 a). En volume, l'humidité représente 
environ 0,4 % à 23/50 et 1 % à 23/85 (Figure 4 b). Il n'y a pas d'influence claire de l'épaisseur 
sur la teneur en humidité en masse. 

a b 
Figure 3 : taux d’humidité dans le produit en fibre de bois WF 1a - 1f à différentes conditions a) en 

masse b) en volume 

La conductivité thermique apparente augmente de 1 à 2 % entre l'état sec et l'état humide 
23/50 et de 6 à 10 % entre l'état sec et l'état humide 23/85 (Figure 5a). Pour chaque configura t ion 
le f a été calculé (figure 5b). La tendance est à une augmentation de sa valeur avec la quantité 
d’humidité contenue dans le produit. 

a b 
Figure 4 : a)Evolution de la conductivité thermique apparente des produits WF 1a - 1f à différentes 

conditions, b) f de chaque produit 
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6.2. Deuxième étape : effet du gradient thermique 

Les conductivités thermiques apparentes des 4 échantillons WF2a–2d de densités différentes 
et en équilibre avec une atmosphère à 23/50 ont été mesurées. Chaque échantillon a été placé 
dans la PCG. Sur les produits non hygroscopiques tels que les plastiques alvéolaires ou les 
laines minérales, lorsque le T est compris entre 5 et 30 K, il n'induit aucune influence sur le 
résultat de la mesure. Ici, sur la fibre de bois, le T a une grande influence sur la conductivité 
thermique apparente où les plus faibles ont été mesurées avec le T le plus faible. La 
conductivité thermique apparente est liée à l’écart de température entre la plaque chaude et les 
plaques froides. Il ressort également que les résultats dépendent fortement de la masse 
volumique apparente. La conductivité peut varier jusqu’à 10% pour le produit à 132 
kg/m3(Figure 6). L’effet du gradient thermique devient plus significatif lorsque la masse 
volumique augmente. 

 

  
a b 

Figure 6 : Evolution de la conductivité thermique apparente des produits WF 2a - 2d et WF5 avec 
le T a) valeurs en 10-3W/(m.K) b) valeurs en pourcent. 

6.3. Troisième étape : effet de la migration d’humidité durant la mesure  

Cette partie étudie, la migration de l’humidité pendant la mesure. 

Le premier essai a été mené sur le produit WF3. Le produit a été tranché dans l’épaisseur en 
5 couches. La masse de chaque couche de l'échantillon tranché a été mesurée à l'état sec, après 
conditionnement à 23/50 et après la mesure de conductivité thermique à la PCG. De l'état sec à 
l'état humide, chaque couche absorbe 7 % d'humidité. La conductivité thermique apparente a 
été mesurée à 36,6.10-3 W.m-1.K-1 à l'état sec et à 37,2.10-3 W.m-1.K-1 à l'état humide. L'humid ité 
augmente la conductivité thermique apparente d’environ 2 %, ce qui est proche du niveau que 
nous avons observé lors de la première étape.  

La masse de chaque couche a été mesurée après la mesure de conductivité thermique. Il 
apparait que les couches proches de la plaque chaude perdent entre 4 et 5 grammes du fait de 
la migration de l'humidité et les couches proches des plaques froides gagnent, quant à elles, 
entre 5 et 6 grammes pour la même raison (figure 7). 

Le second test a été mené sur le produit WF4 en intercalant des films en PE entre chaque 
couche pour empêcher la migration de l'humidité lors de la mesure thermique. Ce processus 
permet de déterminer l’influence de l’humidité indépendamment de sa migration sur les valeurs 
de la conductivité thermique. 
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De l'état sec à l'état humide, le produit gagne 7% en masse d'humidité. La première série de 
mesure a été réalisée en plaçant des films en polyéthylène entre chaque couche de fibres de bois 
afin d’éviter la migration de l'humidité. Ensuite, les films ont été retirés pour la seconde série 
de mesure pour permettre à l’eau de migrer librement de la plaque chaude vers la plaque froide. 
Comme sur les produits WF3 la migration représente 1% de la masse (Figure 8 et Figure 9). 

 

 
 

Figure 7 : Variation en pourcentage de la masse de chaque couche du produit WF3 due à 
l’humidité et à sa migration pendant la mesure 

Figure 8 : Variation de la masse de chaque couche en pourcent du produit WF4 due à l’humidité et 
à sa migration pendant la mesure 

Figure 9 : Variation en pourcent de la masse de chaque couche du produit WF4 due à l’humidité et 
sa migration pendant la mesure 

L'humidité augmente la conductivité thermique apparente de 2% à partir de l'état sec, 1 % 
est attribué à la migration de l'eau (Figure 10). 
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Figure 10 : Conductivité thermique apparente du produit WF4 selon les configurations 

7. Conclusion 

Cet article s'est concentré sur l’effet des propriétés hygrothermiques de certains matériaux 
d'isolation thermique en fibre de bois et sur leur influence sur les résultats de mesures de la 
conductivité thermique. L'étude a montré une augmentation de la conductivité thermique 
apparente avec la teneur en eau au sein des matériaux. Une partie de l'augmentation de la 
conductivité thermique apparente est due à la quantité d'humidité dans le produit et une partie 
est due à sa migration lors de la mesure. La migration de l'humidité est due à la différence de 
température entre la plaque chaude et la plaque froide de l’instrument de mesure. Plus l'écart 
de température est important, plus la migration de l'humidité est importante. L'effet de la 
migration peut être réduit en réduisant la différence de température entre les deux faces du 
produit ou en évitant la migration avec une technique présentée dans cet article ce qui réduit les 
valeurs mesurées. Un écart de température de 10 °C maximal entre les plaques semble être un 
bon compromis entre les incertitudes qui sont de l’ordre de 1,0 % et l’influence de l’humid ité 
qui est de l’ordre de 2%. 
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Abstract - The share of fossil fuel in some District Heating Networks (DHN) makes Dynamic Real-Time 
Optimisation (DRTO) techniques paramount in improving the energy efficiency of such networks. This 
research project is a fraction of the RESEAUDATA project, which aims to improve the heat network 
management technique through machine learning and dynamic optimisation approaches. This paper then 
focuses on simulating the DHN to accomplish the optimal planning phase for the DRTO and to generate the 
Big Data to form and train the machine learning model. The procedures for designing a Blackbox model 
generator are also established in this paper. 
Index and exponent 

k- instance or observation, k = 1, 2, … n_inst 
n_inst- number of instances 
ot- an output variable, 

in- an input feature variable 
inp- total number of input feature variable 
outp- total number of output variables 

1 Introduction 
1.1 Background Information 

50% of the world’s energy consumption is used for heating, representing 40% of the global CO2 
emission[1]. These statistics show the need and the effects of heat generation. According to [1], 50% 
of this thermal energy is used in the industry. The other 50% is used for space heating, heating 
buildings, hot water supplies in buildings, and in the agricultural sector. A district heating system can 
efficiently generate and distribute thermal (heat) energy from the energy generation source to various 
end users. An inefficient DHN would require the excess generation of energy to meet up the power 
demands of the consumers, which will increase the cost of energy generation, reduce the life span of 
the generation components, and increase CO2 and other greenhouse gases emission (if fossil fuel 
resources are the energy sources). This illustrates the necessity of an effective district heating 
distribution and production system and gives a solid backup for optimising such a system. Therefore, 
this research focuses on the Dynamic Real-Time Optimisation (DRTO) of a district heating system 
because it allows real-time control and operation for design or operation improvement purposes. 

The algorithm of the dynamic real-time optimisation of any system relies on swift computational 
time for model resolution. The models that can be developed to simulate any process parameter in a 
district heating network can only be achieved using the knowledge-based energy and mass balance 
general principles. However, the simulation of these models requires high computational time and 
supercomputers for large-scale district heating systems [2]. The simulation time of these models can 
be drastically decreased by finding the equivalent Machine Learning (ML) models, which can be 
integrated into the dynamic real-time optimisation algorithms. Also, the lack of sufficient data as a 
ML model training challenge can be abridged thanks to the availability of big data from an industrial 
partner of this research. 
1.2 Objectives of the RESEAUDATA Project 

 As a branch of the RESEAUDATA Project, this research paper considers the first two sections of 
the outlined pathways shown in Figure 1; model development and simulation of DHN and the 
preliminary steps in designing a Blackbox Model Generator explained in section 2 and section 3, 
respectively. This technique can also be applied to other energy generation and distribution sectors.

https://doi.org/10.25855/SFT2023-122
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Several researchers have worked vastly on the thermal and hydraulic models of DHNs [2], [3] and 
[4], so the models are pretty classical. The developed models are based on the general mass and 
energy balance principles around the nodes (splitter and mixer), heat transfer fluid (HTF) transporting 
pipes, consumer’s substations and around the thermal energy generation station, and they are 
therefore adapted to simulate the case study presented in Figure 2. The simulation results are shown 
in section 2. 

2 Result Analysis 

The result analysis is based on the given data and the analysis of the simulated result 

2.1 Given Data  

The given data for the DHN simulation are the pipe dimensions shown in Table 1, the 
meteorological data (ground surface temperature), the consumers’ power demand shown in Figure 3, 
and the thermophysical properties of the heat transfer fluid (water) and that of the pipe materials. 

Based on the assumptions made by previous researchers in modelling DHNs, the thermophysical 
properties of water and that of the insulation and protective material are assumed to be constant within 
the range of operation of the district heating Network.  The property values include: specific heat 
capacity, density, and dynamic viscosity of water are 4187 J/(kg.K)), 965.3 (kg/m3) and 0.000315 
kg/(m.s) respectively, the thermal conductivity of water, pipe, insulation material and soil are 0.65, 
54,0.024, and 1.2 W/(m.K), and the depth of buried pipes in the ground is 1m. 

2.2 Supply Temperature and Mass flow rates 

In an adiabatic DHN, these values of supply temperature should be equal to the outlet temperature 
of the combined thermal generation plant 𝑇0,𝑝𝑚𝑝(𝑡) = 90oC. However, due to heat losses along the 
pipe length in the time domain, Figure 4 and Figure 5 depict that the supply temperature at each of 
the consumers reduces as a function of the overall heat transfer coefficient, which is dependent on 
the pipe diameter, the insulation thickness and the thermal conductivity of the insulation material. 
The supply temperatures also vary with time as the ground surface temperatures and the mass flow 
rates (function of the power demands) vary. Therefore, the trajectories of the supply temperatures in 
the DHN reflect the changes in the power demand, meteorological conditions and the thermophysical 
properties of the heat transfer fluid and the pipe material. 

 The mass flow rate in each extended pipe of a consumer is a function of the power demand of the 
consumer. Therefore, its trajectory varies in the same manner as the power demand, as shown in 

 
Figure 1: pathways for the optimal management 
of a District Heating Network (DHN) 
considering real-time optimisation. 

 
Figure 2: A DHN network of 10 consumers. 
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Figure 6. This is quite reasonable in the explanatory physics of the DHN. Suppose the supply 
temperatures dynamically change based on the weather condition and power demand. In that case, 
the changes in the mass flow rates should be proportional to that of the power demands to ensure the 
power demands of each consumer are met. 

 
Figure 3: Power demands and surface ground 
temperature 

Consumer Ф𝒎𝒑(in) 𝑳𝒎𝒑(m) Ф𝒆𝒑(in) 𝑳𝒆𝒑(m) 
C1 8.00 279.93 5.00 95.21 
C2 6.00 720.07 4.00 150.00 
C3 5.00 176.46 2.00 40.00 
C4 5.00 124.69 3.50 30.00 
C5 1.50 397.32 1.50 100.00 
C6 10.00 190.01 5.00 25.00 
C7 8.00 97.04 3.50 10.00 
C8 6.00 268.79 3.00 90.20 
C9 5.00 1280.60 3.00 200.00 
C10 5.00 198.28 4.00 50.00 
P1-10 12.00 200.00   

Table 1: pipe dimensions with thickness and insulation 
thickness of 0.01m and 0.053m, respectively 

2.3 Overall Network temperature during the forward and return flow distribution 

Figure 7 and Figure 8 represent the dynamic spatial temperature distribution through the main and 
return pipes, excluding the production pipes during the forward and return flow distribution, 
respectively. The configuration of these network temperature plots is similar to the main and return 
pipes arrangement in Figure 2. The maximum temperature in Figure 7 illustrates the outlet 
temperature of the heat transfer fluid from the production pipe. The temperature decreases towards 
the positive and negative x-axis. This implies that the longer the network, the more heat losses to the 
surroundings. However, concluding the temperature chronology during the return flow distribution is 
quite complex. Due to the mixing of the heat transfer fluid from a preceding consumer with the heat 
transfer fluid from the extended-out pipe of this consumer (the outlet temperature of each consumer’s 
substation is assumed to be 70oC), a decrease or an increase in the fluid temperature can be observed. 
This explains the non-uniform temperature distribution along the network length during the return 
flow distribution.  

2.4 Power Generation and the Overall Return Temperature 

The dynamic power demands of each consumer can be theoretically validated using the time 
profile supply mass flow rates values in Figure 6, and the transient supply temperature values in 
Figure 4 and Figure 5. The question that might catch up with this study is what amount of power must 
be generated in the combined thermal plant to meet up the total demand of the network. The total 
generated power during the simulation of the DHN is always greater than the total power demand due 

 
Figure 4: supply temperatures in 
division 1 

 
Figure 5: supply temperatures in 
division 2 

 
Figure 6: Supply Mass flow rates to 
the consumers 
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to the overall network heat losses that must be compensated for, as shown in Figure 9. The variation 
of the overall return temperature is also affected by the same parameters that change the supply 
temperatures. Therefore, the dynamic of the overall return temperature of the network is majorly 
influenced by meteorological conditions and power demands.  

 
Figure 7: forward flow transient temperature 
variation along network length. 

 
Figure 8: return flow transient temperature 
variation along network length. 

2.5 Hydraulic Result Analysis 

The primary purpose of the hydraulic analysis is to determine the dynamic variation of the 
pumping power required in divisions, which depends on the pressure drop in the divisions. One of 
the independent parameters of the pressure drop calculation is the transient fluid velocity, and its 
constraints must be respected to prevent pipe erosion [2], [4]. 

Although a single pump or pump based on the number of divisions can be used in a DHN, this 
research considers two pumps based on the number of divisions in the case study. 

 
Figure 9: total generated power, total 
demand and the overall network return 
temperature 

 
Figure 10: Pressure drop and 
pumping power of the pumps 

   
 
 

Figure 10 depicts the variation of the pressure drops and pumping powers with time, the pumping 
powers and pressure drops majorly depend on the mass flow rate profiles. Therefore, their time 
profiles will be similar in shape to that of the total power demand in each division. Thus, increasing 
demand for all the consumers will increase the mass flow rates, leading to high pressure drop in the 
division and thereby requiring pumps with huge pumping powers to compensate for the pressure drop 
in the system. 

3 Designing a Blackbox Model Generator 

The aim of designing a Blackbox Model Generator is to formulate a reduced and fast computing 
model that can predict the output variables (supply temperatures and mass flow rates, final network 
return temperature, spatial overall network temperatures, pressure drops and pumping powers), using 
the input feature variables which include the time series features (power demands, outlet generation 
temperature, outlet substation temperatures), meteorological conditions (ambient or soil temperature) 
and physical network parameters (pipe dimensions, thermophysical properties of network heat 
transfer fluid and pipes). The simulation of the case study DHN over 24 hours took more than an hour 
using a Windows 10 DELL PC, 32Gb RAM, 12th Gen Intel(R) Core (TM) i7-12700H, 2.30 GHz 
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Processing speed, the Blackbox model to be generated must simulate the case study DHN in seconds 
if possible, for efficient DRTO of the network.  

The steps in developing a model for resolving any Machine Learning Problem are similar and can 
be presented in Figure 11. 

3.1 Definition of feature variables and problem analysis 

Indeed, this research has developed thermal and hydraulic models for predicting the output 
variables. Therefore, it is easy to build the dataset for training the Blackbox Model generator. This 
kind of dataset has output variables for all the input feature variables. In machine learning techniques, 
the best ML channel for solving such a problem is the Supervised Learning technique due to the 
presence of labels (output results) for all data input. Since the datasets are continuous, the ML 
techniques with Regression Analysis will be considered [4]. This is in contrast to the other ML 
channel counterparts, Non-supervised learning; there is no available output label for the input feature 
variables, and it encourages methods such as clustering for dataset grouping [4] and Reinforcement 
Learning, where a ML agent learns based on experience. Its learning algorithm encourages 
maximising total cumulative rewards [4]. 

3.2 Generating Dataset 

Building the dataset involves collating results from simulating a DHN of different values of the 
feature variables to generate as many observations (k) as possible. A typical form of the compiled 
dataset can be visualised in Table 2. 

3.3 Model Training  

This is the main section for developing a Blackbox model where the entire dataset is initially split 
into the training and test datasets. Before diving into the details, let us analyse the model relationship 
based on the dataset. 

  𝑦𝑘𝑜𝑡 = 𝑓(𝑥𝑘1, 𝑥𝑘2, … , 𝑥𝑘𝑖𝑛𝑝 , 𝑐)   ∀ 𝑜𝑡 = 1,2, … , 𝑜𝑢𝑡  (1) 

Equation (1 shows the generic form of the Blackbox model that must be developed, 𝑐- vector of 
constants that must be obtained during the training algorithm. 

In developing a Blackbox model, the selection of essential feature variables and the training 
algorithm are the two important characteristics that must be carefully analysed [5] – [7]. For this 
reason, this research section will review previous literature to examine the best ML training algorithm 
and the principle of essential feature variable selection. Considering all the feature variables might 
increase the computational time in some training algorithms [6], which might nullify the importance 
of using ML models, so it is imperative to select the essential feature variables if possible. 

As the dataset is regressive and the machine learning task is supervised, the ML algorithms that 
can be employed include Linear Regression (LR) or Multiple Linear Regression (MLR), Support 
Vector Regression (SVR), Artificial Neural Network (ANN), Recurrent Neural Network (RNN) or 
(Long Short-Term Memory (LSTM) network), Random Regression Forest (RF), Gradient Boosting 
or Extreme gradient boosting (XGBoost), and ensemble models [5] – [7]. Table 2 gives the 
operational principle of each algorithm, their validated research inferences and limitations. To the test 
of our knowledge, no research paper has been published on designing a Blackbox model generator 
for the DRTO of a DHN to eliminate the impractical ML techniques based on the validated results of 
the past study. Nevertheless, the non-linearity of a DHN thermal and hydraulic model depicts that 
using LR or MLR algorithm is impossible. 

A grey box model based on optimal parametric identification can also be considered along with 
the Blackbox ML Algorithms.  
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3.4 Model Evaluation Metrics 

Model Evaluation is a process of validating model performance. Some ML experts consider using 
the training dataset for the model evaluation to check the effectiveness of both the model and the 
training phase. However, [7] considered splitting the dataset into three (3) sections rather than the 
traditional two divisions, which include 60%, 20% and 20% for training, evaluation and testing. The 
work of [7] intended to choose the best model through cross-validation using the evaluation dataset 
before testing the model with the test dataset. 

According to  [5] – [7], the evaluation metrics for the regression supervised learning technique include 
Mean Absolute Error (MAE), Mean Squared Error (MSE), Root Mean Squared (RMSE), Mean 
Absolute Percentage Error (MAPE), Coefficient of determination (R2) and Coefficient of Variation 
(CV).  In developing a Blackbox model, several training algorithm models can be obtained and 
compared with one another, the model with the least cumulative error will be considered the optimum 
Blackbox model [7] for the model generator. 

3.5 Model Testing 

The obtained models can then be tested with the test dataset to be considered for further analysis 
or can be tested after a cross-validation analysis. The model algorithm with the lowest bias and 
variance is the best algorithm to generate the black box model. It should be noted that evaluation 
metrics are also employed to evaluate the model effectiveness or variance based on the test dataset. 

3.6 Model Inference 

The obtained model (1), with the estimated parameters, is then used to predict each output variable 
at instance k. 𝑦𝑘𝑜𝑡 = 𝑓(𝑥𝑘1, 𝑥𝑘2, … , 𝑥𝑘𝑖𝑛𝑝 )   ∀ 𝑜𝑡 = 1,2, … , 𝑜𝑢𝑡 (2) 

Equation (2) can predict each output variable at instance k given values of the input variables at 
instance k. It can then be considered as the generated Blackbox model by the Model generator. 

 

Table 2: a sample of the Generated dataset for building the Blackbox Model Generator. 
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Table 3: ML Algorithms for formulating a data-driven model 

4 Conclusion 

This research focused on the pathway for the Dynamic Real-Time Optimisation of District Heating 
Networks for their efficient management in real-time operation. 

A case study simulation of a ten (10) consumer District Heating Network was initially considered, 
and the MATLAB simulation algorithm ran for more than 1hour on a standard Dell laptop. Practical 
DRTO approaches require such simulation to run within seconds because the input parameter of the 
model (meteorological conditions and consumer power demands) changes as such. To achieve this 
objective of the optimal operation of DHN, this research primarily simulated DHN with a combined 
generation station. Then it proposed the method for building big datasets from the simulation results 
to train an equivalent ML model.  

Having confirmed the Supervised Regression learning technique as the best ML channel for 
designing a Blackbox model generator to facilitate the optimal operation of DHNs, this research 
reviewed the principle, validated inferences and limitations of LR or MLR, SVR, ANN, RNN or 
LSTM, RF, XGBoost, and ensemble models as the possible ML algorithms for the training phase. 
MAE, MSE, RMSE, MAPE, R2 and CV were reviewed as the evaluation metrics for comparing the 
ML algorithms. 
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Résumé - Cet article propose une comparaison d’indicateurs pour l’analyse du confort intérieur d’un bâtiment 
industriel équipé d’un système de rafraîchissement adiabatique direct. Le système étudié est une solution 
simple permettant de rafraîchir une ambiance de façon isenthalpique. Dans cette étude, un modèle numérique 
du système est développé et couplé à un bâtiment. Le confort intérieur du bâtiment est étudié au travers de 
différents indicateurs de confort. Cette étude montre les limites de l’utilisation de certains indicateurs dans 
l’analyse du confort intérieur d’un bâtiment équipé de système de rafraîchissement adiabatique direct. 

Nomenclature

DH degrés-heures, °C.h 
ET température effective, °C 
ET* température effective normale, °C 
HR humidité relative, % 
PMV vote prédit moyen  
PPD pourcentage d’insatisfaits prédit, % 
SET* température effective standard, °C 
T température de l’air, °C 
q débit d’eau évaporé, kg/h 
va vitesse d’air, m/s 
w humidité absolue, kgeau/kgairsec 

WBGT température au thermomètre-globe 
mouillé, °C 

 

Symboles grecs 
ε efficacité de saturation du média, % 

Indices et exposants 
AI air intérieur 
AN air neuf 
AS air soufflé 
ASH air soufflé humide 
g globe noir 
lim limite 
op opérative 
rm radiante moyenne 
sk peau/skin 
w bulbe humide   

1. Introduction  

Le rapport du GIEC [1] fournit une évaluation mondiale actualisée des progrès et des engagements 
en matière d'atténuation du changement climatique, et examine les sources d'émissions mondiales. 
Selon ce rapport, il est aujourd’hui indispensable de mettre en œuvre des solutions passives et 
durables, quel que soit le domaine d’application. Dans le champ d’études de la climatisation au sein 
des bâtiments, les systèmes de climatisation sont connus pour leur consommation d’énergie élevée et 
leur émission de GES importantes [2]. Dans un objectif de pallier l’évolution du réchauffement 
climatique et limiter le recours à ces systèmes de climatisation, des solutions de rafraîchissement 
adiabatique passives se développent.  

Le rafraîchissement adiabatique est une technique qui permet de rafraîchir l’intérieur d’un 
bâtiment grâce à l’énergie d’évaporation de l’eau réalisée au sein d’un média humide à travers lequel 
passe l’air à rafraîchir. Ces systèmes peuvent se décliner en trois familles distinctes : le 
rafraîchissement adiabatique direct, indirect et hybride.  

Le système adiabatique direct est une technique simple et courante qui consiste à refroidir l’air 
extérieur par le biais d’un média humide pour ensuite être soufflé à l’intérieur d’un bâtiment. La 
transformation de l’air se fait de façon isenthalpique (sans apport d’énergie extérieure, excepté la 
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pompe à eau et le ventilateur) (Figure 3). Ce type de système est très efficace dans les climats chauds 
et arides [3,4]. D’un point de vue performance, différents articles montrent que les systèmes directs 
permettent de réduire l’inconfort intérieur des bâtiments [3,5]. Au demeurant, de nombreuses études 
démontrent que le système direct entraîne un taux d’humidité important au sein des environnements 
qu’il conditionne [3,5–7]. Au sujet de la performance énergétique, cette typologie de système entraîne 
une consommation d’eau importante et une consommation électrique non négligeable comme le 
montre l’étude de Kowalski et al. [8]. Les systèmes de rafraîchissement adiabatique indirect 
permettent de rafraîchir l’air intérieur sans en affecter la teneur en humidité, grâce au soufflage dans 
l’ambiance d’air refroidi par le biais d’un échangeur sensible air-air. L’air repris (chaud et humide) 
est refroidi selon le principe de refroidissement adiabatique, cet air échange ses calories avec l’air 
neuf (extérieur) au travers d’un échangeur sensible air/air pour ensuite que l’air neuf rafraîchi soit 
soufflé au sein du bâtiment.  Ce système a de nombreux avantages comme le fait de pallier à 
l’augmentation du taux d’humidité intérieur des bâtiments conditionnés [9] et d’avoir une 
consommation en eau moins importante qu’un système direct [8]. Dans un objectif d’accroître les 
performances énergétiques, la combinaison d’un système direct et indirect est aussi une possibilité. 
Ces systèmes hybrides sont fréquemment utilisés pour améliorer le potentiel de rafraîchissement pour 
des bâtiments volumineux dans des conditions chaudes et humides. L’étude de Kowalski et al. [8] 
montre une différence de 66 % de DH entre l’utilisation d’un système indirect et hybride 
(direct/indirect). En plus d’obtenir de meilleures performances énergétiques, ces systèmes peuvent 
être utilisés dans des climats humides [10] et ainsi augmenter leurs champ d’application. 

Dans cet article, nous étudions un système de rafraîchissement adiabatique direct qui a pour 
particularité d’entraîner une humidité relative importante au sein du bâtiment. Aujourd’hui, la prise 
en compte partielle de l’humidité relative intérieure dans les méthodes d’analyse du confort limite la 
pertinence de l’utilisation de celles-ci dans l’étude du confort d’un bâtiment équipé de cette typologie 
de système.  

D’après l’ASHRAE 55-2013 [11], le confort thermique est défini comme « cet état d’esprit qui 
exprime la satisfaction à l’égard de l’environnement thermique ». Il a une large connotation qui 
repose sur des aspects physiologiques, physiques et psychologiques [12]. L’interaction de 6 facteurs 
fondamentaux doit être prise en compte afin de définir l’environnement thermique de l’humain et la 
sensation de confort thermique en régime permanent. Ces facteurs peuvent être environnementaux 
(température d’air intérieure, température radiante moyenne intérieure, vitesse d’air et humidité 
relative intérieurs) ou comportementaux (isolation des vêtements, taux de chaleur métabolique). A 
des fins d’analyse du confort thermique, ces facteurs fondamentaux sont agrégés en indicateurs tels 
que Top, WBGT, SET* … qui sont associés à des valeurs recommandées.   

Dans cette étude, l’objectif est de comparer différents indicateurs dans le but d’analyser le confort 
d’un bâtiment industriel type, équipé d’un système de rafraîchissement adiabatique direct. Dans un 
premier temps, le cas d’étude (bâtiment) et le modèle du système sont décrits. Par la suite, nous 
définissons les indicateurs de confort utilisés et analysons les résultats simulés obtenus.  

2. Méthodologie  

2.1. Système 

Pour cette étude, un modèle numérique simplifié du système adiabatique direct a été développé 
sur le logiciel de simulation thermique du bâtiment (Trnsys©). Ce modèle a été créé sur la base de 
différentes équations notamment l’efficacité de saturation du média (ε) définie par l’équation (1).  𝜀 = 100 𝑇𝐴𝑁 − 𝑇𝐴𝑆𝑇𝐴𝑁 − 𝑇𝑤,𝐴𝑁  (1) 

avec TAS, TAN et Tw,AN, respectivement la température d’air  soufflé, d’air neuf et de bulbe humide 
d’air neuf. Cette efficacité de saturation est utilisée dans de nombreuses études dans le but de 
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déterminer la température de soufflage de l’air et d’évaluer les performances du système [3,10]. Dans 
cette étude, l’efficacité de saturation retenue est de 85 %. 

Ce modèle a été couplé à un modèle de bâtiment modélisé avec SketchUp© (Figure 1). Le bâtiment 
étudié est un bâtiment industriel constitué de quatre zones thermiques : la zone d’étude (zone d’essais 
thermiques), une zone de stockage, une zone de coworking et une zone d’atelier. Il est occupé de 9 h 
à 18 h, du lundi au vendredi. Seule la zone de coworking est chauffée. Le taux d’infiltration des 
4 zones est de 0,6 vol/h en l’absence de ventilation. La zone d’étude est ventilée et rafraîchie avec un 
système de rafraîchissement adiabatique direct. Elle a une surface au sol de 110 m2 pour une hauteur 
de 8,6 m. Les parois verticales extérieures, d’une épaisseur de 15,75 cm (15 cm de laine de verre et 
0,75 mm de bardage métallique), présentent 80 m2 de vitrages orientés Sud-Est (Uw = 1,69 W/(m2.K)). 
Le sol est composé d’une dalle de béton de 15 cm non isolée qui repose sur une profondeur de 10 m 
de terre ( = 3200 kg/m3). La toiture-terrasse est composée de 12 cm de panneaux isolants et de 
0,75 mm de bac acier. 

 

 
Figure 1 : Vue 3D du bâtiment étudié 

 

 

Figure 2 : Système étudié

 

Le système de rafraîchissement adiabatique direct (Figure 2) monté en toiture du bâtiment est 
composé d’un média humide, d’un ventilateur et d’une pompe d’eau.
 

 
Figure 3 : Diagramme psychométrique de la 

transformation isenthalpique 

 
Figure 4 : Schéma du système adiabatique

Ce système fonctionne en mode free-cooling (ventilateur seul) ou adiabatique (avec 
humidification) aussi bien en occupation qu’en inoccupation sur la période du 1er mai au 15 octobre 
(saison estivale). Ces deux modes se différencient par des conditions intérieures et extérieures en 
température et humidité différentes (Tableau 1). 
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 Free-cooling Adiabatique  
 Intérieur (TAI)  Extérieur (TE)  Intérieur (TAI) Extérieur (TE) 

Occupation > 22°C > TAI > 24°C > 21°C 

Inoccupation > 19°C > TAI > 28°C > 21°C 

Tableau 1 : Conditions sur les températures extérieures et intérieure 

De plus, afin de limiter le taux d’humidité relative au sein du bâtiment, une condition d’humidité 
relative intérieure (pour l’adiabatique) et extérieure (pour le free-cooling) a été définie (HR < 75 %).  
Concernant le ventilateur, il est régulé selon une bande proportionnelle en fonction de l’écart entre la 
consigne intérieure et la température de l’air intérieur TAI. Un débit de soufflage maximal du 
ventilateur de 12 000 m3/h a été défini en cohérence avec le volume du bâtiment (946 m3). 

2.2. Indices de confort 

L’indice de confort est défini comme une valeur unique qui intègre les six facteurs du stress 
thermique dans tout environnement thermique humain. Dans les années 1930, Winslow et al. [13] ont 
développé le terme de température opérative Top qui prend en compte les effets convectifs et radiatifs 
intérieurs. Quelques années plus tard, l’indice WBGT est apparu pour aider à diminuer le nombre de 
victimes dû à la chaleur lors des entraînements militaires dans un environnement extérieur [14], cet 
indice prend en compte l’effet du rayonnement solaire et du transfert convectif de l’air intérieur mais 
aussi de l’humidité et de la vitesse de vent. L’évolution de ces indices s’est poursuivie avec le 
développement du SET* en 1973 [15] qui prend en compte les réactions physiologiques engendrées 
par l’environnement sur le métabolisme par la convection, le rayonnement et les échanges hydriques. 

Dans cette étude, ces trois indices (Top, WBGT et SET*) ont été comparés dans l’analyse du confort 
intérieur. Ils ont été choisis pour leurs caractéristiques qui combinent l’effet thermique, mais aussi 
hydrique de l’ambiance.  

La température opérative Top est définie comme la température uniforme d'une enceinte noire 
imaginaire dans laquelle l'occupant échangerait la même quantité de chaleur par rayonnement et 
convection comme dans l'environnement réel non uniforme [11]. Cette température peut être 
déterminée de la manière suivante en respectant deux conditions (va < 0,2 m/s et |Trm - TAI| < 4°C) :  𝑇𝑜𝑝 = 𝑇𝐴𝐼 + 𝑇𝑟𝑚2  (2) 

D’après la norme ASHRAE-55 [11], la température SET* est une température opérative d’un 
environnement de référence qui provoquerait les mêmes réactions physiologiques que 
l’environnement réel. Cet environnement de référence correspond à une ambiance de bureau défini 
avec un coefficient d’échange convectif faible lié à l’activité de l’occupant, une vêture standardisée 
adaptée au niveau d’activité métabolique, une humidité relative de 50 % et une température radiante 
égale à la température d’air. Elle utilise la température et l’humidité de la peau respectivement Tsk et 
wsk qui sont dérivées d’un modèle à deux nœuds de la physiologie humaine (modèle de Pierce) 
[15,16]. Elle est déterminée par l’équation non-linéaire suivante : 

𝐶 + 𝑅 + 𝐸 = 1ℎ𝑔 + 𝑅𝑐𝑙  (𝑇𝑠𝑘 − 𝑆𝐸𝑇∗) + 𝑤𝑠𝑘𝑅𝑒 (𝑝𝑠𝑘 − 0,5 𝑝𝑣𝑠(𝑆𝐸𝑇∗)) (3) 

avec C, E et R respectivement les apports convectifs, évaporatifs et radiatifs. Les résistantes de vêture 
Rcl et Re, le coefficient d’échange global hg, la température de la peau Tsk, la mouillure de la peau wsk 
et les pressions de vapeur saturante de l’air et de la peau respectivement pvs et psk.  

Concernant le WBGT, il a été développé pour évaluer le stress lié à la chaleur lors d’une activité 
en plein air. Cette température combine l’effet de l’humidité et du mouvement de l’air grâce à la 
température de bulbe humide Tw,AI et de la température de globe noir Tg. Afin d’être utilisé dans des 
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conditions intérieurs, il a été simplifié en tant que moyenne pondérée de la température naturelle du 
bulbe humide et de la température de globe [18].  𝑊𝐵𝐺𝑇 = 0,7 𝑇𝑤,𝐴𝐼 + 0,3 𝑇𝑜𝑝 (4) 

avec Tw,AI la température de bulbe humide et Tg la température de globe qui dépend de la température 
radiante moyenne Trm, de la température de l’air TAI et des coefficients de convection hga et de 
rayonnement hgr [18]. 

3. Résultats et discussion 

Dans cette étude, l’objectif est de comparer différents indicateurs sur l’analyse du confort intérieur 
d’un bâtiment industriel équipé d’un système adiabatique direct. Cette comparaison a été réalisée sur 
la base de résultats de simulation numérique pour la ville de Carpentras avec un pas de temps de 
15 min.  

3.1. Fonctionnement  

La figure suivante (Figure 5) représente les périodes de fonctionnement du mode free-cooling (en 
vert) et du mode adiabatique (en mauve). Le pourcentage de débit du ventilateur dans chacun des 
modes est représenté par l’intensité des couleurs en fonction de l’heure de la journée (ordonnée) et 
du jour de l’année (abscisse).  

 
Figure 5 : Période de fonctionnement de l'adiabatique et du free-cooling 

Lors de la période de fonctionnement (1er mai au 15 octobre), le système est en mode 
« adiabatique » pendant 767 h soit 33 % du temps contre 1568 h en mode free-cooling (67 % du 
temps). Le pourcentage moyen de débit du ventilateur pour le free-cooling et l’adiabatique est 
respectivement de 35 % et 17 %. On remarque que le free-cooling fonctionne essentiellement la nuit 
(car l’air extérieur est plus frais) et l’adiabatique la journée (pour réduire la consommation d’eau). 
Ceci est dû à un choix de conception qui se traduit par les différences de consignes en inoccupation 
entre le free-cooling (19°C) et l’adiabatique (28°C).  

Parmi les conditions de fonctionnement du système, nous avons deux conditions hygrométriques 
(intérieure et extérieure) qui limitent la teneur en humidité relative au sein du bâtiment. Le mode 
adiabatique se met en arrêt 32,5 h (période la plus chaude) en raison de la condition sur l’humidité 
intérieure. Quant au free-cooling, la condition sur l’hygrométrie extérieure arrête le mode durant une 
période de 1219 h. Pour ce climat, la condition sur l’hygrométrie extérieure est pénalisante sur le 
fonctionnement du free-cooling.  

Le fonctionnement de l’adiabatique entraîne une consommation d’eau non négligeable. Sur la 
période de fonctionnement du système, 32 m3 d’eau ont été consommés pour la zone d’essais 
thermiques d’une surface de 110 m². La Figure 6 représente le débit d’évaporation de l’eau q par m² 
SHON et la Figure 7 montre la différence de température intérieure avec et sans système ∆TAI.  
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Figure 6 : Débit d'eau évaporé q par m² SHON 

[L/h] 

 
Figure 7 : ∆TAI (sys – réf) [°C] 

Nous remarquons que la consommation d’eau est importante en période d’occupation sur les mois 
de juillet et août (Figure 6). En parallèle, la Figure 7 montre que le système en mode adiabatique 
réduit la température intérieure TAI de manière importante lors de ces mêmes périodes. Cette tendance 
est confirmée par le calcul du ratio du nombre de degrés gagnés en fonction de la consommation 
d’eau évaporé. La variation de ce ratio est similaire à la tendance affichée par la Figure 6 représentant 
le débit d’eau évaporé q.  En moyenne, sur la période de fonctionnement, le système permet de gagner 
2,3°C/L avec un pic maximal de 376°C/L en août. 

3.2. Confort intérieur  

Concernant le confort intérieur, il a été analysé par le biais de différents indicateurs, la température 
opérative Top, le WBGT et le SET*. La surchauffe intérieure pour une température limite (Ti,lim) a été 
évaluée pour chaque indicateur i. Pour le WBGT, la valeur seuil maximale a été définie sur la base de 
conditions en cohérence avec la réglementation RE2020 [19] soit une température opérative (Top) 
de 26°C et une température de bulbe humide (Tw,AI) de 18,61°C (HRAI = 50 %), ce qui équivaut à 
20,8°C. La valeur seuil maximale de SET* est de 25,4°C, définie avec les mêmes hypothèses 
(TAI = Trm = 26°C, HRAI = 50 %, vA = 0,1 m/s) auxquelles se sont rajoutés des conditions sur le 
métabolisme (0,38 met) et l’habillement (clo = 1). 

Cette surchauffe a été représentée sur la Figure 8 en fonction des jours et des heures pour un 
fonctionnement avec et sans système. 

 
Figure 8 : Surchauffe intérieure (TAI – Ti,lim)  

Au premier abord, nous remarquons que l’impact du système sur la surchauffe intérieure est visible 
pour les deux indicateurs. La réduction de cette surchauffe est importante sur la période d’occupation 
lors des mois de juillet et août. Lorsque le système est inactif, la surchauffe est plus importante lorsque 
le SET* est pris en compte par rapport à la température opérative Top. Lorsque l’humidité relative est 
prise en compte dans l’analyse du confort (SET*), nous pouvons voir que la réduction de l’inconfort 
par le système est moins importante.  Cette observation montre que l’indicateur Top ne permet pas de 
caractériser correctement l’inconfort dès que l’humidité est élevée. 
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Pour évaluer la sévérité de cette surchauffe sur la période de fonctionnement du système, le nombre 
de degrés-heures DH défini dans la réglementation RE2020 [19] a été calculé à partir de la relation 
suivante : 𝐷𝐻_𝑖 = ∑ 𝑇𝑖 − 𝑇𝑖,𝑙𝑖𝑚         𝑝𝑜𝑢𝑟 𝑇𝑖 > 𝑇𝑖,𝑙𝑖𝑚𝑛

ℎ=1  (5) 

i représente l’indicateur choisi (Top, WBGT ou SET*). Cette sévérité a été représentée sous la forme 
d’un histogramme représentant la comparaison de chaque indicateur de confort sur l’efficacité du 
système à assurer un confort intérieur (Figure 9). 

 
Figure 9 : Histogramme représentant la sévérité de la surchauffe intérieure  

pour trois indicateurs de confort 

On peut noter que le système a un impact différent sur le confort intérieur en fonction des 
indicateurs de confort utilisés. On remarque une réduction plus importante des degrés-heures lorsque 
seule la température opérative Top est prise en compte (- 92 %). Ces résultats sont quasi-similaires 
lorsqu’on utilise le SET* qui prend en compte le bilan de la peau et l’humidité (- 87 %). Cependant, 
cette réduction est moins importante lorsque seule l’humidité et la température radiante est prise en 
compte, notamment avec l’indicateur WBGT (- 58 %). En termes de surchauffe maximale, la prise en 
compte de l’humidité avec le WBGT réduit l’impact du système à réduire l’inconfort intérieur 
(- 20 %). A contrario avec le SET*, le système permet de réduire de 56 % l’inconfort en termes de 
surchauffe maximale contre 69 % pour la température opérative.  

4. Conclusion 

L’objectif de cette étude était d’analyser le confort intérieur d’un bâtiment industriel équipé d’un 
système de rafraîchissement adiabatique direct. L’analyse du fonctionnement du système a permis 
d’observer une différence dans les périodes de fonctionnement des deux modes du système 
notamment à cause des conditions de températures différentes. De plus, nous nous sommes rendu 
compte que les conditions hygrométriques impactaient le fonctionnement du mode free-cooling. Au 
travers des différents indicateurs de confort, nous avons pu remarquer l’impact du système sur le 
confort intérieur notamment sur la surchauffe intérieure par rapport à une température limite. 
Cependant, nous avons pu observer que la réduction de l’inconfort était moins importante lorsque 
l’humidité relative était prise en compte dans l’analyse du confort. Néanmoins, lorsque les variables 
comportementales et environnementales étaient prises en compte (SET*), le système permettait de 
réduire le nombre de degrés-heures, tout autant que lorsque seule la température opérative était prise 
en compte. Dans un contexte de réchauffement climatique, il serait judicieux d’analyser le confort 
intérieur avec les mêmes indicateurs en changeant les conditions extérieures (canicule). Cela 
permettrait de voir si les indicateurs utilisés aujourd’hui seront toujours aussi pertinents lors des 
périodes de forte chaleur.   
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Etude d’un écoulement turbulent de convection

naturelle en enceinte cubique comprenant un

obstacle partiellement chauffé induisant des

conditions aux limites instationnaires.

Alexandre WEPPE, Florian MOREAU∗, Didier SAURY

Institut Pprime UPR CNRS 3346, CNRS - ENSMA - Université de Poitiers

Téléport 2, 1 avenue Clément Ader, BP40109, F-86961 Futuroscope Cedex, France
∗(auteur correspondant : florian.moreau@ensma.fr)

Résumé - Ce papier présente l’étude expérimentale d’un écoulement turbulent de convection naturelle

se développant dans une enceinte cubique comprenant un obstacle cubique partiellement chauffé.

Des conditions aux limites instationnaires, pour la température, sont appliquées sur une des faces de

l’obstacle. Cela permet d’obtenir des régimes d’écoulements proches de ceux rencontrés dans le capot

moteur d’une voiture. Ainsi pour des nombres de Rayleigh variant entre 0,25 × 109 et 1,98 × 109, une

analyse de la dynamique de l’écoulement est menée et des propriétés de similarité de la couche limite

se développant le long de la paroi chauffée de l’obstacle sont mises en évidence.

Nomenclature

Ah rapport de forme de la cavité, basé sur une

hauteur h. Ah = h/L
Hobs hauteur de l’obstacle chauffant, m

L longueur de la cavité, m

Pr nombre de Prandtl

Ra nombre de Rayleigh basé sur Lref ,

Ra =
gβ(Tc−Tf )Lref

3

να
T température, K

T0 température de référence, T0 =
(Tc+Tf )

2 , K

Vref vitesse de référence de l’écoulement,

Vref = α
Hobs

√

RaHobs
, m.s−1

U, V,W vitesses adimensionnées, u,v,w
V0

X,Y, Z coordonnées adimensionnées, x,y,z
L

t∗ temps adimensionné, t
τ

Symboles grecs

α diffusivité thermique à T0, m2.s−1

β coefficient de dilatation thermique vo-

lumétrique à T0, K−1

ϵ émissivité

λ conductivité, W.m−1.K−1

µ viscosité dynamique à T0, kg.m−1.s−1

ν viscosité cinématique à T0, m2.s−1

ρ masse volumique à T0, kg.m−3

τ temps caractéristique de chauffage, min

Indices

c relatif à la paroi chaude

f relatif à la paroi froide

amb relatif à l’environnement ambiant

obs relatif à l’obstacle

ref relatif à une référence

1. Introduction

Les écoulements soumis à des effets de flottabilité prépondérants sont observés dans de nom-

breux secteurs industriels, tels que le nucléaire ou l’automobile. On peut par exemple citer la

problématique du refroidissement d’un compartiment moteur qui est un point essentiel dans le

dimensionnement d’un véhicule. Suite à un arrêt brutal du moteur après une forte sollicitation,

l’intégrité du moteur doit être préservée alors qu’il n’est plus refroidi par un écoulement ex-

terne forcé. Pour de telles situations, la convection naturelle, souvent en régime turbulent, doit

permettre d’assurer le refroidissement.

Le projet ANR MONACO 2025, au sein duquel s’inscrit cette étude expérimentale, a pour

https://doi.org/10.25855/SFT2023-014
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ambition de résoudre les problèmes rencontrés par les partenaires industriels lors de simula-

tions d’écoulements turbulents avec effets de flottabilité dominants en espace confiné ainsi que

d’améliorer la compréhension des phénomènes physiques observés pour ce type d’écoulement.

En effet, à ce jour, les modèles RANS développés et compatibles avec des temps de calculs

adaptés à un contexte industriel ne rendent pas compte avec une précision suffisante des in-

teractions entre la turbulence et les effets de flottabilité et par conséquent les transferts sont

souvent mal quantifiés.

Une configuration de référence est définie, permettant d’étudier un écoulement d’air, en es-

pace confiné, représentatif des régimes rencontrés dans le domaine automobile. Le nombre de

Rayleigh utilisé ici est proche de ceux rencontrés en configuration sous-capot (Ra ≃ 108−109).
Le compartiment moteur a été simplifié en une enceinte cubique comportant en son sein un obs-

tacle cubique partiellement chauffé sur l’une de ses faces verticales. Cet obstacle occupe plus

de 50% du volume interne disponible.

Plusieurs études, en majorité numériques, traitent de l’influence d’un obstacle dans une ca-

vité. House et al. [1] ont étudié l’impact de la taille et de la conductivité d’un bloc non-chauffé

au centre d’une cavité différentiellement chauffée tandis que Ha et Jung [2] se sont intéressés

plus spécifiquement à l’influence d’un bloc chauffant sur les transferts de chaleur conjugués

conduction/convection dans une cavité de ce type. Yang et Tao [3] ont étudié des écoulements

de convection naturelle générés par une plaque verticale chauffée dans une cavité cette fois-ci

aux parois froides. Cependant, les écoulements considérés dans ces études se situent en régime

laminaire, ce qui n’est pas représentatif des écoulements sous-capot qui peuvent être instation-

naires ou turbulents. D’autres études numériques considèrent des écoulements à nombre de

Rayleigh pouvant atteindre Ra = 1 × 1011 dans le cas d’une cavité carré différentiellement

chauffée avec variation linéaire de la température imposée aux parois horizontales (Sebilleau et

al. [4]) et Ra = 1 × 1010 dans le cas d’une cavité fermée de rapport de forme vertical Ah = 4
(Trias et al. [5]). Pour ce même rapport de forme, Saury et al. [6] ou Belleoud [7] ont étudié

expérimentalement les écoulements au sein d’une cavité différentiellement chauffée pour un

nombre de Rayleigh atteignant Ra = 1,2 × 1011 en respectant l’approximation de Boussi-

nesq. Si certaines similarités entre les écoulements en cavité différentiellement chauffée et les

configurations d’écoulement avec obstacle sont observables, la perturbation de l’écoulement in-

duite par l’obstacle ainsi que les conditions aux limites modifient la topologie de l’écoulement.

Expérimentalement le chauffage et le refroidissement instationnaire dans une cavité ou un ca-

nal différentiellement chauffé n’ont pas encore été étudiés. L’obstacle dans la configuration

proposée dans ce travail est chauffé partiellement et de façon instationnaire.

Le dispositif expérimental et la métrologie associée sont tout d’abord présentés. Les résultats

obtenus sont ensuite détaillés en se focalisant sur ce qui se passe dans le canal différentiellement

chauffé vertical. Dans un premier temps, la dynamique globale de l’écoulement est décrite en

s’appuyant sur des champs et des profils de vitesse. Dans un second temps, une loi d’échelle est

appliquée à la couche limite se développant le long de l’obstacle chauffée.

2. Dispositif expérimental et métrologie

2.1. Dispositif expérimental

Dans cette étude, une enceinte cubique de côté L = 1m (dimension intérieure) est utilisée.

Un obstacle cubique de côté Hobs = 0,8m et chauffé sur l’une de ses faces verticales est placé

au sein de cette enceinte (Fig. 1 et 2). Les coordonnées physiques sont adimensionnées par la

longueur de l’enceinte, L.
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Figure 1 : Schéma du dispositif expérimental Figure 2 : Photo du dispositif expérimental

Les parois de l’enceinte comportant l’obstacle partiellement chauffé sont de deux types :

(i) isotherme ou (ii) isolée. Deux échangeurs à eau en aluminium (conductivité λ = 174
W.m−1.K−1) imposent une température Tf = Tamb aux parois latérales de l’enceinte au moyen

de deux bains thermostatés. Les parois horizontales haute et basse de l’enceinte sont en poly-

styrène extrudé (conductivité λ = 0,035W.m−1.K−1) et sont donc considérées comme adiaba-

tiques. Elles sont de plus recouvertes d’une feuille de Mylar afin de limiter les effets du rayonne-

ment (ϵ = 0,08). Les parois avant et arrière sont quant à elles en verre d’épaisseur 6mm ce qui

permet de visualiser l’écoulement. Des blocs de polystyrène extrudé sont maintenus devant ces

parois afin de conserver leur caractère adiabatique tout en laissant la possibilité de libérer des

espaces pour la visualisation. L’obstacle interne partiellement chauffé est maintenu par quatre

supports en polymère qui limitent les échanges conductifs (conductivité λ = 0,25W.m−1.K−1)

et sont positionnés aux quatre extrémités de la face basse du cube afin de limiter les perturba-

tions dans le plan médian où nous effectuons nos mesures. Cet obstacle est notamment composé

de deux plaques d’aluminium (conductivité λ = 174W.m−1.K−1) d’épaisseur e = 4 cm. Une

des faces est chauffée de manière homogène par l’intermédiaire d’un câble chauffant à une

température Tc(t). C’est cette plaque dont la température va varier au cours du temps afin d’ob-

tenir des conditions aux limites instationnaires. Ces deux plaques forment les faces latérales de

l’obstacle placées en regard des parois à température imposée (Tf ). Entre ces deux plaques est

disposée une succession de panneaux en laine de roche, d’une plaque en POM-C et d’une plaque

en Ertalon. De cette manière, la température diminue de la paroi chaude de l’obstacle jusqu’à

la paroi inerte en préservant la tenue mécanique de l’ensemble. Les faces avant, arrière, haute

et basse de l’obstacle sont recouvertes de plaques de POM-C d’épaisseur 4mm pour préserver

un bon état de surface. Ces plaques sont recouvertes d’une feuille de Mylar. Plus de détails sur

le dispositif sont disponibles dans la thèse d’A. Weppe [8].

2.2. Chauffage instationnaire de la plaque chauffée de l’obstacle

L’objectif est d’obtenir des conditions aux limites instationnaires pour la température (Tc(t))
de la plaque chauffée de l’obstacle. Cela va induire une augmentation au cours du temps de la

différence de température entre la plaque chaude et de la plaque froide, ∆T (t) = Tc(t)− Tf .

Le protocole expérimental consiste dans un premier temps à chauffer la plaque en y injectant

et en y maintenant une puissance initiale faible de 12W de façon à obtenir un régime initial sta-

bilisé. Cette injection de puissance faible a pour objectif d’obtenir un écoulement reproductible

dans l’enceinte avec des conditions aux limites stables. Dans un second temps, à partir de t ≥ 0,

la puissance est fixée à P = 493W. Cela produit une augmentation de l’écart de température

∆T en fonction du temps (voir Fig.3) dans le canal vertical différentiellement chauffé. Le temps
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caractéristique de montée en température de l’expérience est τ = 242min [8]. Ce temps est uti-

lisé par la suite pour adimensionner les données présentées : t∗ = t
τ

Figure 3 : Evolution de la puissance injectée et de l’écart de température en fonction du temps

La différence de température entre la paroi chaude de l’obstacle et la paroi froide de l’en-

ceinte, ∆T = Tc − Tf , varie donc au cours du temps. La gamme de variation s’étend de

∆T = 4,6◦C à ∆T = 53,4◦C. Cela va induire une variation du nombre de Rayleigh basé

sur la hauteur de l’obstacle de RaHobs
= 0,25× 109 à RaHobs

= 1,98× 109.

2.3. Les mesures de vitesse par PIV

Les mesures de vitesse sont obtenues par vélocimétrie par image de particules (PIV). Le

laser est un laser pulsé double têtes Nd-YAG Litron®. Les deux têtes laser émettent chacune

une impulsion d’énergie 50mJ à une longueur d’onde 532 nm et à une fréquence de 25Hz. La

caméra utilisée pour enregistrer les impulsions laser est une caméra MX ayant un capteur de

dimension 5120× 5120 pixels2. Un champ de taille 490× 100mm2 est obtenu lorsque l’image

couvre toute la largeur du canal vertical. Des particules d’huile de parrafine ont été choisies

pour visualiser l’écoulement. Le rapport de la vitesse de sédimentation (Vsed) sur la vitesse

maximale de l’écoulement (Vmax) est de l’ordre de Vsed

Vmax
≃ 1,5 × 10−3. Ce ratio étant faible,

on peut considérer ces particules comme de bons traceurs de l’écoulement. Lors d’une acqui-

sition 5000 images sont enregistrées pendant 200 s ce qui permet la convergence statistique des

vitesses moyennes. Pendant ce temps, la température de la plaque chaude, Tc, monte d’environ

1,5◦C. Augmenter ce temps de mesure pour obtenir une convergence statistique des fluctua-

tions de vitesse induirait une augmentation Tc et donc une augmentation des vitesses moyennes

rendant la convergence impossible. En conséquence, ce travail se limite à l’étude des valeurs

moyennes de vitesse. Les vitesses obtenues sont adimentionnées par la vitesse de référence de

l’écoulement Vref = α
Hobs

√

RaHobs
déterminée à ∆T = 4,6◦C (i.e. à t = 0).

3. Résultats

L’étude présentée ici se focalise sur la partie gauche du dispositif expérimental (Fig.1) que

nous appellerons le canal vertical chauffé.

Dans un premier temps, des champs et de profils de vitesse sont présentés et analysés. Puis

une loi d’échelle est appliquée à la vitesse verticale moyenne de la couche limite se développant

le long de la paroi de l’obstacle chauffé.

3.1. Dynamique de l’écoulement dans le canal vertical chauffé

L’évolution en fonction du temps (et en fonction de l’écart de température ∆T ) des champs

de vitesse moyenne sont tracés en figure 4.
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Figure 4 : Champs de la norme de la vitesse moyenne et trajectoires pour des écarts de température

allant de ∆T = 4,6◦C à ∆T = 53,4◦C (dans le plan vertical médian du canal vertical chauffé)

Pour ∆T (t∗ ≤ 0) = 4,6◦C, une couche limite se développe le long de la paroi chauffée

de l’obstacle à Y = 0,1 (voir aussi la figure 5). En arrivant au bord supérieur de l’obstacle

(Z = 0,9) l’écoulement se divise en deux parties. La première partie se dirige à droite vers le

canal horizontal et la seconde partie se dirige à gauche le long de la paroi froide (Y = 0,1).

Une couche limite de développe alors le long de la paroi froide de l’enceinte. En arrivant en

bas de cette paroi, l’écoulement finit par rejoindre la paroi verticale chauffée de l’obstacle. Par

ailleurs, une cellule de recirculation est présente dans la partie inférieure du canal. Cependant

les vitesses associées à cette recirculation sont très faibles.

A mesure que l’écart de température ∆T augmente, l’écoulement s’intensifie. Les profils

de vitesse moyenne verticale de la figure 5 montrent une augmentation du maximum de vitesse

d’un facteur 2,14 entre ∆T = 9,2◦C et ∆T = 53,4◦C. Cette augmentation s’accompagne d’une

diminution de l’épaisseur de la couche limite. Ce phénomène a déjà été observé par Le Quéré

[9] et est dû à l’équilibre entre les forces de viscosité et la poussée d’Archimède dans la sous-

couche visqueuse. Le long de la paroi froide ; c’est une augmentation par un facteur 2,7 qui est

observée pour les mêmes paramètres. Par ailleurs, à partir de ∆T = 13,2◦C, on peut remarquer

la naissance d’une zone de recirculation dans la partie supérieure du canal.

A la suite de cette analyse, nous avons essayé de voir s’il était possible de trouver des pro-
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Figure 5 : Profils de la vitesse verticale moyenne pour des hauteurs allant de Z = 0,2 à Z = 0,8 et

pour des écarts de température allant de ∆T = 4,6◦C à ∆T = 53,4◦C (dans le plan vertical médian

du canal vertical chauffé)

priétés de similarité pour la couche limite se développant le long de la paroi chauffée. C’est

l’objet de la section suivante.

3.2. Propriétés de similarité de la couche limite ascendante

La loi d’échelle utilisée ici est similaire à celle utilisée pour étudier les propriétés de si-

milarités du développement spatiale d’une couche limite laminaire le long d’une plaque plane

verticale [10, 11]. La vitesse verticale moyenne et la distance à la plaque sont adimentionnées

de la façon suivante :

Uc(z
∗) =

√

gβ∆T+z∗ ; δ(z∗) =
z∗

Gr(z∗)
1

4

(1)

avec ∆T+ = Tc − T0, T0 =
Tc+Tf

2
, et z∗ = z − 0,1 (la valeur 0,1 correspond à la hauteur du

début de la plaque chauffée de l’obstacle). Gr est le nombre de Grashof local.

Cet adimensionnement peut aussi être utilisé pour des écoulements turbulents [12]. La fi-

gure 6 montre l’évolution des profils de vitesse verticale moyenne et adimensionnée pour différents

écarts de température et différentes hauteurs le long de la plaque chauffée. L’adimensionnement

permet d’avoir une bonne superposition des courbes. En particulier, l’adimensionnement de la

vitesse permet de passer, à la hauteur Z = 0,8, d’un écart sur le maximum de vitesse de 114%
sans adimensionnement à 10% avec adimensionnement. L’adimensionnement sur l’épaisseur de

la couche limite permet d’obtenir une évolution proche d’une courbe unique quelle que soit la

hauteur. Cette loi semble moins bien fonctionner pour la hauteur Z = 0,2. La raison principale

est probablement l’influence de l’écoulement provenant de la couche limite froide qui n’est

pas pris en compte par la loi d’échelle basée sur un développement de couche limite dans une

configuration plus conventionnelle.
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Figure 6 : Évolution temporelle de la composante verticale (w) adimensionnée par Uc au sein de la

couche limite ascendante pour Z = 0,20; 0,40; 0,60; 0,80 et pour plusieurs différences de températures

∆T (dans le plan vertical médian du canal vertical chauffé). Cette évolution est tracée en fonction de

0,1− Y afin de faciliter la lecture de l’épaisseur de couche limite. En insert est représentée la variation

de la composante verticale adimensionnée par Vref en fonction de Y pour ces mêmes ∆T

4. Conclusion

Dans ce travail, un écoulement turbulent de convection naturelle se développant dans une

enceinte cubique comprenant un obstacle partiellement chauffé est présenté et analysé. L’in-

fluence des conditions aux limites instationnaires est mise en avant. Ce travail est la suite de

plusieurs travaux présentés au congrès de la SFT, avec des conditions aux limites stationnaires

(analyse de la dynamique [13], de la thermique [14] et enfin analyse d’un jet battant [15]).

Pendant le chauffage instationnaire d’une des parois de l’obstacle, la différence de température

entre la paroi chauffée de l’obstacle et la paroi froide de l’enceinte varie au cours du temps de

∆T = 4,6 à ∆T = 53,4◦C. Cela induit une variation au cours du temps du nombre de Ray-

leigh basé sur la hauteur de l’obstacle de Ra = 0,25 × 109 à Ra = 1,98 × 109. Ces régimes

correspondent à ceux rencontrés sous capot dans le domaine de l’automobile. Des mesures de

PIV sont menées afin d’obtenir des champs et des profils de vitesse.

Les conclusions suivantes peuvent être proposées :

— Pendant le chauffage instationnaire, alors que ∆T augmente, des couches limites se

développent le long des parois chaudes et froides. Une cellule de recirculation apparaı̂t

dans la la partie supérieure du canal vertical chauffé.

— La dynamique de l’écoulement ascendant dans le canal vertical chauffé présente des pro-

priétés de similarité qui peuvent être décrites par une loi d’échelle. Cette loi a été utilisée

précédemment dans la littérature pour décrire le développement de couches limites lami-
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naires et turbulentes apparaissant le long d’une paroi plane verticale. Le travail présenté

ici constitue donc une extension de cette loi à un cas instationnaire et dans une géométrie

plus complexe.

La perspective principale de ce travail est l’utilisation, en particulier par nos partenaires

académiques et industriels, des champs et des profils de vitesse proposés afin de valider des

modèles de turbulence et des codes calculs prenant en compte les effets de flottabilités dans une

configuration avec des conditions aux limites instationnaires.
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chauffée : Analyse des structures et des transferts turbulents, ISAE-ENSMA Ecole Nationale
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Résumé - Un panache thermique est généré au sein d’une cavité cubique de 1m d’arête. Un dispositif

passif est placé à la base du panache. Ce dispositif est constitué de huit ailettes sur lesquelles une plaque

est positionnée. L’objectif est d’étudier l’influence de la présence de ce dispositif et de l’orientation

des ailettes sur le développement du panache. Cette étude expérimentale préliminaire caractérise ainsi

la dynamique du panache pour plusieurs configurations (avec et sans dispositif). Elle s’appuie sur des

mesures de vitesse réalisées par PIV dans le plan vertical médian de la cavité ainsi que dans divers plans

horizontaux.

Nomenclature

AD rapport de forme, AD = D/H
D diamètre de la source, m

H hauteur de l’enceinte, m

RaD nombre de Rayleigh, g β∆TD3

αν

T température, ◦ C

u vecteur vitesse moyenne, m.s−1

uz composante verticale de vitesse moyenne

sur l’axe du panache, m.s−1

x, y, z coordonnées cartésiennes, m

Symboles grecs

α diffusivité thermique, m2.s−1

ε émissivité thermique

λ conductivité thermique, W.m−1.K−1

ν viscosité cinématique, m2.s−1

Indices et exposants

amb ambiant

1. Introduction

Les écoulements de convection naturelle sont des types d’écoulements présents lorsqu’une

masse de fluide se différencie de son environnement du fait d’une masse volumique distincte

et de l’action résultante de la force de flottabilité. Cette dernière a alors pour effet d’élever

(respectivement de descendre) le fluide dont le poids est plus faible (respectivement plus grand)

que celui généré par un volume identique de fluide. Cette étude porte plus précisément sur

des panaches. Ce sont des écoulements de convection naturelle se présentant sous la forme

d’une colonne de fluide. Ils apparaissent lorsqu’une source de température horizontale (cylindre,

plaque, etc...) chauffe (ou refroidit) un fluide environnant de température plus basse (resp. plus

élevée). On les retrouve couramment dans la nature et dans de nombreux domaines industriels.

L’origine physique de ce type d’écoulement, à savoir la présence d’un gradient thermique dans

l’écoulement, a pour conséquence un fort couplage entre les champs de vitesse et de température

ainsi qu’une forte sensibilité aux conditions limites et initiales.

L’objet de ce travail est d’étudier l’effet de l’ajout d’un dispositif passif à la source du pa-

nache sur le développement de celui-ci. Ce dispositif est pensé de sorte à tenter de créer un effet

de rotation dans le panache. Faire cela passivement serait très utile car nous savons d’après la

littérature (voir [1], par exemple) que lorsque la rotation du panache est suffisamment élevée, la

https://doi.org/10.25855/SFT2023-016
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transition à la turbulence est plus précoce. Le mélange est alors augmenté. Ainsi, les échanges

thermiques devraient être accrus. Cela permettrait de modifier passivement les transferts ther-

miques entre une paroi chaude et l’air extérieur. Le fait que ce dispositif soit passif le rend

plus robuste qu’un dispositif actif, susceptible de tomber en panne. Cela est intéressant pour

des applications dont la maintenance est complexe à entreprendre. De plus, comme il est pas-

sif, ce dispositif n’a pas besoin d’apport externe d’énergie pour fonctionner. Cela rendrait ainsi

l’ensemble plus sobre.

Dans ce travail expérimental, le panache est généré dans une cavité cubique. Cela permet

d’une part de bien contrôler les conditions aux limites du système et d’autre part, de forte-

ment limiter les transferts de masse ou thermiques provenant de l’extérieur et perturbant le

développement du panache.

Plusieurs études expérimentales et numériques portent sur la caractérisation d’un panache

thermique d’air confiné en cavité. Pham et al. ont notamment proposé une série de trois études

sur ce thème. La première [2] concerne la caractérisation du développement d’un panache ther-

mique dans une configuration classique consistant en une cavité cubique de 2m d’arête. La

seconde [3] compare ces mesures avec une simulation numérique modélisant le même panache

avec différentes approches (modèle de Smagorinsky classique, modèles lagrangiens). Enfin, la

dernière [1] porte sur l’effet de la rotation de la source sur le développement du panache. Cette

étude montre en particulier que la rotation de la source engendre à partir d’un certain seuil des

effets importants sur le développement du panache. D’une part, la transition du régime lami-

naire au régime turbulent est plus précoce. D’autre part, les phases de contraction et d’expansion

du panache sont accentuées ce qui accroı̂t l’effet d’entraı̂nement. Les transferts de masse et de

chaleur sont donc amplifiés. La rotation du panache peut ainsi a priori être un moyen de dissi-

per plus efficacement la chaleur. Saeed et al [4] ont cherché quant à eux à mieux comprendre la

nature physique des phénomènes en jeu dans le développement du panache thermique. Ils ont

procédé tout d’abord à une analyse théorique des équations gouvernant la physique du panache.

Ensuite, ils ont confronté cette analyse avec des expériences préalablament conduites dans la

littérature. Ils ont notamment étudié le rôle que jouent la force de flottabilité et le mécanisme

d’entraı̂nement. Enfin, Chen et al [5] se sont intéressés numériquement à la dynamique de la

vorticité dans le panache et le rôle de cette dernière.

La première partie de ce papier est consacrée à la description du dispositif expérimental

et de la métrologie utilisée. La seconde partie est dédiée à la caractérisation du panache dans

le plan médian vertical avec et sans le dispositif passif. Enfin la dernière partie traite de la

caractérisation du panache mais cette fois-ci dans divers plans horizontaux.

2. Dispositif expérimental et métrologie

2.1. Dispositif expérimental

Cette étude porte sur le développement d’un panache thermique confiné dans une cavité

cubique d’1m3. Le montage expérimental est représenté en figure 1(a). Deux échangeurs à eau

maintiennent les parois latérales en aluminium à T = Tamb. Les parois hautes et basses sont

isolées à l’aide de styrodur (polystyrène extrudé de conductivité λ = 0,035W.m−1.K−1). Leur

émissivité ε est de l’ordre de 0,6 . Les parois avant et arrière sont quant à elles constituées de

grandes vitres à double vitrage.

Un cylindre en aluminium de D = 4 cm de diamètre et d’1 cm d’épaisseur est placé au

centre de la cavité. Il est incrusté dans un pavé d’isolant en Siporex de dimension 15 × 15 ×
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5 cm3. Il est chauffé à une température supérieure à l’air ambiant de 130◦C (soit environ 150◦C

avec les conditions usuelles de la salle). Néanmoins, il n’est pas porté au-delà afin de limiter

la dégradation des particules d’ensemencement utilisées. En effet, ce phénomène est observé

nettement vers 200◦C. La température est régulée au moyen d’un boı̂tier de régulation type

TOR (Tout ou Rien). Cela correspond ici à un nombre de Rayleigh RaD = 8,5× 105 pour un

rapport de forme AD = D/H = 0,04.

Le dispositif passif est posé sur la surface supérieure du bloc d’isolant dans lequel est in-

crustée la source, à la base de la génération du panache. Il est composé de huit ailettes en PVC

disposées radialement autour de la source cylindrique. Une plaque en PVC est positionnée sur

les ailettes. Elle est destinée à amplifier l’entraı̂nement d’air à la base du panache. Deux configu-

rations sont étudiées : l’une avec les ailettes orientées radialement autour de la source nommée

”Ailettes radiales”, l’autre avec les ailettes orientées de façon tangentielle, ”Ailettes tangentes”.

Enfin, une troisième configuration sans le dispositif est analysée comme référence. Cela permet

d’avoir une configuration qui peut être comparée à la littérature. L’espace entre deux ailettes

successives est de 1 cm. Le schéma de la figure 1(b) représente les trois configuration étudiées.

Figure 1 : Montage expérimental et dispositif passif

2.2. Mesures de vitesses par PIV

Les mesures du champ de vitesse sont effectuées par vélocimétrie par images de particules

(PIV). Un laser de type Nd-YAG Litron à double tête est utilisé. Il émet successivement deux

impulsions lumineuses de longueur d’onde 532 nm et d’énergie 60mJ pendant 5 à 8 ns. De

plus, l’enregistrement des images de particules se fait à l’aide d’une caméra imager sCMOS

de la marque LaVision. Elle possède un double obturateur et capture deux images successives

avec un temps de latence de 120 ns. Le capteur a une résolution de 2560 × 2160 pixels2 pour

une fréquence d’acquisition de 50Hz. Les pixels ont une taille de 6,5µm. Enfin, un filtre est

positionné devant l’objectif pour ne laisser passer que les ondes de longueur d’onde à 532 nm

correspondant à l’émission du laser. Pour l’ensemencement, des particules d’huile de paraffine

Ondina Shell 917 sont choisies. Elles possèdent une masse volumique de 851,7 kg/m3 à 20◦C,

une viscosité dynamique de 35,7mPa.s et un diamètre de 5µm.

Afin de couvrir toute la hauteur de la cavité, il a été nécessaire de faire plusieurs champs

verticaux. Nous en avons réalisé entre quatre et cinq selon la configuration. Ensuite, le logiciel

DAVIS 10 (LaVision) a été utilisé pour effectuer le traitement des images. Une première passe
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est conduite avec des fenêtres d’interrogation de taille 64× 64 pixels2. Une deuxième passe est

ajoutée sur des fenêtres de 24× 24 pixels2 pour capturer au mieux les plus petites vitesses. Un

”overlapping” de 50% est choisi pour augmenter la quantité de vecteurs calculés dans chaque

fenêtre. Enfin, pour s’assurer de la bonne convergence des quantités étudiées, une acquisition

de 8000 images sur le champ du haut et de 5000 sur les quatre autres champs a été effectuée à

la fréquence de 25Hz.

3. Résultats pour RaD = 8,5× 105 et AD = 0,04

L’étude présentée ici constitue une étude préliminaire du panache. Ce dernier a été caractérisé

dans des plans verticaux et horizontaux avec une situation de référence permettant de comparer

les résultats à ce qui a été fait dans la littérature. Puis, l’influence du dispositif passif dans

les configurations ”Ailettes tangentes” et ”Ailettes radiales” a été étudiée. Une première partie

présente l’influence du dispositif dans le plan médian vertical. La seconde abordera l’influence

du système passif dans divers plans horizontaux.

3.1. Mesures préliminaires

Des tests de convergence ont permis de vérifier pour chaque champ que le temps d’acquisi-

tion et le nombre d’acquisitions étaient suffisants.

3.2. Étude de l’influence dans le plan médian vertical

3.2.1. Champs verticaux de la vitesse moyenne

L’influence du dispositif passif a été étudiée en réalisant tout d’abord des mesures dans le

plan médian vertical. Les champs 2D de la vitesse moyenne sont tracés ci-dessous sur la figure

2.

Figure 2 : Champs 2D de la vitesse moyenne (a) : Configuration ”Sans Ailettes”, (b) : Confi-

guration ”Ailettes Tangentes”, (c) : Configuration ”Ailettes Radiales”, Barre des couleurs :

norme de la vitesse moyenne
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Sur cette figure et quelle que soit la configuration, un écoulement ascendant au niveau de

l’axe central est observé ; il correspond au panache thermique. On note cependant un compor-

tement dynamique très différent entre la configuration ”Ailettes radiales” et les deux autres.

En effet, dans la première, le panache thermique est plus concentré et la norme de la vitesse

est environ deux fois plus élevée. Aussi, la vitesse moyenne devient négligeable (de l’ordre de

quelques cm/s) pour une hauteur plus basse pour les configurations ”Sans Ailettes” et ”Ailettes

tangentes” par rapport à ”Ailettes Radiales”. Pour cette dernière, on observe une interaction

non négligeable avec le plafond. Cela a pour effet un aplatissement du panache sur ce dernier.

A contrario, il n’y a pas d’interaction notable en l’absence du dispositif perturbateur.

3.2.2. Profils horizontaux de vitesse moyenne

L’évolution des profils horizontaux de la composante verticale de la vitesse moyenne (uz)
présentée sur la figure 3 suit une évolution caractéristique des panaches thermiques. Ainsi,

quelle que soit la configuration, la forme du profil présente une pointe et tend vers une valeur

nulle à ses extrémités. De plus, les profils deviennent plus larges lorsque la hauteur z augmente.

Ils tendent vers une distribution gaussienne, caractéristique de la zone pleinement turbulente

[2].

La distinction entre la configuration ”Ailettes radiales” et les deux autres peut là encore être

faite. Cela indique que l’orientation des ailettes joue un rôle non négligeable dans la modifi-

cation du développement du panache. L’orientation radiale (cas c) a pour effet d’augmenter

significativement la composante verticale de la vitesse moyenne en plus de la concentrer sur

l’axe. Cette dernière a une valeur deux fois plus élevée au coeur du panache par rapport aux

autres cas d’étude. De plus, la décroissance de la vitesse moyenne et l’adoption d’une distribu-

tion gaussienne, caractéristique du régime pleinement turbulent, s’opèrent à une hauteur z plus

élevée que pour la situation de référence. A contrario, l’orientation tangentielle des ailettes (cas

b) ne semble pas générer de différences significatives visibles sur les champs par rapport au

cas de référence. Ces résultats se retrouvent dans les profils verticaux de vitesse moyenne (uz)
présentés dans la section suivante.

Figure 3 : Profils horizontaux de la composante verticale de la vitesse à différentes hauteurs (a) :

Configuration ”Sans Ailettes”, (b) : Configuration ”Ailettes Tangentes”, (c) : Configuration

”Ailettes Radiales”

3.2.3. Profils verticaux de vitesse moyenne

La forme des courbes de tendance de la figure 4(a) ressemble pour chaque configuration à

ce qui est observé dans la littérature 4(b) (voir [3]). Une phase de croissance brusque puis une

phase de décroissance avec une pente quasiment constante peuvent ainsi être observées. Ce-

pendant, dans le cas de la configuration ”Ailettes Radiales”, des sauts non physiques sont ob-

servés lors du passage d’un champ à un autre. Les causes de ces anomalies sont en cours d’ana-
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lyse. Une piste d’explication serait la présence d’une fluctuation lente induisant des variations

entre chaque zone de mesures. Plus généralement, les mesures effectuées sont préliminaires.

Leur intérêt réside essentiellement dans les tendances qu’elles dégagent et les comparaisons

qu’elles permettent entre chaque configuration. Enfin, les mêmes remarques peuvent être faites

que précédemment pour la comparaison dynamique entre les configurations étudiées.

Figure 4 : Profils verticaux de la composante verticale de la vitesse moyenne : (a) mesures

expérimentales, (b) : simulations numériques [3]. ((+) points expérimentaux, (-) courbe de

tendance)

3.3. Étude de l’influence dans les plans horizontaux

3.3.1. Caractérisation dans la configuration ”Ailettes tangentes”

Afin de caractériser le comportement du panache dans la configuration ”Ailettes tangentes”,

des mesures ont été réalisées pour des plans horizontaux situés à différentes hauteurs z vis-à-vis

de la source : 30mm, 50mm, 100mm, 200mm et 400mm. La température de la source était là

encore fixée à 130◦C au-dessus de la température ambiante (environ 20◦C).

Figure 5 : Champs 2D de la vitesse moyenne dans la configuration ”Ailettes tangentes” : (a) :

z = 30mm, (b) : z = 50mm, (c) : z = 200mm

D’après les expériences réalisées, les champs horizontaux ne présentent pas de symétrie

radiale. Quelle que soit la hauteur, l’écoulement présente un comportement similaire sur la

figure 5 : la vitesse moyenne est orientée vers le coeur du panache sur les côtés droit et gauche

de la figure pour z = 30 et z = 50mm. A z = 200mm le motif est quelque peu différent, le champ
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semble plus orienté radialement en direction du coeur de la source qu’auparavant. La norme du

champ de vitesse n’est pas uniforme non plus puisqu’elle est bien plus importante sur les côtés

(environ 0, 02m/s) que sur le haut et le bas de la figure (quelques mm/s). Cela signifie que

l’écoulement est ”fortement” aspiré par effet d’entraı̂nement vers le coeur du panache sur l’axe

joignant les parois actives de la cavité. Aussi, il s’annule sur un axe oblique presque vertical.

Ensuite, l’effet de rotation recherché dans cette configuration d’ailettes, s’il existe, n’est pas

clairement identifiable sur les champs. Des traitements plus approfondis doivent être menés,

par exemple en analysant la vorticité. Enfin, la norme du champ de vitesse moyenne diminue à

partir d’une certaine hauteur (ici dès que le plan est à z = 30mm) comme cela est attendu du

fait des phénomènes de diffusion et de dissipation d’énergie cinétique.

3.3.2. Étude de l’influence dans un plan horizontal

Diverses expériences préliminaires ont été menées dans le plan horizontal situé à z = 30mm

de hauteur afin de comparer le comportement de chaque configuration. La source était là encore

portée à une différence de température de 130◦C au dessus de la température ambiante.

Il peut être observé sur la figure 6 que la forme du champ varie assez fortement selon les

configurations. Néanmoins la symétrie radiale n’est observée dans aucun des cas d’étude. Enfin,

l’ordre de grandeur de la vitesse moyenne dans les plans horizontaux est comparable entre

chaque configuration et est plutôt faible, de l’ordre du centimètre par seconde.

Figure 6 : Champs 2D de la vitesse moyenne dans le plan horizontal de hauteur z = 30mm :

(a) : Sans ailettes, (b) : Ailettes radiales, (c) : Ailettes tangentes

4. Conclusion

En conclusion, d’après les expériences préliminaires ayant pu être menées sur le plan médian

vertical, il semble que l’orientation des ailettes dans le dispositif modifie significativement la

dynamique du panache. Ainsi, en disposant les ailettes de façon tangente à la source cylindrique,

aucune différence significative ne peut être observée dans le plan médian vertical par rapport

au cas où le dispositif est absent. A contrario, lorsque les ailettes sont disposées radialement,

la norme de la vitesse moyenne est doublée, l’effet d’entraı̂nement de fluide est amplifié, le

panache est plus resserré et concentré et le régime pleinement turbulent est atteint à une hauteur

z plus élevée. Il a aussi été possible de retrouver les tendances d’évolution de la vitesse moyenne

sur l’axe du panache observées dans la littérature. Cependant, des anomalies non physiques

entre champs de mesure perturbent les données relevées. L’étude de divers plans horizontaux

a quant a elle mis en évidence une dissymétrie de l’écoulement radial pour les configurations

”Ailettes tangentes” et ”Ailettes radiales”. De plus, le motif formé par le champ dans le cas
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”Ailettes tangentes” se maintient jusqu’à environ 200mm de la source. Enfin, les champs de

vitesse moyenne dans les plans horizontaux sont insuffisants pour savoir si le dispositif passif

est bien en mesure de générer une rotation du panache thermique.

Ainsi, des études plus approfondies doivent être menées. Tout d’abord, les champs dans

les plans horizontaux doivent être examinés plus en profondeur. Ensuite, il faudra comprendre

d’où viennent les anomalies présentes sur le profil vertical de uz dans la configuration ”Ailettes

Radiales”. Afin d’améliorer la reproductibilité de l’expérience et la qualité des résultats, un dis-

positif passif (ailettes et capot) en un seul bloc va être fabriqué avec une imprimante 3D. Cela

permettra de bien maı̂triser la position des ailettes sous le capot. En effet, il est possible que

la forme dissymétrique des champs horizontaux des configurations ”Ailettes tangentes” et ”Ai-

lettes radiales” provienne en partie d’une variation d’angle non voulue des ailettes. Par ailleurs,

le dispositif va être incrusté dans le plancher afin de limiter les perturbations de l’écoulement

dues à son élévation. Enfin, il sera nécessaire de vérifier si les valeurs expérimentales obtenues

sans le dispositif passif correspondent quantitativement à celles présentes dans la littérature. Il

serait par exemple intéressant de comparer les valeurs de la composante verticale de la vitesse

moyenne adimensionnée et de l’intensité turbulente avec celles numériques et expérimentales

obtenues par [3] et de quantifier l’influence du dispositif sur ces grandeurs. L’analyse et la

comparaison avec les valeurs numériques exposées par [5] de la densité spectrale de puissance

moyenne pour la composante verticale de vitesse ainsi que de la distribution de vorticité pour-

raient également être réalisées.
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Résumé - De par sa forte capacité thermique, sa forte chaleur latente de vaporisation et son innocuité
sur l’environnement, l’eau représente un bon fluide de substitution à de nombreux fluide frigorigènes
utilisés pour la production de froid positif. Les machines à sorptions sont aujourd’hui les principaux
systèmes où ce fluide est utilisé. Ces machines à absorption utilisent majoritairement des échangeurs
à films tombants pour opérer les transferts couplés de masse et de chaleur compte tenu de leurs
performances, permettant ainsi de travailler avec de faibles débits de fonctionnement et de limiter
les surchauffes de fonctionnement. Les échangeurs tubulaires sont majoritairement utilisés dans ces
machines, en particulier au niveau de l’évaporateur, compte tenu des très faibles pressions qui y règnent,
conduisant à des systèmes volumineux et des coûts de fabrication onéreux. De nombreux efforts de
recherche doivent encore être fournis pour améliorer leur compacité et réduire les coûts de fabrication.
La présente étude s’intéresse aux alternatives offertes par les échangeurs à plaques et films ruisselants.
Si les transferts évaporatifs commencent à être mieux appréhendés [1], l’ébullition qui peut s’y
développer est encore mal comprise. L’étude s’intéresse ici aux mécanismes d’ébullition en présence
de films fins d’eau pure, saturés, ruisselant sur une plaque plane rainurée verticale. La plaque est
chauffée à l’aide d’un fluide secondaire. Différents phénomènes d’ébullition ont été observés à l’aide
d’une caméra rapide dans des gammes de fonctionnement typique des systèmes de rafraîchissement.
Afin d’identifier et de caractériser les régimes d’ébullition, un algorithme de détection et de suivi
des bulles a été développé. A l’aide des informations tirées des vidéos, l’évolution du volume de
vapeur encapsulé dans les bulles est étudié. Les résultats suggèrent une importance significative
de la ligne triple de contact dans les mécanismes de changement de phase dans le cadre de l’ébul-
lition. Les résultats de cette étude sont discutés et les perspectives de recherche à ce sujet sont introduites.

Nomenclature

Γ Débit volumique par unité de largeur, m2/s
ν Viscosité cinématique, m2/s
Ai Aire d’une forme, m2

Ci Coefficient de circularité
Cp Capacité thermique massique, J/kg/K
ṁ Débit massique, kg/s
P Pression, Pa

Pth Puissance, W
Pe Périmètre d’une forme, m
r Rayon d’une forme, m
Re Nombre de Reynolds
T Température, K
V Volume d’une forme, m3

https://doi.org/10.25855/SFT2023-018
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1. Introduction

Depuis de nombreuses années, une augmentation drastique de la demande d’énergie a été
observée dans le monde entier malgré un besoin alarmant de réduction de la consommation
d’énergie et des émissions de CO2 [2]. Dans les années à venir, la demande énergétique va
encore augmenter. Pour subvenir à ces besoins, les systèmes à sorption H20/LiBr apparaissent
comme une solution prometteuse capable de valoriser l’énergie thermique perdue à un faible
coût [3], et de travailler avec de l’eau, une ressource abondante dont le potentiel de réchauffe-
ment climatique est nul. Les promoteurs de transfert dans les machines à sorption sont géné-
ralement des échangeurs à film tombant, utilisés pour leur flexibilité et leur grande capacité de
transfert de chaleur et de masse.

L’utilisation de l’eau comme fluide frigorigène présente le lourd inconvénient de devoir fonc-
tionner à très basse pression (environ 1 kPa). À cette pression, le comportement des systèmes
est radicalement affecté en raison de la très faible masse volumique de vapeur qui affecte la
taille des bulles et leur taux de croissance. Malgré un fort intérêt de la communauté pour la
compréhension du fonctionnement interne du transfert de chaleur et de masse dans les films
liquides tombants, le manque de connaissances scientifiques sur ces transferts à basse pression
conduit à des systèmes conçus de manière empirique. Que ce soit sur le plan théorique [4] ou
expérimental [5], la littérature concernant l’échelle des composants des systèmes de sorption
reste rare et des connaissances supplémentaires sur le comportement des flux à l’intérieur des
échangeurs à films tombants sont nécessaires. Les évaporateurs à film tombant sur une plaque
plane présentent des inconvénients importants sous la forme d’une distribution difficile du fluide
et d’importants effets de tension superficielle qui conduisent souvent à l’apparition de zones
sèches à la surface de l’échangeur, entraînant une diminution drastique des performances. Dans
une étude cherchant à lever ces limitations, Michel et al. [6] ont conçu une plaque rainurée afin
d’assurer un mouillage complet de la surface d’échange, même à très faible débit. L’ajout d’ai-
lettes entre lesquelles circule le film a permis de créer de nouvelles lignes de contact assurant
que chaque flux ne s’interrompt jamais. Cette étude a montré une amélioration significative par
rapport à une plaque plate classique dans les expériences.

La présente étude s’inscrit dans la continuité des travaux de Michel et al. [6]. La même
plaque rainurée est étudiée dans les conditions représentatives des conditions rencontrées dans
un évaporateur. Sous certaines conditions, de l’ébullition peut se produire à la surface du film
liquide parcourant l’échangeur. Une caméra rapide a été utilisée afin de capturer des vidéos
des phénomènes se produisant sur la surface de plaque rainurée. Afin d’extraire des données
quantifiées des vidéos, un algorithme de détection et de suivi a été développé. Les résultats
préliminaires de l’étude sont présentés et des pistes d’explication de la physique en jeu sont
discutées.

2. Dispositif expérimental

2.1. Description du système

Le dispositif expérimental étudié dans le présent article est présenté dans la Figure 1. Le
système est contenu dans un réservoir basse pression dans lequel se trouvent l’évaporateur à
film tombant et un condenseur hélicoïdal. Ce réservoir est un cylindre en acier inoxydable de
650 mm de long et de 650 mm de diamètre. Celui-ci est placé à l’horizontal et deux portes
étanchent ferment le volume. Dans les portes se trouvent des hublots de 250 mm de diamètre
permettant un accès optique à l’intérieur de l’enceinte. Des accès équipés de raccords de type
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ISO-KF permettent de connecter les réservoirs et bains thermostatés aux circuits hydraulique et
d’évacuer les incondensables de l’enceinte.

Condenseur

Bain

thermostaté

Bain

thermostaté

Réservoird’eau

Eau

condensée

Pompe

Débitmètre

Distributeur

Plaque chauffée

Film

tombant

Entonnoirs

Enceinte à pression

contrôlée

Bain

thermostaté

Fenêtre

Caméra

rapide

Circuit

froid

Circuit

intermédiaire

Circuit

chaud

Figure 1 : Schéma de l’évaporateur à film tom-
bant à pression contrôlée.

Fluide

secondaire

Film

Figure 2 : Vue de coupe de l’échangeur à plaque.
Le film tombe dans les canaux à surface libre (en
rouge) et le fluide secondaire s’écoule à contre
courant dans les veines fermées (en bleu).

L’évaporateur étudié est une plaque d’aluminium cannelée de 100 mm de large et 250 mm
de haut, dont une vue de coupe est présenté sur la Figure 2. La surface extérieure sur laquelle
s’écoule le film est discrétisée en 16 rainures de 4 mm de large séparés par des ailettes de
2 mm de large. Au sommet de cette plaque se trouve un distributeur fabriqué par impression 3D
utilisé pour distribuer de manière homogène le liquide dans l’ensemble des canaux. Le fluide
secondaire (de l’eau glycolée) s’écoule, à contre-courant du film, dans des canaux rectangulaires
placés en vis-à-vis des rainures.

Dans ce système expérimental, le liquide de travail (de l’eau distillée dégazée) s’écoule dans
le distributeur et tombe dans les 16 rainures. Au cours de sa chute, une partie du film s’évapore,
à la fois par évaporation et par ébullition, et est condensée à la surface de condenseur hélicoïdal.
Le film liquide restant ainsi que l’eau condensée sont collectés à l’aide de deux entonnoirs et
s’écoule vers le réservoir d’eau, dont la température est contrôlée. L’écoulement du film liquide
est décrit par le nombre de Reynolds, définit par :

Re =
Γ

ν
(1)

où Γ est le débit volumique par unité de largeur de canal mouillé et ν est la viscosité cinématique
du fluide.

Trois bains thermostatés sont utilisés pour contrôler respectivement la température d’entrée
du film liquide, du fluide secondaire et du liquide circulant dans le condenseur. La pression
dans l’enceinte est contrôlée par la température fixée au condenseur, de sorte que la pression
dans l’enceinte Psys soit proche de la pression de saturation Psat de l’eau à la température du
condenseur Tcd :

Psys ≈ Psat (Tcd) . (2)

2.2. Mesures et incertitudes

La pression dans l’enceinte est mesurée par une sonde de pression en céramique (PFEIFFER
VACCUM CMR 362) de précision ±0.2% de la valeur mesurée. Le débit massique de chaque
fluide est suivie par des débitmètres à effet Coriolis (MICRO-MOTION F025) de précision
±0.1%. Des sondes de température PT-100 sont utilisées pour mesurer les températures des
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fluides à chaque entrées et sorties des éléments du dispositif, avec une précision de ±0.1°C. Les
mesures ont été prises à une fréquence de 0.05 Hz et sont intégrées pendant 20 minutes (c-à-d
moyennées sur 60 points), ce qui a pour effet de réduire l’ensemble des erreurs aléatoires de
mesure par un facteur

√
60.

2.3. Détection et suivi des bulles

Figure 3 : Exemple d’image de bulles de vapeur à la surface du film fluide dans l’évaporateur (a) et
identification des bords de ces bulles par l’algorithme de suivi (b).

Une caméra rapide est placée face au hublot. Cet arrangement permet de visualiser les phé-
nomènes d’ébullition, lorsque ceux-ci ont lieux, et de suivre l’évolution et l’écoulement des
bulles de vapeur par des vidéos de résolution 640 par 920 pixels à une fréquence de 250 Hz.
Un exemple d’image de bulles de vapeur est présenté sur la Figure 3.a. Pour permettre une dé-
tection et un suivi automatisé des bulles observées dans et sur le film, un algorithme maison a
été développé sur Matlab. Différentes étapes de traitement sont effectuées sur les images d’une
vidéo :

• Construction de l’image de référence obtenue en moyennant l’ensemble des images d’une
vidéo. Cette image sert de référence et est soustraite à toutes les autres images par la suite.

• Création d’un masque basé sur le seuil d’intensité de l’image, seuil fixé à 95% de la
valeur moyenne des pixels de l’image. Ce masque à tendance à détecter préférentiellement
l’interface des bulles dans le sens horizontal de l’image (sur la gauche et la droite des
bulles).

• Création d’un masque basé sur les gradients d’intensité de l’image. L’opérateur gradient
est appliqué à l’image, un gain est appliqué à l’opérateur de sorte à saturer la réponse du
gradient soit à 0 soit à 1. Ce masque à tendance à détecter préférentiellement l’interface
des bulles dans la direction verticale de l’image (en haut et en bas des bulles).

• Calcul de la somme des deux masques.

• Application d’un algorithme de fermeture morphologique basé sur un élément circulaire.
Cette étape sert à fermer les éléments ouverts résultant de la sommation des masques. Les
éléments fermés sont ensuite remplis.

• Application d’un algorithme d’érosion morphologique. Cette étape permet de réduire la
taille des éléments fermés du masque que l’algorithme de fermeture aura fait grandir. A
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cette étape, les bords des éléments fermés coïncident avec l’interface des bulles de vapeur
avec une précision de l’ordre du pixel.

A cette étape, un masque binaire est crée pour chaque image d’une vidéo. Un exemple est
présenté sur la Figure 3.b. Dans cet exemple, il est observé que l’agglomérat de bulles en haut à
droite de l’image est considéré comme un seul objet par l’algorithme de détection. Par ailleurs,
il est possible que des artefacts de mesure et de traitement, généralement de forme rectangu-
laire, soient détectés comme des bulles. Afin de discriminer les artefacts des bulles, une fois la
détection des interfaces effectuées, la circularité Ci des objets est introduite :

Ci =
4Ai π

Pe2
(3)

avec A et P respectivement l’aire et le périmètre d’un objet de l’image binaire. Le paramètre
de circularité Ci est égal à 1 lorsque l’objet considéré est parfaitement circulaire et tend vers
0 lorsque la forme s’éloigne du cercle. Lorsque la circularité d’un objet est trop faible, l’objet
est rejeté. Le seuil a été fixé arbitrairement à 0.4. Il est important de noter que chaque élément
(i.e. bulle détectée) du masque binaire en contact avec le bord de l’image est ignoré car il est
impossible de déterminer la portion et la forme de l’objet qui se trouve en dehors de la fenêtre
d’observation. Enfin, un algorithme de tracking basé sur un filtre de Kalman a été développé
pour suivre l’apparition et le transport des bulles dans les vidéos. Ainsi, dans chaque vidéo,
les informations sur la position et la taille de chaque bulle sont connues et suivies au cours du
temps.

3. Résultats

L’influence de la pression à l’intérieur de l’enceinte sur l’ébullition du film est étudiée. Pour
cela, plusieurs niveau de pression ont été choisis : 1.7 kPa, 2.0 kPa, 2.4 kPa et 3.2 kPa. Ces
niveaux de pression correspondent à des températures de saturation de l’eau de respectivement
15°C, 17.5°C, 20°C et 25°C. Le circuit d’eau est chauffé de sorte à ce que le film liquide sorte
du distributeur à sa température de saturation. Pour chacune des expériences, la température
théorique maximale de surchauffe ∆Tmax est calculée comme la différence entre la température
d’entrée du film Tsat et la température d’entrée du fluide secondaire Tsec :

∆Tmax = Tsec − Tsat. (4)

Pour chaque niveau de pression, la température de surchauffe ∆Tmax est modulée entre 2 K
et 14 K par incréments de 2 K. Un régime d’ébullition plus intense peut se déclencher aux
plus hautes surchauffes. Lorsque cela se produit, les mesures correspondantes sont exclues de
l’étude. Enfin, l’ensemble des débits massiques dans les circuits sont maintenus contant avec le
débit au condenseur de 0.28 kg/s et le débit de fluide secondaire à l’évaporateur de 0.025 kg/s
(Re ≈ 380). Dans le cas du film liquide, le débit est initialement fixé au maximum admissible
par le système (autour de 0.06 kg/s) afin de mouiller l’ensemble de la plaque, puis est ensuite
fixé à 0.008 kg/s (Re ≈ 200) pour les expériences.

3.1. Bilan d’énergie du système

Grâce à l’instrumentation du système, il est possible d’effectuer indépendamment des bilans
d’énergie sur chaque élément. Dans le cadre de cette étude, on s’intéressera à comparer l’énergie
qui a été prélevée au fluide secondaire (que l’on cherche à refroidir dans les applications) avec
l’énergie gagnée par le film. Pour chaque circuit, la puissance Pth absorbée/prélevée par le fluide

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

165



i s’écrit comme :
Pth,i = ṁi Cpi (|Ti,s − Ti,e|) (5)

avec ṁi le débit massique du fluide i, Cpi sa capacité thermique massique et Ti, s et Ti, e respec-
tivement les températures de sortie et d’entrée de l’élément considéré. La puissance Pthdéfinie
de cette manière est toujours positive.

L’évolution de la puissance absorbée par le film Pfilm est comparée à la puissance perdue au
fluide secondaire Psec sur la Figure 4.a pour les différentes pressions étudiées. Sur le graphique,
les plus grandes valeurs de puissances prélevées correspondent à des surchauffes ∆Tmax plus
élevées, au sein de chaque série de mesure. Il semblerait que pour des pressions plus élevées
(i.e. pour les températures de saturation plus élevées), la puissance absorbée par le film sous
forme de chaleur sensible soit plus faible que pour les pressions plus faible. Toutefois il est
difficile de distinguer une tendance nette, les résultats s’apparentant à un nuage de points.
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Figure 4 : (a) Évolutions des puissances échangées en valeur absolue, (b) Évolution de la puissance
échangée par chaleur sensible par rapport à la puissance thermique totale transmise au film en fonction
de la température imposée au fluide secondaire, pour plusieurs pressions de fonctionnement

Afin de distinguer la part de la puissance transférée au film sous forme de chaleur sensible
et la part liée au changement de phase (évaporation + ébullition), la puissance liée à la chaleur
sensible du film a été normalisée par la puissance totale prélevée au fluide secondaire sur la
Figure 4.b. Suite à cette normalisation, il semblerait que la distribution du flux sous forme
sensible ou latente soit faiblement dépendante de la pression du système. On observe cependant
une influence importante de la surchauffe du système sur le taux de changement de phase du
film d’eau : plus celle-ci est importante et plus la part du transfert par chaleur sensible est
faible. Cette observation tend à aller dans le sens de l’observation où l’ébullition est d’autant
plus intense que la surchauffe est forte.

3.2. Évaporation d’une bulle au cours du temps

Le code de détection et de suivi des bulles permet de déterminer l’évolution de la taille des
bulles de vapeur au cours du temps. L’angle de contact de la ligne triple solide/liquide/vapeur
sur la paroi en aluminium est de 90°, on considérera alors que les bulles de vapeur sont des
demi-sphères. En supposant que la bulle est posée à la surface du film et de la plaque, le volume
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de vapeur Vvap encapsulé dans une bulle de rayon r s’écrit :

Vvap =
2

3
π r3. (6)

Sous certaines conditions de fonctionnement (∆Tmax compris entre 7 K et 9 K), des bulles
de vapeur de diamètre croissant dans le temps et l’espace se forment. Un premier résultat issus
de l’étude préliminaire de la croissance d’une seule bulle de vapeur est présenté sur la Figure 5.
Son volume croit avec le temps au cube, ce qui correspond aux observations typique d’ébullition
en vase [7]. Cette observation tend à suggérer que le transfert se fait au travers d’une interface
qui varie linéairement avec à la fois le temps et le volume de la bulle. En considérant que le flux
de chaleur transféré à travers la plaque est uniforme dans l’espace, la seule interface répondant
à ces critères est la ligne triple de contact de la bulle. Ainsi, le changement de phase de la
surface libre du film semble avoir principalement lieu à cette ligne triple, comme le suggérait
une précédente étude des auteurs [1].
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Figure 5 : Évolution temporelle du volume d’une
bulle isolée lorsque celle-ci croit au cours de son
écoulement (Psys = 30 mbar et ∆Tmax = 7 K).
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Figure 6 : Évolution temporelle du volume d’un
aggloméra de bulles lorsque celui-ci croit au
cours de son écoulement(Psys = 30 mbar et
∆Tmax = 7 K)

Lorsqu’elles s’écoulent, les bulles de vapeurs peuvent se rejoindre, s’agglomérer et continuer
de croître. Ces bulles restent cependant distinctes et une membrane liquide les sépare (Figure 3).
Le code de détection les considère comme un seul et même objet. Dans la même vidéo que
celle où la bulle de la Figure 5 a été observée, l’évolution du volume d’un agglomérat est
représentée sur la Figure 6. Étonnamment, cette évolution est aussi au cube du temps et le
polynôme obtenu par régression linéaire pour estimer la croissance a le même coefficient pour
les deux configurations. Dans les deux cas, la valeur à l’origine est négligée car la taille des
bulles est variable au moment où celles-ci rentre dans l’image. Cette observation tend à aller
dans le sens de l’hypothèse du transfert ayant lieu de manière dominante à la ligne triple de
contact.

4. Conclusion

Cet article présente les résultats préliminaires d’une étude expérimentale d’un film tombant
à la surface échangeur évaporateur à plaques chauffé à l’autre face par un fluide secondaire à
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contre-courant. Les expériences ont été menées dans une enceinte à très basse pression pour
évaluer les performances de l’évaporateur en conditions stationnaires. Cette étude s’est intéres-
sée à un évaporateur particulier de 250 mm de long et 100 mm de large, discrétisé en 16 canaux
de 4 mm de large et séparé par des ailettes de 2 mm). Le système permet d’étudier une vaste
gamme de conditions de fonctionnement (pression, débits, températures). Pour quantifier la part
de l’évaporation dans le flux de chaleur transféré au film, des bilans de puissance ont été effec-
tués sur les éléments du système. Les résultats tendent à montrer que la pression dans l’enceinte
joue un faible rôle dans la distribution du flux entre chaleur latente et chaleur sensible mais
que la surchauffe appliquée au film liquide y joue un fort rôle. Un code a été développé afin
de détecter et suivre les bulles de vapeur qui se forment à la surface du film, détectées à l’aide
d’une caméra haute fréquence. Les résultats préliminaires issus de cet outils tendent à montrer
que le transfert de masse à préférentiellement lieu à la ligne triple de contact entre le film, la
paroi et la bulle. De plus, les résultats montrent qu’une bulle isolée et qu’un agglomérat de
bulle (vu comme un unique objet) ont une croissance au cours du temps similaire. Les données
obtenues à l’aide du code de détection doivent être encore travaillées afin d’obtenir la puissance
instantanée absorbée par les bulles et de quantifier la part du flux évaporatif et celle du flux dû
à l’ébullition. Cette étape pose de grandes difficultés car il est impossible de déterminer si de
l’ébullition à lieu en dehors de la fenêtre observable ni même de quantifier son intensité.
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Résumé - Le ruissellement de films liquides minces sur des surfaces planes inclinées se rencontre dans
de nombreux procédés, notamment les colonnes de condensation à films tombants, les désorbeurs et
absorbeurs à plaques. Dans ces procédés, le liquide tombe généralement le long d’une surface verticale,
ces conditions promeuvent la déstabilisation de la surface libre du film liquide et la formation de
vagues qui apportent une intensification substantielle des transferts de chaleur et de masse à travers le
film liquide. Les mécanismes exacts à l’origine de cette intensification ne sont toutefois pas encore
complètement élucidés. Il est donc nécessaire d’envisager des études expérimentales pour caractériser
les transferts. Les couplages entre hydrodynamique et transferts thermiques, la faible épaisseur des
films, ainsi que la nature complexe des instabilités rendent néanmoins relativement difficile l’obtention
de mesures et leur analyse. Dans cette étude, le comportement dynamique de films liquides minces
s’écoulant le long d’un plan incliné et chauffé uniformément est caractérisé. Ces mesures sont couplées
à des mesures basées sur la fluorescence induite par laser (LIF) à deux couleurs qui permettent de
quantifier l’échauffement du film. Dans un premier temps, des mesures de la température moyenne
dans l’épaisseur du film ont été réalisées. Elles ont permis de quantifier l’influence des principaux
paramètres de l’écoulement (nombre de Reynolds, angle d’inclinaison de la paroi inclinée et la
fréquence des vagues) sur le nombre de Nusselt local [1]. Dans un deuxième temps, afin d’obtenir des
informations plus détaillées, la technique précédente a été étendue à de l’imagerie en éclairant le film
perpendiculairement au sens de l’écoulement par un plan laser [2]. Les images obtenues permettent
d’observer le champ de température dans l’épaisseur du film avec une résolution de quelques dizaines
de microns. Les résultats mettent en évidence des zones de recirculation dans les bosses ainsi que le
décollement de la couche limite thermique au niveau des creux capillaires.

Nomenclature

α Diffusivité thermique, m2/s

β Angle d’inclinaison de la paroi
δ Épaisseur du film, m

ηv Facteur d’efficacité
Γ Débit volumique spécifique, m2/s

λ Conductivité thermique, W/m

ν Viscosité cinématique, m2/s

Θ Température réduite
ϕ Phase de l’onde
F Intensité du signal de fluorescence, U.A.
g Accélération de la gravité, m/s2

h Coefficient d’échange de chaleur, W/m2

Nu Nombre de Nusselt
Pe Nombre de Peclet
Pr Nombre de Prandtl
qv Débit volumique du film, m3/s

qw Débit de flux de chaleur pariétal, W/m2

Re Nombre de Reynolds
s Sensibilité à la température, %/◦C

T Température, K

t Temps, s

u Vitesse, m/s

https://doi.org/10.25855/SFT2023-023
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1. Introduction

Les films liquides tombants sont largement utilisés dans de nombreuses applications industrielles, qui
impliquent des processus de refroidissement, de condensation, d’évaporation et d’adsorption. Les avan-
tages des films liquides tombants comprennent des taux de transfert de chaleur et de masse élevés pour
des débits de liquide relativement faibles et un temps de contact court entre le liquide et la paroi solide.
Alors que le transfert de chaleur est amélioré par les effets de la turbulence à un nombre de Reynolds
élevé, pour les faibles nombres de Reynolds, le coefficient de transfert de chaleur est principalement
amélioré par les instabilités de surface qui se développent à la surface du film. Certains chercheurs
ont découvert que l’ondulation des films liquides laminaires peut améliorer le transfert de chaleur dans
une très large mesure. Cependant, il est encore nécessaire de comprendre et de prévoir le mécanisme
d’amélioration, malgré les nombreuses études théoriques [3, 4], numériques [5] et expérimentales [6, 7]
qui ont été consacrées à ce sujet. Dans cette étude, deux méthodes de mesures basées sur la LIF utilisées
pour accéder au transfert de chaleur. Des données sont obtenues en modifiant les paramètres influençant
l’écoulement du liquide : l’inclinaison de la paroi, le débit du liquide et la fréquence des ondes. Dans un
premier temps, l’analyse est simplifiée en se concentrant sur les valeurs moyennes de la température du
liquide pour l’évaluation du nombre de Nusselt et du coefficient de transfert de chaleur. Une comparaison
avec la solution classique de la théorie de Nusselt, valable pour un film laminaire lisse, est effectuée pour
identifier les conditions les plus favorables à l’amélioration du transfert de chaleur. Enfin, une analyse
plus détaillée est effectuée pour mettre en évidence les régions jouant un rôle dominant dans le mélange
thermique. L’accent sera mis sur les principaux mécanismes responsables de l’amélioration du transfert
de chaleur.

2. Modèle théorique de transfert de chaleur dans un film liquide lisse

Pour décrire l’amélioration du transfert de chaleur dans un film liquide mince, on se réfère générale-
ment au cas d’un film liquide lisse de débit équivalent. Les caractéristiques de transfert de chaleur dans
un tel film peuvent être dérivées de la théorie de Nusselt. Les paramètres les plus pertinents sont rap-
pelés dans la Fig. 1. La paroi est inclinée d’un angle β par rapport à l’horizontale et une densité de flux
thermique uniforme qw est appliquée à la paroi.
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𝒖
𝒙

𝒛
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𝑞𝑤

δ

Figure 1 : Paramètres utilisés pour la modélisa-
tion du film lisse.
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Figure 2 : Dispositif utilisé pour la généra-
tion des ondes et pour chauffer le film liquide
tombant.

Compte tenu des valeurs faibles du nombre de Reynolds, un profil de vitesse parabolique est considéré
à l’intérieur du film liquide. En introduisant les paramètres sans dimension :

x∗ =
x

δ · Pe
z∗ =

z

δ
θ∗ =

T − Ti

qw
δ
λ

, (1)
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avec λ représentant la conductivité thermique, l’équation de la chaleur peut s’écrire :
(

2 z∗ − z∗2
) ∂θ∗

∂x∗
=

∂2θ∗

∂z∗2
. (2)

Le nombre de Peclet Pe = Re · Pr compare le transfert de chaleur par convection et par diffusion dans le
film. Ici, Pe est relativement élevé (1000 ≤ Pe ≤ 1800), de sorte que la diffusion de la chaleur peut être
négligée par rapport au flux de chaleur convectif dans la direction x, ce qui justifie les simplifications
faites dans l’équation (2). Pour la résolution, le jeu de conditions aux limites suivant est utilisé :

∂θ∗

∂z∗

∣

∣

∣

∣

z∗=0

= −1
∂θ∗

∂z∗

∣

∣

∣

∣

z∗=1

= 0 θ∗|x∗=0
= 0 (3)

Le transfert de chaleur dans le film est quantifié en introduisant le nombre de Nusselt Nu et le coeffi-
cient de transfert de chaleur h, qui sont définis comme suit :

h =
qw

Tfilm − Tw
Nu =

h δ

λ
(4)

3. Méthodes expérimentales

3.1. Dispositif expérimental

Le film liquide s’écoule le long d’une feuille de titane chauffée (100 µm d’épaisseur, 300 mm de
largeur et 400 mm de longueur) qui est tendue entre deux tiges de cuivre. Les tiges de cuivre servent
également d’électrodes pour fournir un courant électrique à travers la feuille (Fig. 2). Les deux électrodes
de cuivre sont reliées par un faisceau de câbles électriques à une alimentation en courant continu, qui
fournit un courant pouvant atteindre 1500 A pour une tension de 3 V. Le flux thermique qw généré par
la résistance électrique dans la feuille, a un maximum de 3,75 W/cm2 et est distribué uniformément sur
la surface de la feuille, les variations de densité du flux thermique étant inférieures à 5% dans la zone
de mesure. L’erreur de lecture de la tension et du courant est inférieure à 0,01 V et 1 A, l’erreur de
lecture de la puissance est donc inférieure à 1%. La feuille, les deux électrodes et le réservoir amont
forment un ensemble qui peut tourner par rapport à l’horizontale jusqu’à un angle d’inclinaison β de
45°. Le film liquide est généré par un débordement du réservoir amont. Après s’être écoulé le long de la
paroi inclinée, le liquide passe dans le réservoir tampon, puis il est pompé vers le réservoir amont. Un
échangeur de chaleur permet de maintenir une température constante du liquide Ti à l’entrée du réservoir
amont où elle est mesurée par thermocouple. Dans ce qui suit, Ti est fixé à 10°C. La modification de
l’inclinaison β de la feuille de titane et du débit qv permet d’ajuster l’épaisseur δ du film et le nombre de
Reynolds Re qui est défini par :

Re =
Γ

ν
, (5)

où Γ = qv/l est le débit de liquide par unité de largeur et ν est la viscosité cinématique du liquide. Le
débit du liquide qv est mesuré par un débitmètre à ultrasons (plage de mesure 0 − 13 ± 0, 05 L/min).
Le film tombant étant extrêmement sensible aux perturbations extérieures, la pompe et le dispositif ex-
périmental ont été placés sur des amortisseurs de vibrations. Une grille en nid d’abeille à l’intérieur du
réservoir supérieur assure un écoulement laminaire et une distribution uniforme du liquide à l’entrée du
film. Les instabilités peuvent se développer naturellement à la surface du film, mais dans cette étude,
elles sont forcées à l’aide d’un haut-parleur placé au-dessus du réservoir supérieur. La membrane du
haut-parleur est reliée à une plaque en plastique en contact avec la surface libre de l’eau dans le réservoir
supérieur. La vibration du haut-parleur entraîne la plaque en plastique verticalement, ce qui génère une
pulsation du débit et force l’apparition d’instabilités du film à la sortie du réservoir supérieur.

3.2. Techniques de mesure

Plusieurs techniques de mesure ont été associées afin de caractériser le transfert de chaleur et les
caractéristiques d’écoulement des films tombants.

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

171



Mesures de la température à l’intérieur du film liquide

La température du film liquide est mesurée à l’aide de la fluorescence induite par laser à deux couleurs,
qui peut être mise en œuvre pour obtenir soit une image de la distribution de la température dans le film,
soit la température moyenne en volume dans l’épaisseur du film. Le liquide est ensemencé par une très
faible quantité de molécules fluorescentes (typiquement quelques µg/L) et un faisceau laser est utilisé
pour induire un signal de fluorescence. La réponse à la température de nombreux colorants fluorescents
peut être exprimée comme une fonction exponentielle de la température :

F = Fref · exp (s · (T − Tref )) (6)

où F est l’intensité du signal de fluorescence, qui vaut Fref à une température de référence Tref . Le
paramètre s désigne la sensibilité à la température du signal de fluorescence tel que s = F −1 · dF/dT .
Pour des colorants organiques spécifiques tels que la fluorescéine et le kiton red, s atteint quelques
pourcents par degré Celsius . La paroi en titane et les électrodes n’offrent aucun accès optique. Le
signal de fluorescence est donc détecté par le dessus du film liquide à l’aide d’un détecteur de lumière.
Une approche ratiométrique utilisant deux bandes spectrales de détection est adoptée pour déterminer
la température du liquide. Deux colorants, dont les émissions fluorescentes sont décalées en longueur
d’onde, sont mélangés dans la solution aqueuse et le rapport d’intensité de leur signal de fluorescence est
calculé. Le signal de fluorescence dépend de la température, de l’épaisseur du film et du profil d’onde,
mais les dépendances de l’épaisseur du film et du profil d’onde peuvent être éliminées en calculant le
rapport d’intensité des deux bandes de détection.

Imagerie planaire

Les auteurs [2] ont appliqué cette méthode pour visualiser le champ de température au sein de films
liquides minces. Une nappe laser est dirigée sur le film liquide comme indiqué sur la Fig. 3.a. La région
éclairée du film est observée à l’aide de deux caméras CCD devant lesquelles sont montés des filtres
optiques pour recueillir le signal de fluorescence. Le rapport des images des caméras est converti en un
champ de température. Une procédure spéciale, décrite par [2] est utilisée pour reconstruire l’ensemble
du champ de température dans les ondes en assemblant les images prises à différents instants. La tech-
nique d’imagerie planaire permet de mesurer la température avec une précision sur la température du
liquide de ±0.7°C à chaque pixel et sur l’épaisseur du film de ±20 µm.

Film tombant

Plan 

laser

Assemblage

de détection

45°

64°

Eau + colorants

Faisceau

laser

Fluorescence 

Mur

Beamsplitter

Volume de

mesure

Assemblage de 

détection
a) b)

Figure 3 : Configuration optique utilisée pour les techniques LIF appliquées au film tombant. a) Il-
lumination par une feuille laser et détection par un ensemble de caméras pour la technique PLIF. b)
Illumination et détection par la sonde LIF.

Température moyenne du film

La sonde optique développée par [1], présentée sur la Fig. 3.b, permet de mesurer la température moyenne
du volume Tv(x, t). Un laser continu est dirigé normal à la paroi par l’objectif de la sonde. Le film liq-
uide est éclairé sur toute son épaisseur et la fluorescence induite par le laser est collectée par le même
système optique. Une combinaison de séparateurs de faisceau et de filtres passe-bande chromatiques
est utilisée pour séparer le signal de fluorescence en deux bandes spectrales avant la détection par deux
tubes photomultiplicateurs et le calcul du rapport de fluorescence. Bien que ces informations puissent
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être extraites de la technique d’imagerie planaire décrite ci-dessus, la sonde nécessite beaucoup moins
d’alignement optique lors du changement de position de mesure et est globalement beaucoup plus ro-
buste face à des ondes fortement déformées. La réponse temporelle (de l’ordre de ns) est bien inférieure
à la période de temps de l’onde, ce qui permet de résoudre finement la température dans le temps pendant
le passage de l’onde. L’erreur de mesure de la température est de ±0.3°C.

Mesure de la température de paroi

La température de la paroi Tw est mesurée à l’aide de dix micro-thermocouples collés sur la face
arrière de la feuille de titane. Les points de mesure sont répartis le long de la ligne centrale de la feuille
de titane. Leur faible diamètre (130 µm) permet d’avoir un temps de réponse (∼ 0.5 ms) très court par
rapport à la période de l’onde (≥ 10 ms). La résistance à la conduction thermique est négligeable à
l’intérieur de la feuille de titane, étant donné son épaisseur de 100 µm. Cela signifie que la température
devrait être égale entre les côtés supérieur et inférieur de la paroi. La température de la paroi est donc
considérée comme constante dans le temps.

4. Résultats et discussion

Les techniques expérimentales ont été utilisées pour caractériser le transfert de chaleur dans le film
dans différentes configurations d’écoulement. Des paramètres tels que le débit du liquide, l’angle de la
paroi solide, ainsi que la fréquence des ondes, ont été examinés plus en détail car ils sont bien connus
pour jouer un rôle dans le développement des instabilités d’ondes. Comme illustré dans ce qui suit, les
observations doivent être menées à différentes échelles pour obtenir une meilleure compréhension des
phénomènes. À partir de mesures effectuées à un endroit fixe, il est possible d’obtenir des informations
utiles sur le changement de température lorsque la vague traverse le volume de mesure, ce qui peut donner
un aperçu du mécanisme d’augmentation du transfert de chaleur. D’autre part, des mesures moins fines
effectuées à différents endroits peuvent fournir des informations sur l’augmentation des températures de
la paroi et du liquide avec la distance en aval. Ces mesures permettent d’évaluer l’échange thermique
global afin de comparer différentes configurations d’écoulement et différents types de perturbations.

4.1. Transfert de chaleur global

Dans cette section, les caractéristiques de transfert de chaleur sont analysées en utilisant des tempéra-
tures qui sont moyennées sur la durée de la période de la vague. Le symbole de barre supérieure (•)
indique une quantité qui est moyennée temporellement sur la période t0 d’une vague :

T (x) =
1

t0

∫

t0

T (x, t) dt. (7)

D’après la conservation de l’énergie, on s’attend à ce que la température moyenne dans le temps du film
liquide augmente linéairement avec la distance aval x, en raison du fait que la chaleur produite par le
courant électrique à l’intérieur de la feuille de titane est presque entièrement dissipée dans le film liquide.
Seule une partie négligeable de la chaleur est transférée directement à l’air sur le côté inférieur de la paroi
et l’effet de refroidissement dû à l’évaporation du liquide peut être négligé pour les températures basses
considérées dans nos expériences. La Fig. 4 confirme que la température moyenne en volume Tv suit la
prédiction du modèle théorique. De plus, les mesures obtenues pour Tv à différentes fréquences d’ondes
sont superposées lorsque la même densité de flux thermique qw est appliquée à la paroi. Dans la Fig. 4,
la température moyenne du volume Tv est également évaluée en utilisant à la fois la sonde LIF et la
technique PLIF. Ici aussi, il est possible de vérifier que les deux méthodes utilisées pour mesurer la
température du liquide sont en parfait accord. Sur la Fig. 4, la température de paroi mesurée à l’aide des
thermocouples minces est également affichée pour comparaison avec la température dans le film liquide.
Comme prévu, la température de la paroi Tw est toujours supérieure à la température du film liquide Tv.
Lorsqu’une perturbation est appliquée, une distance critique xcrit ≈ 100 mm est nécessaire pour détecter
un effet des ondes sur la température de paroi Tw. Au-delà de cette distance, la température de la
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paroi augmente beaucoup plus lentement et finit par diminuer, en raison d’une meilleure efficacité de
refroidissement par le film liquide. Cet effet est plus prononcé pour le cas f = 7 Hz qui a la plus grande
hauteur de vague parmi les conditions testées. Pour f = 3 Hz, l’amplitude de l’onde est très faible
et l’évolution de la température de paroi Tw n’est pas distincte de celle d’un film liquide non perturbé
évalué par la théorie de Nusselt.

𝑓 =3 Hz𝑓 =7 Hz𝑓 =10 Hz

Film non perturbé

Sonde LIF

PLIF
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0

5

10

15
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en volume ഥ𝑇𝑣
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𝑇−𝑇 𝑖
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Thermocouple

Figure 4 : Évolution spatiale de la température moyenne en volume du film liquide Tv et Tw la tem-
pérature de surface de la paroi. Comparaison avec le modèle théorique pour le film liquide plat non
perturbé, respectivement en pointillés et en traits pleins, avec Re = 200, β = 10 ° et qw = 1.25 W/cm2.

Influence des paramètres de l’écoulement

Des expériences ont été menées en modifiant l’angle β de la feuille de titane par rapport à l’horizontale
de 2° à 10° et le nombre de Reynolds de l’écoulement. Afin de quantifier l’amélioration du transfert de
chaleur, le nombre de Nusselt Nu déterminé expérimentalement peut être utilisé. Un facteur d’efficacité
ηv peut être introduit comme suit :

ηv =
Nu
Nu0

. (8)

Dans cette expression, Nu0 correspond au nombre de Nusselt du film liquide non perturbé avec le même
débit de liquide. Nu0 peut être évalué en utilisant la théorie de Nusselt. Dans la Fig. 5, le coefficient
d’efficacité ηv est tracé en fonction de x∗ pour un grand nombre de cas expérimentaux correspondant à
150≤ Re ≤ 250, 2°≤ β ≤ 10 ° et f = 3, 7 ou 10 Hz. Malgré une certaine dispersion, toutes les données
expérimentales tombent sur trois courbes. Cela suggère que les effets de Re et de β sont bien capturés
par x∗, laissant seulement l’effet de la fréquence de l’onde apparent dans la Fig. 5. L’effet principal de
l’augmentation de β est une diminution de l’épaisseur moyenne du film dans le temps δ. δ peut être
exprimée comme suit :

δ =

(

Re
sin (β)

3ν2

g

)
1

3

. (9)

L’épaisseur du film est incluse dans l’expression du nombre de Nusselt Nu et de la distance sans dimen-
sion x∗ (équations (1) et (4)). Le fait que le transfert de chaleur soit principalement influencé par f et
marginalement par β dans la Fig. 5 mérite quelques commentaires. Dans les présentes expériences, les
ondes sont générées dans un réservoir supérieur complètement dissocié de la paroi. De plus, la longueur
de la paroi n’est pas suffisante pour que les ondes évoluent significativement par rapport à leur forme ini-
tiale. Il en résulte une perturbation du film qui dépend faiblement de l’angle d’inclinaison mais surtout
de la fréquence des ondes.

4.2. Transfert de chaleur résolu dans le temps et dans l’espace

Pour mieux comprendre le rôle fondamental du mélange advectif, des approches plus spécifiques
sont nécessaires pour obtenir des informations résolues dans le temps et l’espace sur la distribution de

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

174



0 0.05 0.1 0.15 0.2𝑥∗

𝜂𝑣
1

1.2

1.4

1.6

1.8

2

f = 7 Hz

f = 10 Hz

𝛽 = 10°𝛽 = 6°𝛽 = 2°

f = 3 Hz

Figure 5 : Évolution du facteur d’efficacité ηv

obtenu expérimentalement avec la distance sans
dimension x∗. Les données couvrent la totalité des
valeurs étudiées de Re, β et f .

00.5
1

𝑧(mm) 0 2𝜋𝜋 ൗ3𝜋 2ൗ𝜋 2 𝜑

00.5
1

𝑧(mm) 𝜑 1011
1213
1415
1617
1819
20𝑇 (°C)

00.5
1

𝑧(mm) 𝜑

a)

b)

c)

-0.1

0

0.1

0.2

𝑇 − 𝑇0𝑇0

ൗ7𝜋 4ൗ3𝜋 4 ൗ5𝜋 4ൗ𝜋 4

2𝜋𝜋 ൗ3𝜋 2ൗ𝜋 2 ൗ7𝜋 4ൗ3𝜋 4 ൗ5𝜋 4ൗ𝜋 40

2𝜋𝜋 ൗ3𝜋 2ൗ𝜋 2 ൗ7𝜋 4ൗ3𝜋 4 ൗ5𝜋 4ൗ𝜋 40

Figure 6 : Champ de température T dans le film
obtenu par la technique de mesure PLIF (a) et
le champ de température correspondant TNu cal-
culé avec la solution de Nusselt extrapolée dans
l’hypothèse d’une diffusion pure dans la direction
transversale (b). La différence normalisée entre
T et TNu est indiquée en (c). Les résultats corre-
spondent à Re = 200, β = 10 °, x = 180 mm,
f = 10 Hz et Ti = 10 °C.

la température interne. La section suivante traite de l’identification des zones les plus actives dans le
processus de mélange. Des observations préalables du champ de température à l’intérieur des vagues
ont été rapportées par [2] qui ont développé la technique d’imagerie PLIF également employée dans la
présente étude. Ici, une tentative est faite pour caractériser le mélange sur une base plus quantitative.
À cette fin, les champs de température expérimentaux sont comparés à la solution de Nusselt décrite
précédemment. Dans une première étape, l’équation de la chaleur (2) est résolue numériquement dans
les coordonnées sans dimension (x∗, z∗) en utilisant δ comme longueur de référence dans le calcul de
x∗ et z∗ (Équation (1)). Cette équation implique un champ de vitesse non perturbé par les ondes et un
film, qui a la même épaisseur en moyenne. La solution obtenue avec les conditions aux limites (3) n’est
valable que pour 0 ≤ z∗ ≤ 1. Pour être comparée aux expériences, cette solution doit être extrapolée
dans les bosses d’onde où z ≥ δ. En pratique, une interpolation polynomiale d’ordre 2 est utilisée
afin de ne pas avoir de discontinuité de la température et du flux thermique à la connexion en z∗ = 1.
Cela permet d’avoir une dérivée nulle pour la température à la surface du film. Un exemple d’une telle
reconstruction de température est présenté sur la Fig. 6.b pour un film liquide correspondant à Re = 200,
β = 10°, x = 180 mm, f = 10 Hz et Ti = 10°C, qui entre dans la catégorie ci-dessus d’un mélange
localisé. L’écart entre le champ de température théorique, dérivé de la solution de Nusselt (noté TNu) et
le champ de température expérimental (noté Texp), peut être utilisé pour mettre en évidence les régions
du film où le mélange a une influence sur la distribution de température. Pour l’exemple présenté dans la
Fig. 6, le mélange concerne principalement trois régions : Le creux capillaire, où l’on peut observer une
poche de liquide à une température plus élevée. Un mécanisme similaire à celui de la séparation des flux
mis en évidence par Dietze et Kneer [8] peut expliquer la formation d’un tel processus pour améliorer le
transfert de chaleur. Sous la bosse de l’onde principale se trouve une région de liquide plus froid. Dans
la région inter-ondes (pour 0 ≤ ϕ ≤ 3π/4 et 7π/4 ≤ ϕ ≤ 2π), une couche de liquide légèrement plus
chaude est observée à proximité de la paroi. Cette région est reliée à la région encore plus chaude du
creux capillaire mentionné ci-dessus. Les résultats suggèrent un processus cyclique où la couche limite
thermique est réinitialisée chaque fois qu’il y a une interférence avec l’onde principale et se redéveloppe
ensuite dans la région inter-vagues.
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5. Conclusions

En utilisant différents arrangements optiques, la technique de fluorescence induite par laser à deux
couleurs peut fournir soit des mesures planes du champ de température dans des films liquides ondulés,
soit des mesures ponctuelles de la température moyenne sur l’épaisseur du film. La combinaison de ces
mesures avec celles de la hauteur du film, et de la température de la paroi, fournit des données précieuses
pour quantifier le transfert de chaleur via le coefficient de transfert de chaleur et donc le nombre de Nus-
selt.
Une comparaison avec la solution de Nusselt, qui considère un transfert de chaleur purement diffusif
dans la direction perpendiculaire à l’écoulement à l’intérieur d’un film plat, peut être utilisée pour évaluer
l’augmentation moyenne dans le temps du transfert de chaleur à travers le mélange induit par les vagues
à l’intérieur des films ondulés. Une hauteur et une distance critiques des ondes par rapport à l’entrée de
l’écoulement (environ 0,05 fois le produit de l’épaisseur du film et du nombre de Peclet de l’écoulement)
sont nécessaires pour observer une déviation significative de la couche limite thermique par rapport à la
solution de Nusselt, qui se développe sur la paroi chauffée. Les ondes avec les crêtes les plus prononcées
et les creux capillaires sont les plus efficaces en termes de promotion du mélange thermique. Les effets
du nombre de Reynolds et de l’inclinaison de la paroi peuvent être pris en compte en introduisant une
distance sans dimension et une température normalisée, calculée sur la base de l’épaisseur moyenne du
film dans le temps.
En supposant une extrapolation spatiale de la solution de Nusselt jusqu’aux crêtes des vagues, il est égale-
ment possible d’identifier les régions où le mélange induit un changement significatif de la température
(jusqu’à 25%). La méthode peut être appliquée pour la comparaison avec les images expérimentales de
température, ou avec les mesures de température moyenne en volume, même si l’analyse est moins sim-
ple dans ce cas. Les résultats révèlent que le mélange commence à partir des creux capillaires principaux
et près de la paroi juste en dessous de la bosse de l’onde principale, puis s’étend progressivement et se
propage à d’autres régions du film.
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Abstract - In this study, we focused on the main thermal control element, which is the thermal diode

and considered its operation in the conductive heat transfer regime. The thermal rectification of a

thermal diode made of VO2 and SiO2, is investigated by changing various parameters under Dirichlet

boundary conditions. We found that the thermal rectification factor can rise to very high values during

the transient process before reaching steady-state conditions. Thus, the study of the thermal diode

behaviour under transient conditions is very promising for a better control of practical thermal systems.

1. Introduction

Thermal management is becoming one of the most important engineering endeavours and

it is essential to keep the temperature within a certain level for various applications for both

performance and safety such as photovoltaic panels [1], batteries [2], thermal storage systems

[3]. The thermal diode, which is analogous to the electronic diode, is an encouraging device to

generate thermal rectification for thermal management. It is a two-terminal system that rectifies

the heat flux depending on the direction of the temperature gradient between the boundaries of

the two terminals [4]. Thermal rectification is a process that occurs when the heat flux depends

on the direction of the temperature gradient [5]. The topic was firstly studied in 1936 by Starr

[6]. Among thermal rectification devices, researches on thermal diodes have dramatically in-

creased in the past decade [4]. Thermal diodes based on phase change materials (PCM) are a

beneficial alternative to obtain efficient thermal rectification. Among PCMs, VO2, which is one

of the most popular PCMs, has recently drawn great attention thanks to its close critical transi-

tion temperature to room temperature. VO2 shows monoclinic and tetragonal-rutile crystalline

structures below and above the critical temperature, Tc = 341 K, respectively [7]. Metallic phase

results in high thermal conductivity above Tc, whereas dielectric phase results in low thermal

conductivity below it [8].

In the literature, available studies mostly focused on exploring conductive thermal rectifica-

tion under steady-state conditions. Yang et al. [9] modelled a thermal diode that consists of two

materials with linear temperature-dependent thermal conductivities based on Fourier’s law of

heat conduction and carried out a study to optimize the thermal rectification. They obtained a

maximum rectification ratio of 0.5 [9]. However, reaching this high rectification ratio is difficult

and costly, because there is a need for a high temperature difference more than 100 K to obtain

it [9]. As a practical advantage of PCMs, this drawback can be overcome thanks to their ther-

mal conductivity alteration to some extent. Thus, there are detailed investigations especially on

VO2 to use in thermal diodes as a single PCM or combination with another PCM [10, 11, 12].

Ordonez-Miranda et al. [11] examined a thermal diode with a single PCM, they examined VO2

and nitinol under steady-state conditions. They reached 19.7% of thermal rectification and con-

cluded that a higher thermal conductivity contrast, smaller thermal hysteresis and faster phase

https://doi.org/10.25855/SFT2023-041
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transition can generate higher thermal rectification. Moreover, Kasali et al. [10] theoretically

investigated the thermal diode that was made by two PCMs as the combination of VO2 and

Polyethylene. In their study, they reached a thermal rectification of 60%. Later, they analysed

the diode geometry. They obtained a thermal rectification of 63.5% and 63.2% for spherical

and cylindrical thermal diodes, respectively, that were made by VO2 and Polyethylene [12].

Nevertheless, not much effort has been devoted to the study of conductive thermal rectifi-

cation under transient conditions. The latter needs to be well understood to be able to utilize

thermal components practically and efficiently. Herrera et al. [13] published the first study

related to thermal diodes under transient conditions. They calculated the thermal rectification

of thermal diodes whose thermal conductivity varies linearly with temperature by applying fi-

nite difference method. Also, they introduced time-dependent thermal rectification factor and

observed a higher rectification factor under transient conditions [13]. Klinar et al. [14] carried

out a numerical study to investigate the influence of a thermal diode in a magnetocaloric re-

frigeration device. They analyzed various temperature dependent thermal conductivity profiles

and observed that the thermal rectification reaches higher values under transient conditions than

steady-state conditions.

There are many studies that examine the thermal rectification of thermal diodes in steady-

state conditions and the interest for transient analysis is increasing. However, we have not

encountered any prior work that studied thermal diodes while considering properties of VO2 in

full aspects under transient conditions. Therefore, the objective as well as the novelty of this

study is to investigate a thermal diode based on a single PCM, under transient conditions. The

thermal diode is made of VO2 and SiO2 and we consider Dirichlet boundary conditions to be

applied. The thermal conductivity and specific heat of VO2 depend strongly on temperature,

mainly in the vicinity of the critical transition temperature. On the other hand, the thermal

conductivity and specific heat of SiO2 are constant. The thermal rectification of the thermal

diode is investigated in detail by changing different parameters.

2. Theoretical modelling

We consider a thermal diode that is made of a PCM and non-PCM in this study as stated

before. There is a heat exchange between the two thermal baths due to their temperature dif-

ference Th − Tc, as illustrated in Fig.1. The heat flux flows from the PCM to the non-PCM

in the forward configuration. Conversely, it flows in the opposite direction in the backward

configuration. Heat fluxes in forward and backward configurations are driven by the thermal

conductivities of the PCM and non-PCM. The total length of the model is 2l and both materials

have equal lengths, which mean half of the total length, as shown in Fig.1.

2.1. Nondimensionalization of the transient process

The nonlinear heat diffusion equation for VO2 is given by:

ρvcp(T )
∂T

∂t
=

∂

∂x

[

k(T )
∂T

∂x

]

(1)

The thermal conductivity, k(T ), and specific heat capacity, cp(T ), of VO2 vary with temper-

ature. The thermal conductivity of VO2 can be described using the following equation [11]:
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Figure 1 : Schematic representation of the stud-

ied thermal diode in the forward and backward

configurations

k(T ) = kd +
km − kd

1 + e−β(T−To)
(2)

where kd and km represent the thermal conductivity of VO2 in the dielectric and metallic

phases, respectively. To is the phase transition temperature and β is the phase transition slope.

The values of these parameters are as follows: 3.6 W.m−1.K−1 for kd, 6 W.m−1.K−1 for km
and 1.6 K−1 for β. In addition, T0 takes the values 342.9 K and 334.9 K during the heating

and cooling processes respectively due to 8 K hysteresis effect of VO2 between these processes

[11].

As reported in Ref [15], the expression of the specific heat capacity of VO2 is given by:

cp(T ) = cd(T ) + T
α2

ρvκ
+ Ln

∂f

∂T
(3)

where cd, ρv, α, κ, Ln represent the specific heat capacity predicted by Debye Model, den-

sity of VO2, coefficient of thermal expansion, isothermal compressibility and latent heat, re-

spectively. Since the variation of cd within the range of BCs is negligibly small, we assume

it to be constant and we take the average of the values of cd at the BC temperatures as 0.704

kJ.kg−1.K−1. Moreover, ρv of VO2 changes according to its crystalline structure. However, for

simplicity sake throughout the study, we assume ρv to be also constant and we take the average

of the values of the dielectric monoclinic and metallic tetragonal-rutile crystalline structures as

4612 kg.m−3. Ln equals 51.45 kJ.kg−1 for the heating process of VO2 [16] and we assume the

same value for the cooling process. As explained in the study of Ordonez-Miranda et al. [15],

the second term in the right side of Eq.3 can be neglected, because the values of this term are

much smaller than the values of cd within the phase transition temperatures. Thus, its contribu-

tion is neglected throughout the study. The temperature behaviours of the thermal conductivity

and specific heat capacity of VO2 are reported in Figs.2(a) and 2(b), respectively.

Eq.1 can be nondimensionalized as

α

αd

[

1 +
Ln

cd∆To

∂f

∂θ

]

∂θ

∂t∗
=

∂

∂x∗

{

[1 + (kr − 1) f(θ)]
∂θ

∂x∗

}

(4)
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Figure 2 : Computed behaviours of the (a) thermal conductivity and (b) specific

heat capacity of VO2 as functions of temperature

where the dimensionless temperature is defined by θ = (T − To)/∆To, the dimensionless

length by x∗ = x/l and the dimensionless time by t∗ = αt/l2. ∆To is the difference between

the transition temperatures of heating and cooling processes: ∆To = Toh − Toc. α is the

average thermal diffusivity between the one of the dielectric structure of VO2 and SiO2, which

is α = (αd+αs)/2. αd and αs represent the thermal diffusivity of the dielectric structure of VO2

and SiO2, respectively. They are given by αd = kd/(ρvcd) and αs = ks/(ρscs). ρv and ρs are

the densities of VO2 and SiO2 in order. The thermal conductivity, ks, specific heat capacity, cs,
and density, ρs, of SiO2 are 1.5 W.m−1.K−1, 0.73 kJ.kg−1.K−1 and 2650 kg.m−3, respectively.

kr=km/kd and f(θ) is expressed as f(θ) =
[

1 + e−β∆Toθ
]

−1
.

Moreover, the heat diffusion equation in SiO2, whose thermal conductivity and specific heat

capacity does not vary with temperature, can be nondimensionalized as

α

αs

∂θ

∂t∗
=

∂2θ

∂x∗2
(5)

Eq.(4-5) are numerically solved by using implicit finite difference method and discretized in

time and space for many nodes. Finally, the nondimensional heat flux density can be evaluated

by using Eq.6 and Eq.7 for forward and backward configurations.

φ∗

+ = −ks
∂θ

∂x∗

(6)

φ∗

−
= −kd [1 + (kr − 1) f(θ)]

∂θ

∂x∗

(7)

where + and - signs represent forward and backward fluxes, respectively.

2.2. Thermal rectification analysis

In the absence of an internal heat source, the heat flux remains constant throughout the

system under steady-state conditions. Therefore, thermal rectification can be calculated using

the ratio of the difference between forward and backward heat fluxes to the maximum heat
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flux between the two configurations. However, this is not valid for transient conditions as

emphasized by Herrera et al. [13], because heat flux can vary throughout the system under these

conditions. Thus, we analysed the thermal rectification on the basis of the heat flux density at

the cold end by considering the fact that heat spontaneously moves from the hot side to the

cold side according to the second law of thermodynamics. Consequently, we define the thermal

rectification as

R(t∗) =

∣

∣φ∗

+ − φ∗

−

∣

∣

max(φ∗

+, φ
∗

−
)

(8)

Rmax, which is one of the metrics proposed by Herrera et al. [13] to evaluate the thermal

rectification, is also investigated throughout the study and it represents the maximum thermal

rectification factor.

3. Results and discussion

In our analysis of the time dependent thermal rectification behaviour of the suggested VO2

based thermal diode under transient Dirichlet conditions, we assume Th = 354 K and Tc = 324
K and we explore the consequences of two initial conditions: T (t = 0) = Tc leading to a

heating process of the full system and T (t = 0) = Th which leads to a cooling process. We

investigate the impact of varying three different parameters; β, Ln and the ratio kr. During

the study, only one parameter is changed in each analysis and the rest is kept unchanged. We

consider five different cases for each parameter as shown in Table 1.

β Ln kr
K−1 kJ.kg−1

(i) 0.5 66.89(+30%) 1.2
(ii) 1 59.17(+15%) 1.5
(iii) 1.6 51.45 1.667
(iv) 3 43.73(−15%) 3
(v) 5 36.02(−30%) 5

Table 1 : Investigated parameters and cases

As expressed by Eqs.2 and 3, the thermal conductivity k and specific heat capacity cp of

VO2, depends strongly on the parameter β. The variation of this parameter affects considerably

the temperature profile of these two properties. Indeed, by decreasing β, the jump from the

dielectric value kd to the metallic value km become less steep and the amplitude of cp decreases.

On other hand, sharper transition behaviour occurs in k and higher cp are observed when β in-

creases. We report in Figs.3, the computed time behaviours of the normalized heat flux density

(ratio of the heat flux density to the quantity ∆To/l) at the cold boundary [Figs.3(a) and 3(c)]

and the thermal rectification factor [Figs.3(b) and 3(d)] in the forward and backward configu-

rations for both the heating [Figs.3(a) and 3(b)] and cooling [Figs.3(c) and 3(d)] processes of

the full thermal diode. The general trend is the same for the different values of β in each pro-

cess and each configuration. In the heating process, the normalized heat flux density increases

with time to saturate at the steady-state values for both forward and backward configuration,

while there is a decreasing behaviour in the cooling process. The behaviour of the thermal

rectification factor R shows interesting features, which are consequences of the behaviour of

the normalized heat flux densities in the forward and backward configurations for each process.
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In both the heating and cooling processes, R manifests a maximum Rmax, goes to zero, then

increases again to reach the steady-state value. Rmax has a higher amplitude and occurs in early

times in the cooling process in comparison to the heating process. The time at which R vanishes

in the cooling process is almost double the one for the heating process. Interestingly also, is the

fact that varying β affects more Rmax in the heating process and the time of R vanishing in the

cooling process, in comparison to the opposite process, respectively. The effect of β becomes

less pronounced in the steady-state regime.

Figure 3 : Computed time behaviours of the normalized heat flux density and

thermal rectification factor in the heating [(a) and (b)] and cooling [(c) and (d)]

processes, respectively, for different values of the parameter β

The specific heat capacity cp has a direct effect on heat transfer under transient conditions.

In the case of VO2 and as we discussed it above, the latent heat Ln plays a key role in the

behaviour of cp. We report in Figs.4(a) and 4(b), the computed time behaviours of the thermal

rectification factor R in the heating and cooling processes, respectively, for different values of

Ln. The main features in the time profile of R, are almost similar to the ones shown in Figs.3(b)

and 3(d). While varying Ln affects more Rmax in the heating process than in the cooling process

similarly to the effect of β, it influences the time at which R vanishes in both processes. In the

steady-state regime, the effect of Ln disappears and all the curves collapse on each other as

expected. cp has no impact on the heat transfer under steady-state conditions.

The third and last parameter we considered in our study is the ratio of the thermal conduc-
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Figure 4 : Computed time behaviours of the thermal rectification factor in the

heating (a) and cooling (b) processes, for different value of the parameter Ln

tivity of the metallic and dielectric phases of VO2, kr. We show the computed time behaviours

of the thermal rectification factor R in the heating and cooling processes, in Figs.5(a) and 5(b),

respectively, for different values of kr. While in the cooling process, the features remain similar

to the case of varying β and Ln, the time profiles of R in the heating process manifest interesting

additional features depending on the value of kr. Varying kr impacts strongly the entire time

profile of R spanning from the transient regime to the steady-state regime.

Figure 5 : Computed time behaviours of the thermal rectification factor in the

heating (a) and cooling (b) processes, for different value of the parameter kr

4. Conclusion

To summarize the merit of this study; we have not come across a study that examines ther-

mal diodes with considering properties of VO2 in full aspects under transient conditions. The

studies in the literature are generally made based on simplified assumptions regarding the tem-

perature dependent behaviour of thermal conductivity and specific heat capacity or conducted

under steady-state conditions. In this study, we have theoretically analyzed the thermal rectifi-
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cation factor of a thermal diode that is made of VO2 and SiO2 considering Dirichlet boundary

conditions under transient conditions.

We have examined various parameters that affect the thermal rectification under transient

conditions. It has been shown that thermal conductivity and specific heat capacity have a major

impact on the behaviour of the thermal rectification under transient conditions. Moreover, al-

though transient studies are not considered enough in the literature, we observed higher thermal

rectification under transient conditions than steady-state conditions in almost all parameters.

Considering the reasonable outcomes of this theoretical study, further research should be con-

ducted on thermal diodes especially under transient conditions in order to demonstrate the full

benefits of the transient analysis for a better control of practical thermal systems.
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Résumé - Dans cette étude, le refroidissement par jets impactants d’un bloc d’acier avec un écoulement multiphasique 
a été étudié expérimentalement. En plus de l’impact des jets sur la surface, un écoulement d’air est imposé dans l’espace 
annulaire. Le but est d’étudier les effets de différents paramètres hydrodynamiques et aérodynamiques sur les transferts 
thermiques au contact de la paroi interne du bloc. Les paramètres étudiés sont le rapport des débits des fluides et le 
nombre de jets impactants. Les effets de la variation de chaque paramètre ont été étudiés non seulement sur le 
refroidissement de la paroi interne mais aussi sur l’homogénéité du refroidissement de la surface supérieure du bloc  
 

NOMENCLATURE 
cp Capacité thermique massique [J.kg-1.K-1] Indices et exposants ℎ̅ Coefficient d’échange moyen [W.m-2.K-1]  a Air 

CHF Critical heat flux [W.m-2] c Canal 

Qv Debit volumique[l.min-1] e Eau ṁ Débit massique [kg.s-1] j Jet �̅� Densité de flux thermique moyenne [W.m-2] exp Expérimental 𝑣 Vitesse d’écoulement [m.s-1] p Paroi 

Emoy Ecart moyen de températures [°C] s Surface 

Ree Nombre de Reynolds de l’eau dans le tube central,  int Intérieur 

Rej Nombre de Reynolds des jets,  ext  Extérieur  

Rea Nombre de Reynolds de l’air glo Globale 

da Diamètre hydraulique dint c − dext_t [m] mod Model 

dj Diamètre jet [m] Y Température ajustée [°C] 

d int_t Diamètre intérieur tube central d’eau [m] lon Longueur 

T Température [°C] Lettres grecques 

  σ Rapport des débits massiques 

1 Introduction 

La mise en forme de certains matériaux composites à matrice thermoplastique nécessite des températures 
de mise en œuvre élevées jusqu’à 450 °C. Ces matériaux sont souvent formés par la méthode de moulage par 
compression nécessitant une phase préalable de chauffage du moule, suivie par une phase de refroidissement. 
Dans les études menées par Yin et al [1] sur les effets de la densité de flux thermique sur la distribution des 
phases de l’eau le long d’un canal cylindrique, un refroidissement non-homogène ou trop rapide peut entrainer 
dans certains cas un retrait non maitrisé de la pièce ou des fissures dans les pièces. 

Afin de produire des pièces de haute qualité, un refroidissement contrôlé et homogène est primordial. Un 
nouveau concept, le « Smart Element of Cooling » (SEC) a été développé lors d’une collaboration GEPEA/IRT 
Jules Verne dans le cadre d’une thèse PERFORM soutenue par E. Agyeman [2]. La piste envisagée pour 
résoudre les problématiques décrites était de remplacer l’approche de refroidissement qui consiste à imposer 
un écoulement d’eau dans une direction perpendiculaire à la surface du canal par un refroidissement par 
l’impact de la surface par des multiples jets d’eau combinés à un écoulement transverse d’air (cf. Fig. 1). 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-061
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L’objectif de cette méthode est de minimiser les hétérogénéités engendrées par les changements d’état de l’eau 
le long des canaux afin d’améliorer l’homogénéité du champ de température des surfaces impactées. 

Les jets impactants ont de nombreuses applications dans l’industrie aéronautique, électronique et dans la 
mise en œuvre des matériaux. Les jets d’air sont utilisés pour le refroidissement des aubes des turbines des 
moteurs d’avions et pour le chauffage des ailes d’aéronefs pour empêcher la formation de glace sur leurs bords 
d’attaques [3]. Des jets d’eau et de fluides fluorocarbures sont utilisés pour la trempe des métaux pendant leur 
mise en œuvre et pour le refroidissement des pièces électroniques [4]. Les effets du nombre de Reynolds et de 
la distance entre l’orifice de la buse et la surface impactée pendant le refroidissement d’une plaque chaude ont 
été étudiés par Daniel Thibault [5]. En plus de la caractérisation des transferts thermiques par un jet, Lee et al. 
[6] ont étudié l’effet des interactions entre 2 jets à proximité l’un de l’autre sur les échanges thermiques sur 
une plaque d’acier rectangulaire. Ces études ont révélé qu’une distance de séparation entre les jets de 3 
diamètres de jet assure le coefficient d’échange le plus élevé dans la zone de recouvrement où les fluides 
provenant des deux jets se rejoignent. 

Ces études nous permettront de mieux comprendre les phénomènes qui se produisent lorsque des jets d’eau 
sont soumis à un écoulement d’air dans un espace confiné cylindrique et les effets de l’interaction multi 
fluidiques sur les transferts thermiques entres les jets et la paroi. 

 
Figure 1 principe de la méthode de refroidissement (SEC) 

2 Méthodologie expérimentale et traitement des données 

2.1 Description du banc expérimental 

Le SEC (Fig. 1) est constitué d’un bloc d’acier (316L) de dimensions 200mm×100mm×90mm avec un tube 
de quartz en amont qui conduit l’air vers l’entrée du canal percé alors que le tube en aval conduit le mélange 
eau/air/vapeur. Afin de générer les jets d’eau, un tube central est introduit coaxialement dans le canal percé 
dans le bloc d’acier. L’extrémité du tube central est bouchée pour diriger la totalité de l’eau vers les orifices.  

Le protocole expérimental consiste à chauffer le bloc jusqu’à 320°C, avant de le laisser se refroidir par 
convection forcée avec un faible écoulement d’air (14 l.min-1) dans l’espace annulaire et par convection entre 
la paroi et le tube central, jusqu’à ce que la température moyenne atteigne une valeur de 300°C. On démarre 
alors l’écoulement d’eau avec un débit continu 𝑄𝑒.  
Le Tableau1 présente les nombres de Reynolds des écoulements, on suppose que le débit global est 
uniformément distribué entres les orifices percés sur le tube central. 
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Qe (l .min-1) 𝑣e (m.s-1) Ree 𝑣 j (m.s-1) Rej Qa (l.min-1) 𝑣 a(m.s-1) Rea 

0,45 0,14 1200 1,36 1400 40 2,9 3500 
1,4 0,46 3700 4,25 4250 350 25,7 30000 
2,6 0,86 7000 7,9 8000    

Tableau 1 Synthèse des expériences effectuées 

Pour tous les essais, le diamètre des jets est 1mm.  

2.2 Identification des conditions de transfert thermiques à la paroi   

La densité de flux thermique (q) transitoire traversant la paroi du canal et la température de paroi 
correspondante ont été déterminées par la méthode séquentielle de Beck [7] [2]. Les mesures expérimentales 
utilisées pour la méthode inverse sont les moyennes des températures mesurées par les 3 thermocouples insérés 
à 15mm de la surface supérieure du canal (cf. Figure 2). Le problème en 3D est réduit en un modèle en 2D en 
supposant que la valeur de q est uniformément distribuée sur toute la surface du canal (cf. Figure 3). 

Afin de prendre en compte les pertes par convection naturel malgré la présence d‘un isolant thermique en 
laine de silice avec un épaisseur de 30 mm (SiO2 + CaO + MgO) faible conductivité de 0,036 W.m-1.K-1, un 
coefficient d‘échange global relativement faible de 1 W.m-2.K-1 a été imposé comme condition limite sur les 
frontières extérieures du modèle de l‘élément test.  

 

           

             
Afin d’améliorer la précision de la méthode inverse, la dépendance des propriétés thermiques de l’acier en 

fonction de la température extraite de la bibliographie [8] a été prise en compte. Les détails de la méthode inverse 
comme l‘algorithme d‘optimisation, l‘influence des paramètres comme : le nombre pas de temps futurs, le pas de temps, 
les conditions limites et les incertitudes sur les valeurs de q calculés sont données dans les travaux antérieurs [2] 
 La validation de la méthode fait aussi l’objet d’une autre étude en cours avec une comparaison des valeurs de 
températures proches paroi déterminées par la méthode avec ceux mesurées expérimentalement. La méthode 
globale de discrétisation ne garantit pas le flux réel et les valeurs obtenus sont toujours plus petites que la 
littérature.   

D’après la loi de Newton pour la convection forcée :  �̅� = ℎ̅ × (𝑇𝑃 − 𝑇𝑒) (1) 
        On obtient                      ℎ̅ = �̅�𝑇𝑃−𝑇𝑒 (2) 

       Où �̅�  est la densité de flux thermique moyenne échangée avec la paroi, ℎ̅ est le coefficient d’échange 
thermique entre le fluide et la paroi, 𝑇𝑝 est la température de paroi, et 𝑇𝑒 la température initiale de l’eau. 

Figure 2 : position des thermocouples pour la 
méthode inverse 

Figure 3 : Modèle numérique utilisé pour la 
méthode inverse 

ℎ𝑔𝑙𝑜 

 𝑇𝑐 

 𝑆𝑢𝑟𝑓𝑎𝑐𝑒 𝑝𝑎𝑟𝑜𝑖 
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3 Résultats et analyses 

3.1 Effet du rapport des débits  

Le Tableau2 présente les valeurs des rapports des débits massiques entre le jet et l’air (équation3).  

                         𝜎 =  𝑚𝑗�̇̇�𝑎 (3) 

Qeau (l .min-1) ṁj  (kg.s-1) .10-3 Qa (l.min-1) ṁa   (kg.s-1) .10-3 𝝈 

0,45 1,07 40 0,8 1.5 
1,4 3,32 40 0,8 4 
2,6 6,17 40 0,8 8 
1,4 3,32 350 7,03 0,5 
2,6 6,17 350 7,03 1 

Tableau 2 Rapports des débits massiques entre l’eau et l’air 

 Vitesse de refroidissement et homogénéité thermique de la surface supérieure de l’élément test 
Afin d’analyser la distribution de la température sur la surface supérieure de l’élément test, l’étude de 

l’homogénéité sera effectuée avec 13 thermocouples centraux uniformément distribués sur la longueur de la 
surface de l’élément test (cf. figure 6). Le critère utilisé pour évaluer l’homogénéité est l’écart moyen calculé 
par l’équation 5. Les températures mesurées au cours du temps ont été ajustées par l’équation 4 afin 
d’éliminer les écarts de température à l’état initial du refroidissement qui varie entre 5 et 8°C 
On note : pour i=1, 2, 3…..,13  𝑌𝑖(𝑡) = 𝑇𝑖(𝑡) − 𝑇𝑖(𝑡 = 0) (4) 

Pour chaque pas de temps, l’écart moyen est calculé par l’expression suivante : 

Ecart moyen (�̅�𝑙𝑜𝑛(𝑡)) = ∑ ∑ (|𝑌𝑖(𝑡)−𝑌𝑘(𝑡)|13𝑘=𝑖+1  12𝑖=1 )𝑥  Où 𝑥 = 78 est le nombre de différences.       
   
(5) 

                 

             . 
La Figure 4 montre l’influence du changement du rapport de débits massiques sur l’évolution de la 

température moyenne de la surface supérieure de l’élément. Les évolutions sont similaires. La Figure 5 montre 
l’évolution des vitesses de refroidissement pour chaque combinaison de débits. La vitesse maximale de           
48 °C.min-1 est atteinte pour σ=1 (grand débit d’air et grand débit d’eau) et une vitesse maximum de 43 °C.min-

1 atteinte pour un σ =1,5 (faible débit d’eau).  
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Figure 4 : Température moyenne de la surface 
supérieure en fonction du temps pour différents 
rapports de débits  

 Figure 5 : Vitesse de refroidissement de la surface 
supérieure de l’élément test en fonction du temps 
pour différents rapports de débits 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

188



L’augmentation du débit d’air fait augmenter la vitesse de refroidissement maximale de 1°C.min-1. 
L’augmentation du débit d’eau induit une augmentation de la vitesse de refroidissement jusqu’à 4°C.min-1. 
Ceci est dû au fait que pour les diamètres des orifices fixes, augmenter le débit d’eau augmente aussi la vitesse 
des jets [9]. De plus, les écarts entre les vitesses de refroidissement diminuent au cours du temps et convergent 
après 400 s. Ceci pourrait s’expliquer par la transition du refroidissement de l’ébullition nucléée à la 
convection forcée qui a une plage de densité de flux thermique plus faible 

La figure 7 présente l’écart moyen calculé sur la longueur de la surface supérieure pour chaque rapport des 
débits. Elle révèle qu’avec un grand débit d’air, la diminution du débit d’eau améliore l’homogénéité sur la 
longueur de la surface supérieure. Par contre pour des combinaisons avec un faible écoulement d’air 
l’homogénéité est meilleure avec un faible écoulement d’eau 

                        

                 
 Echanges thermiques avec la paroi du canal de refroidissement  

La Figure 8 nous montre que la température de paroi a tendance à chuter plus rapidement au fur et à mesure 
que le débit d’eau augmente. Par contre, avec un débit d’eau faible on arrive à avoir un refroidissement plus 
intense au début du refroidissement. On remarque aussi que la vitesse de refroidissement diminue avec 
l’augmentation du débit d’air car ce dernier arrive plus facilement à chasser l’eau dans l’espace annulaire vers 
la sortie du canal ce qui diminue le temps d’échange thermique entre l’eau et la paroi [9].    
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Figure 6 : Position des 13 thermocouples sur la 
longueur de la surface supérieure de l‘élément 
test. 

Figure 7 : Ecart moyen de température sur la 
longueur de la surface supérieure de l’élément test en 
fonction de la température moyenne de la surface  

Figure 8: Température de la paroi du canal de 
refroidissement pour différents rapports de débits 

Figure 9: Densité de flux thermique et coefficients 
d’échange thermique calculés pour différents 
rapports des débits 
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  L’analyse des figures 8 et 9 révèle que l’augmentation du débit d’eau accentue la densité de flux thermique 
échangée avec la paroi avec une augmentation du flux critique (CHF) de 3,90 105 W.m-2 pour un débit d’eau 
de 0,45 l.min-1 à 4,64 105 W.m-2 pour un débit d’eau de 2,6 l.min-1. et idem aussi pour le coefficient d’échange 
avec une augmentation de 2533 W.m-2.K-1 à 3284 W.m-2.K-1 pour les mêmes débits d’eau respectivement. On 
constate aussi que l’air a une influence sur les échanges thermiques avec la paroi avec une augmentation de la 
densité de flux thermique qui pourra atteindre 5. 104 W.m-2 pour un même débit d’eau. 

Le dispositif ne permet pas de faire la distinction entre les modes de transferts présents dans l’espace annulaire 
mais l’analyse de la variation de la densité de flux thermique en fonction du temps sur la figure 9 qui suit la 
logique des courbes d’ébullition classique. On peut constater trois phases sur l’évolution de q : (1) Jusqu’à 
t=20s q augmente, l’ébullition est transitoire. La surface de la paroi n’est pas complètement mouillée, des 
zones de la paroi sont recouvertes par de la vapeur. (2) Ensuite, on observe une baisse de la densité de flux 
thermique en raison de la baisse progressive de la température de paroi (cf. Fig 8). Le mode de transfert 
dominant est l’ébullition nucléée. (3) Lorsque la température de la paroi se rapproche de 100°C, il n y’a plus 
d’ébullition et les échanges se font par convection forcée.      

3.2 Influence du changement du nombre de jets sur le refroidissement de l’élément test  

Afin d’analyser l’effet du changement du nombre de jets, différentes configurations du tube central ont été 
testées (cf. figure 10). Le Tableau 3 présente les paramètres expérimentaux des différentes expériences qui 
ont été effectuées. Les débits d’eau et d’air sont identiques.  
 

                                                                           

 
 
Tube ṁj   (kg.s-1) .10-3 ṁa       (kg.s-1) .10-3 𝜎 
7 jets 3.32 0.8 4 
19 jets 1.22 0.8 1.5 
4 jets 5.82 0.8 7.3 

 
Le nombre de jets a été choisi pour avoir des distances entre les jets de (10mm,30mm et 50mm) afin de 
reprendre les études faites par Lee et al [6], et dans la littérature [9] et [10] avec des distances entre les jets de 
entre 10𝑑𝑗 et 50𝑑𝑗 . Ces études malgré qu’ils se sont déroulé dans des conditions d’écoulements différentes 
(surface plane avec écoulement monophasique) ont démontré qu’un refroidissement relativement homogène 
d‘une surface plane pouvait être acquis avec des lignées de jets espacés de façon optimale.   

 Effet du changement de nombre de jets sur la vitesse de refroidissement et l’homogénéité thermique 
de la surface supérieure de l’élément test 

Les résultats de l’analyse de la vitesse de refroidissement de la surface supérieure avec un changement du 
nombre de jets (figure 11) montrent que cette variation n’a aucun effet significatif. Concernant l’homogénéité 
de la température sur la longueur de la surface supérieure de l’élément test illustré sur la Figure 12, la 
configuration avec 7 jets est plus favorable à l’homogénéité que les deux autres configurations. Ce résultat 
confirme les résultats obtenus dans la littérature [6], [9] et [10] qui affirment qu’une distance optimale doit 
exister entre les jets afin d’assurer un refroidissement homogène et sachant aussi que le débit global est 
constant ce qui fait que l’augmentation du nombre de jets diminue le flux par jet.   

Tableau 3 : Valeurs des rapports des débits massiques 
Figure 10: Tubes centraux utilisés avec différents 
nombres de jets.  
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 Effet du changement de nombre de jets sur les échanges thermiques avec la paroi  

      La figure 13 montre l’effet du changement du nombre de jets sur la vitesse de refroidissement de la paroi. 
L’analyse de cette dernière révèle que ce changement n’a pas d’effet significatif durant le cycle de 
refroidissement sauf pour les premiers instants où le refroidissement n'est pas monotone avec une variation de 
la vitesse de refroidissement de la paroi entre 470 °C.min-1 à 730 °C.min-1. Ce phénomène complexe n’est pas 
encore pleinement explicable dans la mesure où les essaies de répétabilités sont en cours afin de vérifier le 
protocole expérimental 

                

           
La figure 14 représentent l’effet du changement du nombre de jet sur les densités de flux thermique échangées 
avec la paroi et les coefficients d’échanges correspondants. Ces figures montrent bien qu’aucun effet 
significatif n’est lié à ce paramètre.   

4 Conclusion 

Cette étude a révélé qu’en faisant varier le rapport des débits des deux fluides, on peut agir sur la vitesse de 
refroidissement en phase d’ébullition transitoire, l’homogénéité en température de la surface supérieure du 
bloc et les échanges thermiques avec la paroi impactée. Il y a une corrélation entre le rapport des débits 
massiques et la densité de flux thermique échangée avec la paroi. Ceci permet de refroidir la surface plus 
rapidement en variant le débit des écoulements ou le nombre des jets. Mais cela peut aussi influer 
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supérieure en fonction du temps pour différents 
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Figure 12: Ecart moyen de la température sur la 
longueur de la surface supérieure en fonction du 
temps pour différents nombres de jets 

Figure 13: Vitesse de refroidissement de la paroi en 
fonction du temps pour différents nombres de jets  

Figure 14: Densité de flux thermique et coefficients 
d’échange thermiques calculés pour différents 
nombres de jets 
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l’homogénéité du refroidissement. Quand un débit d’eau avec une grande vitesse est soumis à un écoulement 
d’air, la turbulence générée par l’interaction entre les deux fluides augmente la vitesse de refroidissement [11]. 
Par contre, si le rapport des débits massiques diminue (i.e. augmentation du débit d’air et diminution débit 
d’eau), on observe un refroidissement plus homogène avec augmentation de la zone mouillé sur la paroi  

On a aussi observé qu’après la transition du refroidissement par l’ébullition nucléée à la phase de 
refroidissement par convection forcée, toutes les courbes de vitesse de refroidissement se rejoignent avec des 
valeurs presque identiques. Pendant la phase de refroidissement par convection forcée, la vitesse de 
refroidissement de la surface supérieure de l’élément test ne pourrait donc pas être contrôlée en variant le 
rapport des débits.  

En plus, les études sur l’influence du nombre de jets ont révélé que ce nombre n’a pas de grande influence 
sur la densité de flux thermique et les coefficients d’échanges. En effet, le débit global est identique. Par contre, 
ce paramètre influe directement sur l’homogénéité du refroidissement de la plaque supérieure avec un nombre 
de jet correspondant à une distance optimale entre les jets et une dégradation de l’homogénéité en augmentant 
ou en diminuant le nombre de jets à partir de cette valeur.  

Dans cette étude on montre que même avec l’utilisation de moindre nombre de jets les vitesses de 
refroidissement moyenne sont conformes aux attentes. Cette étude aura comme perspective l’étude de l’effet 
de chacun des paramètres avec une régulation des débits d’eau afin de contrôler la vitesse de refroidissement.  
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Modélisation du comportement thermique d’un 
caloduc oscillant plat : approche par méthode inverse 
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Résumé - Les caloducs oscillants demeurent des systèmes complexes au comportement 
thermohydraulique chaotique, et la simulation par des modèles prédictifs n’est pas encore rendue 
possible même au premier ordre. C’est pourquoi cette étude propose d’étudier, par une méthode inverse 
simple, le comportement thermique d’un caloduc oscillant plat à partir de données expérimentales 
fournies par thermographie infrarouge. Il est alors possible de mettre en avant un profil de conductivité 
thermique associé à la géométrie du caloduc, offrant la possibilité d’exploiter les résultats expérimentaux 
dans un modèle global de gestion thermique. 

Nomenclature𝐹𝑅 taux de remplissage, - 𝑘 conductivité thermique, W/m/K 𝑅𝑡ℎ résistance thermique, K/W 𝑄 puissance thermique, W 𝑆 terme source, W/m3 𝑇 température, K 

z hauteur adimensionnée, - 
Indices et exposants 𝑒𝑓𝑓 effective 𝑝𝑒𝑟𝑡𝑒𝑠 pertes thermiques 𝑒𝑣 evaporateur 𝑐𝑑 condenseur 
 

1. Introduction 

Parmi les solutions techniques connues et appliquées pour la gestion thermique de 
composants dissipatifs, les systèmes diphasiques passifs, et plus communément les caloducs, 
présentent de nombreux avantages par rapport à d’autres systèmes plus lourds (conduction…) 
ou plus complexes (systèmes actifs…). En effet, qualifiés de passifs, ils ne consomment pas 
d’énergie autre que la source de chaleur à refroidir pour fonctionner en toute autonomie. Ils 
sont divisés en trois grandes familles que sont : les caloducs et thermosiphons, les boucles 
diphasiques à pompage capillaire et les caloducs oscillants. Ils présentent des performances 
généralement attractives (jusqu’à 300 W/cm2 selon le système considéré) et peuvent être 
miniaturisés pour intégrer le refroidissement des composants électroniques par exemple (µ-
processeur, IGBT…). 

Moins répandu et toujours au stade de recherche, le caloduc oscillant est particulier pour son 
fonctionnement et son comportement thermohydraulique pour le moins stochastique. Simple 
dans sa géométrie (Figure 1), la succession de bouchons liquides et de poches de vapeur, situés 
dans un canal (ou un tube) de dimensions capillaire et enroulé de multiples fois autour de 
sources chaude et froide, entraîne la réunion de phénomènes physiques complexes et multi-
échelles : convection monophasique de la phase liquide, ébullition, dépôt d’un film liquide 
microscopique en aval des ménisques récessifs étant le lieu de phénomènes d’évaporation ou 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-069
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condensation intenses selon la source associée, ou encore évaporation de la ligne de contact 
(ligne triple). 

 

Figure 1 : Vue 3D d’un caloduc oscillant plat 

Par une approche nodale simple, les performances thermiques des caloducs oscillants sont 
généralement caractérisées expérimentalement par une résistance thermique (𝑅𝑡ℎ) dont la 
valeur dépend des conditions opératoires (nature du fluide, taux de remplissage, orientation, 
température de source froide, etc.) et varie en fonction de la puissance transférée. Cette 
méthodologie offre l’avantage d’être rapide et donne une première évaluation du potentiel du 
caloduc oscillant en tant que système de refroidissement. Ainsi, avec la géométrie du caloduc 
la notion de conductivité équivalente est introduite. Soit avec la longueur totale du caloduc 
[Kwon-15], soit avec la longueur de la zone adiabatique [Kamijima-20]. Des travaux sur un 
caloduc tubulaire incorporé dans un châssis métallique ont montré une démarche différente 
pour identifier la conductivité thermique équivalente par utilisation de la thermographie 
infrarouge [Hemadri-11]. Cette étude est néanmoins limitée par d’importants effets de bord qui 
rendent compliquée l’identification de la conductivité équivalente. Néanmoins, pour chaque cas 
de figure, la conductivité thermique équivalente est considérée constante suivant la longueur du 
caloduc, et sa valeur dépend de la puissance injectée. Par exemple, 𝑘𝑒𝑓𝑓 = 2300 W/m/K pour 
une puissance de 150 W pour le caloduc oscillant de [Hemadri-11] avec une longueur 
caractéristique de 250 mm (tube circulaire de diamètre intérieur de 2 mm, éthanol comme fluide 
de travail, et 𝐹𝑅 = 60%). La figure 2 suivante montre une comparaison d’un thermogramme 
expérimental avec une simulation numérique pour ce cas de figure. 

 

Figure 2 : Comparaison entre des résultats de simulation (i) et expérimentaux (ii) pour une puissance 
de 150 W (𝑘𝑒𝑓𝑓 = 2300 W/m/K). [Hemadri-11] 
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2. Mesures expérimentales 

2.1. Dispositif expérimental 

La Figure 3 montre le caloduc oscillant installé en position verticale, avec la face avant peinte 
en noire pour contrôler son émissivité (𝜀 = 0,95, ±0.02). Les dimensions extérieures du caloduc 
sont 94×108 mm2 avec un canal interne rectangulaire de dimension 0,5×0,8 mm2. Les sources 
chaude et froide sont disposées sur la face arrière du caloduc. Une isolation thermique est 
assurée par 5 cm de laine de roche (𝑘 = 0,04 W/m/K). Six films chauffants de type Kapton-
KHLVA (10 W/in2) disposés en trois colonnes sont régulés via le logiciel LabVIEW® par trois 
alimentations ELC-ALR3206D. La source froide du caloduc est assurée par la circulation d’eau 
glycolée régulée en température par un cryothermostat (Huber CC415). Le débit de fluide 
caloporteur est piloté via une vanne de régulation et un débitmètre à ultrason (FD-XC20R2 de 
chez Keyence). 

 

Figure 3 : Dispositif expérimental : (i) représentation schématique de l’arrière du caloduc avec les 
sources chaude et froide et (ii) vue de la face avant peinte en noire du caloduc oscillant dans son châssis, 
avec isolation, capteur de pression (en haut) et caméra infrarouge (premier plan) 

Les températures d’entrée et sortie de la source froide sont mesurées par l’intermédiaire de 
thermocouples de type T (±0.8 K), tout comme pour la température ambiante. Le champ de 
température de la face avant du caloduc est mesuré au moyen d’une caméra infrarouge 
(Infratec® 9450 ; résolution spatiale 1280x1024 ; précision spatiale ±1K ; résolution temporelle 
±0,03 K à 30°C). 

2.2. Résultats expérimentaux 

Durant les essais, la température de la zone condenseur est maintenue constante à 20°C au 
moyen du cryothermostat. Côté zone évaporateur, des films chauffants sont utilisés pour fournir 
la puissance thermique. Des échelons croissants de puissance de 15 W au total sont 
successivement imposés au niveau des six films chauffants. La caractérisation thermique est 
effectuée en régime stationnaire : dès que le caloduc oscillant est considéré stable 
thermiquement (c’est-à-dire dont le niveau de température moyen ne varie plus avec le temps, 
sachant que le transfert de chaleur se fait par fluctuations de températures du fait des 
mouvements de fluides définis en introduction comme chaotiques), le système est supposé dans 
un mode de fonctionnement « pseudo-stationnaire » et les mesures infrarouges peuvent débuter. 
Afin de limiter la taille des fichiers d’acquisition, la plage de mesure infrarouge est de 300 s à 
une fréquence de 1 Hz (adaptée aux phénomènes instables d’évaporation et condensation). 
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Deux séries d’essai servent de donnée d’entrée pour cette étude. Le caloduc est rempli avec 
un fluide de travail (ici le réfrigérant R1233zde) avec deux taux de remplissage (𝐹𝑅, Filling 
Ratio) fixés à 30% et 50%. Pour un tel système, le taux de remplissage est défini comme le 
rapport entre le volume occupé par la phase liquide sur le volume total interne des canaux. Il 
conditionne alors la masse de fluide initiale à introduire à l’intérieur du caloduc oscillant. 

Pour chaque échelon de puissance, les images infrarouges sont moyennées dans le temps 
pour donner un thermogramme moyen. La Figure 4 (i) montre un thermogramme moyenné pour 
une consigne de puissance de 45 W, ainsi qu’un premier graphe (Figure 4 (ii)) affichant 
l’évolution des températures pour trois points situés dans la zone évaporateur (T_ev,1 à 3) et 
condenseur (T_cd,1 à 3), représentés par les croix sur la Figure 4 (i), pendant la durée 
d’acquisition (300 s) ; un second graphe (Figure 4 (iii)) présente trois profils de température 
(HF-1 à 3) extraits sur la hauteur du caloduc entre la source froide (en bas) et la source chaude 
(partie haute). La hauteur du caloduc est adimensionnée, et la convention a été prise d’avoir la 
partie basse du condenseur à 𝑧 = 0 et le haut de la zone évaporateur à 𝑧 = 1. 

 

Figure 4 : Analyse d’un essai à 45 W (𝐹𝑅 = 30%) : (i) Thermogramme moyenné avec la mise en 
évidence des trois profils de température ; (ii) évolution des températures sur la durée de l’essai et 

(iii) profils de température extraits sur la hauteur du caloduc en régime permanent 

3. Résolution par méthode inverse 

3.1. Enoncé du problème 

L’objectif ici est d’identifier la conductivité thermique équivalente locale du caloduc, c’est-
à-dire obtenir un profil de conductivité thermique qui dépend de la hauteur 𝑧. Etant donné que 
le champ de température est relativement homogène dans la seconde dimension (Figure 4 (i)), 
et que le caloduc est suffisamment mince pour considérer sa température uniforme selon son 
épaisseur, le problème sera traité uniquement en 1D suivant la dimension verticale 𝑧. Les 
mesures expérimentales ayant été réalisées dans un mode « pseudo stationnaire », le problème 
est considéré stationnaire. La résolution se fait par résolution de l’équation de la chaleur, où la 
conductivité thermique, 𝑘(𝑧), est l’inconnue. Pour ce problème 1D, les conditions aux limites 
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sont un flux thermique positif imposé au niveau de la zone évaporateur (𝑧 > 0,07) et deux flux 
thermiques négatifs (zone condenseur et pertes thermiques sur toute la longueur). Concernant 
les conditions initiales, la température est fixée constante à la température de la source froide 
sur toute la longueur du caloduc. L’équation de la chaleur associée aux différentes hypothèses 
s’écrit ainsi : 𝜕𝑘(𝑧)𝜕𝑧 𝜕𝑇(𝑧)𝜕𝑧 + 𝑘(𝑧) 𝜕2𝑇(𝑧)𝜕𝑧2 + 𝑆 = 0 (1) 

Avec 𝑇(𝑧) la température issue du post-traitement des données expérimentales et 𝑆 le terme 
source dépendant des conditions aux limites. 

La principale difficulté ici est l’utilisation des données expérimentales pour évaluer la 
température et sa dérivée seconde. Bien que les mesures aient été réalisées par thermographie 
infrarouge, le champ de température laisse apparaître un léger bruit de mesure qui s’accentue 
avec les dérivées successives. Filtrer le signal n’est pas concluant, cela entraîne un déphasage 
et une perte d’information. Il a été choisi d’approximer le profil de température expérimental 
par une fonction analytique continue sur le domaine d’étude. Classique, mais instable aux 
extrémités du domaine, l’approximation par des polynômes ne donne pas de résultat concluant. 
À la suite de ces observations et à la vue des profils de température de la Figure 4 (iii), le choix 
s’est orienté vers la somme de deux exponentielles (eq. (2)). Cette relation mathématique, 
toujours croissante, offre deux avantages principaux : de ne dépendre que de quatre paramètres 
(𝐴0, 𝐴1, 𝑧1, et 𝑧2) qui permettent une méthode rapide (moindres carrés non linéaire) pour 
approximer les données expérimentales et de respecter les pentes horizontales à l’origine et à 𝑧 = 1. �̃�(𝑧) = 𝐴0 + 𝐴1 (1 − 1𝑧1 − 𝑧2 (𝑒− 𝑧𝑧1 − 𝑒− 𝑧𝑧2)) (2) 
où 𝐴0, 𝐴1, 𝑧1, et 𝑧2 sont des constantes à déterminer pour chaque profil de température. 

3.2. Résolution 

L’approximation des profils de température par le modèle mathématique prédéfini est 
résolue avec le logiciel Matlab®, à l’aide de la fonction « fit ». La Figure 5 montre, pour la 
série d’essai avec un taux de remplissage de 50%, les profils de température expérimentaux 
superposés au profil approximé (éq. (2)) pour des puissances allant de 15 à 75 W. A noter que, 
pour la puissance à 15 W, le caloduc ne s’est pas comporté comme un caloduc oscillant : il n’a 
pas démarré, ce qui s’est traduit par un blocage des oscillations et donc un équilibre des 
pressions entre les différentes poches de vapeur. Par conséquent ce profil de température est 
typique d’une courbe de conduction pure le long de la plaque en cuivre chauffée. Concernant 
les autres profils de température (pour des puissances thermiques 𝑄 supérieures à 30 W), les 
oscillations caractéristiques du fluide de travail mettent en avant les performances du caloduc, 
notamment par l’homogénéité du champ de température dans la zone évaporateur à partir de 𝑧 = 0,4. Le transfert de chaleur via le fluide prend le dessus sur le transfert par conduction le 
long de la structure. 

Ensuite, à partir de la forme analytique du profil de température et de sa dérivée seconde, 
l’équation de la chaleur (éq. (1)) est résolue en utilisant un schéma de résolution classique par 
la méthode d’Euler implicite d’ordre 1. 
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Figure 5 : Profils de température expérimentaux et approximés pour la série d’essai à 𝐹𝑅 = 50% 

3.3. Profils de conductivité thermique 

L’identification du profil longitudinal de conductivité thermique a été menée pour les deux 
taux de remplissage (30% et 50%) pour les puissances allant de 15 W à 75 W. Les différents 
profils de conductivité sont comparés sur la Figure 6. Plusieurs points sont à souligner : 

- Les résultats obtenus n’ont pas de sens physique dans la mesure où, pour un système 
diphasique, la notion de conductivité thermique ne représente en rien les échanges 
associés au mouvements chaotiques et nombreux phénomènes (convection, évaporation, 
condensation) du fluide de travail. C’est notamment visible sur la Figure 6 lorsque, à la 
limite du système (𝑧 proche de 1), la conductivité devient négative. 

- Le cas particulier à 𝑄 = 15 W pour le taux de remplissage de 50%, lorsque le caloduc ne 
fonctionne pas, ne montre pas une conductivité constante de 390 W/m/K comme ce serait 
le cas pour de la conduction pure. Cela provient, entre autres de l’incertitude des données 
expérimentales, des effets de bords et des conditions limites du modèle qui sont 
appliquées au niveau des sources chaude et froide et ne sont pas complétement fidèles 
aux conditions expérimentales. 

- Concernant l’évolution des profils de conductivité, ils sont croissants sur l’intervalle 𝑧 = 0 à 0,8, traduisant le fait que le champ de température, et donc le profil de 
température associé, est de de plus en plus uniforme avec la puissance dans la zone 
évaporateur, selon l’axe vertical. Cela démontre un transfert quasi total de la densité de 
puissance injectée à la source chaude vers le bas du caloduc par le biais des échanges 
entre le fluide et la paroi directement. En revanche, au-delà de 𝑧 = 0,8, la densité de 
puissance à évacuer vers le bas du caloduc par sa section transversale diminue, 
conduisant alors à une diminution nette de la conductivité thermique apparente. 

- Pour finir, malgré les différences observées pour les deux taux de remplissage sur la 
Figure 6, les profils de conductivité thermique montrent des évolutions tout à fait 
similaires. Seule la valeur maximale semble dépendre de la puissance et des 
performances thermiques du caloduc (voir les courbes de résistances thermiques visibles 
sur la Figure 7). En effet, lorsque la résistance thermique se stabilise vers une asymptote 
en-deçà de 0,2 K/W, les profils de conductivité thermique sont semblables quels que 
soient la puissance et le taux de remplissage (courbes oranges et rouges sur la Figure 6). 
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Figure 6 : Profils de conductivité thermique équivalente suivant la hauteur du caloduc oscillant 
plat pour deux taux de remplissage pour une puissance allant de 15 à 75 W 𝑅𝑡ℎ = �̅�𝑒𝑣 − �̅�𝑐𝑑𝑄 − 𝑄𝑝𝑒𝑟𝑡𝑒𝑠 (3) 

Où �̅�𝑒𝑣et �̅�𝑐𝑑 sont les températures moyennes de la zone évaporateur et condenseur. 

 

Figure 7 : Résistances thermiques associées aux résultats expérimentaux de la Figure 6 
pour les taux de remplissage de 30% et 50% 

4. Simulation numérique 

Par l’intermédiaire d’une modélisation 3D par éléments finis du dispositif expérimental 
effectuée avec le logiciel GT-suite®, les profils de conductivité équivalente ainsi calculés 
permettent de simuler le comportement thermique du caloduc plat. Les conditions limites, 
identiques aux conditions expérimentales, sont appliquées aussi bien au niveau de la source 
chaude que de la source froide. Le thermogramme (ii) de la Figure 8 est un exemple de point 
d’essai simulé en intégrant le profil de conductivité thermique extrait auparavant (Figure 6). Sa 
comparaison avec le thermogramme expérimental (i) montre que les champs de températures 
sont relativement proches. Les profils de température présents sur le graphe (iii) mettent en 
avant un léger écart au niveau de 𝑧 = 0,5, principalement dû au modèle mathématique utilisé 
pour approximer le profil de température expérimental (éq. (2)). En effet, ce modèle ne prend 
pas en compte le passage d’un premier plateau homogène à un second à 𝑧 = 0,5, comme on le 
voit sur les courbes expérimentales de la Figure 5. Dans ce cas, l’erreur maximale entre le 
champ de température simulé et expérimental ne dépasse pas 1,3°C. 
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Figure 8 : Résultats de simulation numérique pour le cas 45 W - 𝐹𝑅 = 30% : (i) thermogramme 

expérimental, (ii) thermogramme simulé, et (iii) comparaison des profils de température 

5. Conclusions 

A partir d’une étude expérimentale menée sur un caloduc oscillant plat par l’intermédiaire 
de la thermographie infrarouge, des champs de température moyennés du fonctionnement du 
système en régime stabilisé pour deux taux de remplissage (30% et 50%) ont été analysés pour 
remonter, par méthode inverse, au profil de conductivité thermique du caloduc. Cette approche 
permet de mettre en évidence le lien étroit entre la résistance thermique du caloduc et la valeur 
maximale obtenue pour la conductivité thermique équivalente. L’analyse des profils de 
conductivité thermique a montré, notamment à basse puissance, des valeurs plus élevées pour 
un taux de remplissage à 30%, traduisant d’un optimum autour de cette valeur. 

Les profils de conductivité thermique ont ensuite été utilisés pour simuler le comportement 
thermique du caloduc via un modèle numérique par différence finie 3D. Les résultats de 
simulation sont cohérents avec les visualisations expérimentales. Pour un cas de test à 45 W 
avec un taux de remplissage de 30%, l’erreur maximale ne dépasse pas 1,3°C. 

Cette étude demande d’être approfondie avec davantage de données expérimentales pour des 
modes opératoires différents (nature du fluide, taux de remplissage, conditions limites etc.) afin 
de gagner en robustesse dans le but d’établir des lois empiriques pour une approche de 
modélisation orientée système. 
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Résumé – Dans le cadre d’un dimensionnement optimal d’un condenseur de type tubes et calandre, une 
connaissance maitrisée des phénomènes apparaissant en régime stationnaire mais également en 
transitoire est primordiale. Les conditions opérationnelles retenues ont un impact important sur les 
transferts thermiques et sur la mise en place de la condensation. De plus, le système est très sensible aux 
variations de ces conditions de fonctionnement. La mise en place d’un banc d’essais muni d’une 
instrumentation complète à permis l’étude de ces phénomènes.  

Nomenclature 

Cp Capacité calorifique, J.kg-1.K-1 

H Enthalpie J.kg-1 

h Coefficient d’échange, W.m-2.K-1 𝑚 Débit massique, kg/s 
P Puissance, W 
p Pression, bar 
Q débit g/s 
Sech Surface d’échange, m2 
T Température, K 

 Indices et exposants 
B bouilleur  
cond condensation 
ebull ébullition 
ext extérieur-tube 
int  intérieur-tube 
ref refroidissement  
S surchauffeur 
sat saturation 
tot total 

1. Introduction 

Les échangeurs de chaleur sont largement utilisés dans l’industrie. Il en existe différents 
types en fonction, par exemple, de l’état des fluides utilisés (monophasique ou diphasique) ou 
de leur géométrie (tubes et calandre, à plaques, à ailettes). Parmi ces échangeurs, les 
condenseurs sont des composants majeurs dans des domaines industriels variés. De nombreuses 
études ont été réalisées sur la condensation à l’état stationnaire (qu’elle soit interne ou externe). 
Ces études ont, entre autres, permis la détermination de corrélations empiriques permettant 
l’évaluation du coefficient d’échange thermique en condensation. Les études sur la 
condensation de l’eau restent cependant peu nombreuses. De plus, très peu de travaux ont été 
réalisés en régime transitoire, régime pour lequel l’utilisation de corrélations stationnaires reste 
discutable.  . Pourtant, une variation du régime de refroidissement du condenseur peut avoir un 
impact non négligeable sur la condensation et la réponse en pression du système (pouvant, dans 
des cas extrêmes, amener à la détérioration de l’échangeur). 

La présente étude se focalise sur les condenseurs de type tubes et calandre Eau/eau se 
caractérisant par la circulation d’eau froide à l’intérieur d’un faisceau de tubes et de vapeur 
d’eau se condensant à l’extérieur de ce faisceau. L’objectif est d’obtenir une meilleure 
appréhension des phénomènes apparaissant à la fois en stationnaire mais aussi, et surtout, lors 
de transitoires de débit de refroidissement et en particulier lors d’une diminution ou d’un arrêt 
du débit de refroidissement. La détermination de coefficients d’échange caractérisant la 
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condensation en régime stationnaire et transitoire est également souhaitée. Compte tenu de la 
grande complexité des phénomènes, cette compréhension passe par la mise en place d’un 
dispositif expérimental. 

2. Dispositif expérimental  

La Figure 1 ci-dessous présente une le dispositif expérimental utilisé.  

 
Figure 1 : Représentation du dispositif expérimental 

Ce dispositif est divisé en deux circuits. Le circuit dit « chaud » est composé d’un bouilleur 
permettant la génération de la vapeur, d’un surchauffeur servant à compenser les pertes 
thermiques des conduites et des différents composants, du condenseur représentatif d’une petite 
portion d’un échangeur à tubes et calandre et d’une pompe permettant le retour des condensats 
au bouilleur. Le circuit de refroidissement permet quant à lui l’alimentation, et le contrôle précis 
du débit et de la température d’entrée du fluide froid du condenseur par l’intermédiaire d’une 
pompe et de cryostats.  

Le condenseur d’essais a été dimensionné de telle sorte à être le plus représentatif possible 
des phénomènes apparaissant dans un condenseur de taille industrielle tout en garantissant une 
précision optimale des mesures réalisées. Le condenseur utilisé, composé de 5 tubes disposés 
en quinconces, est présenté en Figure 2. Bien que le nombre de tubes soit environ 200 fois plus 
faible, et que les puissances mises en jeu soit 1000 fois inférieures, il est possible de considérer 
qu’il correspond à une petite portion d’un échangeur industriel complet en termes d’agencement 
des tubes. En effet, les nombres de similitude sont conservés par rapport à l’échangeur industriel 
(valeurs des nombres de Reynolds intérieur et extérieur, nombre de Jacob extérieur). 

Afin d’optimiser la compréhension des phénomènes et la détermination des coefficients 
d’échange, deux stratégies ont été retenues. La première réside en la mise en place de deux 
hublots (visibles sur la Figure 2) sur les parois du condenseur. Ces hublots permettent de 
visualiser la formation de la condensation sur les tubes et d’en déduire les régimes d’écoulement 
(en gouttes, en film, etc).  
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Figure 2 : Représentation du condenseur d’essais 

 

 
Figure 3 : Disposition des 
thermocouples de paroi 

La seconde stratégie repose sur une instrumentation importante de la boucle d’essais. En effet, 
plus de 80 mesures sont réalisées à une fréquence d’acquisition de 1Hz : 2 mesures de 
puissances (au bouilleur et au surchauffeur), 3 mesures de débit (débit de vapeur avant le 
condenseur, débit de condensation après celui-ci  et débit de refroidissement pour le circuit 
« froid »), 11 mesures de pression (précision de ±2mbar) (P sur la Figure 1) permettant de suivre 
les pertes de charge dans le dispositif et s’assure de la pression au condenseur (3 mesures au 
condenseur) et 65 mesures de températures (5 PT100 ±0.3°C et 60 thermocouples type T 
±0.5°C) (T sur la Figure 1). Parmi ces 65 températures, les températures d’entrée et sortie de 
l’eau de refroidissement sont doublées afin d’assurer une précision optimale du calcul de la 
puissance dissipée au travers du circuit de refroidissement. Par ailleurs, on compte 40 mesures 
de températures de parois disposées telles que présenté en Figure 3 : 4 thermocouples disposés 
à 45° sur la circonférence de la paroi de chaque tube sont placés en deux abscisses différentes. 
Ces mesures permettent la détermination de la température de paroi externe moyenne par tube 
(en moyennant les valeurs des 8 thermocouples) et de la température de paroi externe moyenne 
globale (en moyennant les valeurs des 40 thermocouples) et permettent ainsi l’évaluation du 
coefficient d’échange en condensation. Elles ont également pour but d’identifier des zones plus 
froides pouvant être dues à une épaisseur plus importante du film de condensats. 

2.1. Évaluation des transferts thermiques  

En régime stationnaire, un bilan thermique peut être réalisé. Dans le circuit « chaud », la 
puissance totale injectée au bouilleur 𝑃𝐵,𝑡𝑜𝑡 est connue. En soustrayant la puissance nécessaire 
à la réchauffe des condensats revenant au bouilleur, et en supposant que les pertes thermiques 
sont négligeables, il est possible d’estimer la puissance consacrée à l’ébullition :  𝑃𝐵,𝑒𝑏𝑢𝑙𝑙 = 𝑃𝐵,𝑡𝑜𝑡 − 𝑄𝑐𝑜𝑛𝑑𝑐𝑝,𝑐𝑜𝑛𝑑(𝑇𝐵,𝑠𝑎𝑡 − 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑) (1) 

Par ailleurs, dans le circuit froid, la connaissance du débit de refroidissement  𝑄𝑟𝑒𝑓 et des 
températures d’entrée et de sortie, respectivement 𝑇𝑟𝑒𝑓𝑒  et 𝑇𝑟𝑒𝑓𝑠 , permettent de calculer la 
puissance évacuée au travers de l’eau de refroidissement :  𝑃𝑟𝑒𝑓 =  𝑄𝑟𝑒𝑓𝑐𝑝,𝑟𝑒𝑓(𝑇𝑟𝑒𝑓𝑠 − 𝑇𝑟𝑒𝑓𝑒 )  (3) 

Enfin, en supposant que la vapeur arrive avec une surchauffe négligeable dans le condenseur 
et que seuls les tubes de refroidissement participent à la condensation, on a : 𝑃𝑟𝑒𝑓 = 𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝑄𝑣𝑎𝑝(𝐻𝑣,𝑠𝑎𝑡 − 𝐻𝐿,𝑠𝑎𝑡) (4) 

Cette puissance devrait également être égale à la puissance d’ébullition au bouilleur.  
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La réalisation de ce bilan thermique permet l’évaluation des pertes thermiques de la boucle 
et permet de s’assurer que la grande majorité de la condensation est réalisée sur les tubes.  

L’un des objectifs de l’étude est l’évaluation du coefficient d’échange de condensation 
(extérieur des tubes du condenseur) et la comparaison aux corrélations empiriques classiques.  

En régime stationnaire, deux méthodes peuvent être utilisées pour parvenir à ce coefficient. 
La première consiste à supposer le coefficient d’échange interne connu. De nombreuses 
corrélations de conduite , telles que les corrélations de Petukhov [1], Gnielinski [2] ou HTRI 
[4], existent pour l’évaluation du coefficient d’échange en convection forcée dans un tube 
horizontal. En s’appuyant sur la méthode de différence de température logarithmique moyenne 
(DTLM), la puissance de refroidissement peut s’exprimer de la façon suivante :  𝑃𝑟𝑒𝑓 = 𝐾𝑆𝑒𝑐ℎ𝐷𝑇𝐿𝑀 (5) 

Avec 𝐾 le coefficient donné par :  𝐾 = 1𝐷𝑒𝑥𝑡𝐷𝑖𝑛𝑡 1ℎ𝑖𝑛𝑡+𝐷𝑒𝑥𝑡2𝜆𝑝 ln(𝐷𝑒𝑥𝑡𝐷𝑖𝑛𝑡 )+ 1ℎ𝑒𝑥𝑡  (6) 𝑆𝑒𝑐ℎ la surface d’échange externe des tubes et 𝐷𝑇𝐿𝑀 la différence de température 
logarithmique moyenne :  𝐷𝑇𝐿𝑀 = (𝑇𝑠𝑎𝑡−𝑇𝑟𝑒𝑓𝑠 )−(𝑇𝑠𝑎𝑡−𝑇𝑟𝑒𝑓𝑒 )ln(𝑇𝑠𝑎𝑡−𝑇𝑟𝑒𝑓𝑠𝑇𝑠𝑎𝑡−𝑇𝑟𝑒𝑓𝑒 )   (7) 

En estimant ℎ𝑖𝑛𝑡 à l’aide d’une corrélation connue, on obtient :  ℎ𝑒𝑥𝑡 = [𝑆𝑒𝑐ℎ𝐷𝑇𝐿𝑀𝑃𝑟𝑒𝑓 − 𝐷𝑒𝑥𝑡𝐷𝑖𝑛𝑡 1ℎ𝑖𝑛𝑡 − 𝐷𝑒𝑥𝑡2𝜆𝑝 ln (𝐷𝑒𝑥𝑡𝐷𝑖𝑛𝑡)]−1
 (8) 

Par la suite, la corrélation d’échange retenue pour l’évaluation du coefficient d’échange 
intérieur-tube est la corrélation proposée par HTRI (Heat Transfer Research Inc.) [4] qui permet 
l’évaluation du coefficient d’échange en régime d’écoulement laminaire, de transition et 
turbulent. Cette corrélation étant principalement développée pour les échangeurs de chaleurs, 
elle est, à priori, adaptée à cette étude.  

La seconde méthode d’évaluation du coefficient d’échange de condensation repose sur 
l’évaluation de la température de paroi externe moyenne des tubes 𝑇𝑝,𝑒𝑥𝑡. En effet, on a :  ℎ𝑒𝑥𝑡𝑆𝑒𝑐ℎ(𝑇𝑠𝑎𝑡 − 𝑇𝑝,𝑒𝑥𝑡) = 𝑃𝑟𝑒𝑓 (9) 

Il est donc possible d’isoler le coefficient d’échange extérieur-tube dans cette expression.  

En régime transitoire, la réalisation des bilans thermiques et l’évaluation des coefficients 
d’échange est plus complexe. En effet, l’entièreté de la vapeur ne peut plus être condensée, ce 
qui implique une augmentation de la pression dans la boucle. Les inerties thermiques des 
différents composants entrent également en jeu. Par ailleurs, il n’est à priori pas évident que les 
corrélations empiriques utilisées pour l’évaluation du coefficient d’échange interne restent 
valables en régime transitoire. Face à toutes ces inconnues, la première méthode retenue sera 
une approximation des régimes quasi stationnaires (ARQS). On supposera que le transitoire 
pourra être vu comme une succession d’états stationnaires et l’évaluation du coefficient 
d’échange à chaque pas de temps sera donc réalisée en s’appuyant sur les équations présentées 
précédemment. A l’issu des premiers résultats il sera possible de conclure quant à la précision 
de cette première approche.  
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3. Résultats 

Un point de fonctionnement stationnaire de référence a été retenu. Ce point de 
fonctionnement correspond aux conditions présentées dans le Tableau 1.  

Qref Te
ref PB,tot PS 

g/s °C W W 
400 20 15000 200 

Tableau 1 : Conditions de fonctionnement du point stationnaire de référence 

La puissance injectée au surchauffeur a été choisie de telle sorte à garantir une surchauffe 
d’au minimum 5°C au condenseur.  

L’essai est considéré stationnaire lorsque toutes les grandeurs mesurées n’évoluent plus sur 
une durée de 30mn.  

Dans cette partie, seule la phase stationnaire de cet essai sera analysée. Les grandeurs 
d’intérêts sont moyennées sur les 10 dernières minutes de l’essai. Les grandeurs d’intérêt 
permettant d’établir un bilan massique et thermique de l’essai et calculées selon les relations 
présentées au paragraphe précédent sont résumées dans le Tableau 2. 

PB,ebull Pref Pcond pcond Tsat,cond Tcond 
W W W bar °C °C 
14111 13820 14295 0.187 58.6 67.7 

Tableau 2 : Grandeurs d’intérêt du point de fonctionnement 

On constate que la puissance injectée au surchauffeur permet d’obtenir une surchauffe de la 
vapeur d’environ 10°C au condenseur. La quasi-totalité de la puissance servant à l’ébullition 
de l’eau au bouilleur est évacuée par l’eau de refroidissement au condenseur. On relève une 
différence d’environ 200W qui peut s’expliquer par différents paramètres : les incertitudes de 
mesure servant à l’évaluation de la puissance de refroidissement, la condensation pouvant se 
former sur les parois du condenseur et le fait que les pertes thermiques au bouilleur ont été 
négligées.  

On remarque également que la puissance évacuée par l’eau de refroidissement est 
légèrement supérieure à la puissance qui serait nécessaire à la condensation de la vapeur à 
saturation au débit estimé. Cela peut être dû au fait que la désurchauffe de la vapeur n’est pas 
prise en compte dans le calcul de Pcond et que la mesure du débit vapeur présente une certaine 
incertitude (de l’ordre de 5%).  

L’écoulement intérieur-tube est considéré turbulent (𝑅𝑒 = 2.2 × 10^4). Le coefficient 
d’échange intérieur-tube obtenu à l’aide de la corrélation HTRI [4] en régime turbulent vaut :  ℎ𝑖𝑛𝑡,𝐻𝑇𝑅𝐼 = 17888𝑊. 𝑚−2. 𝐾−1 

Les valeurs du coefficient d’échange extérieur-tube évaluées par les deux méthodes 
présentées au paragraphe précédent sont les suivantes :  ℎ𝑒𝑥𝑡,𝐷𝑇𝐿𝑀 = 10272𝑊. 𝑚−2. 𝐾−1 ℎ𝑒𝑥𝑡,𝑇𝑝 = 10082𝑊. 𝑚−2. 𝐾−1 

Ces deux valeurs de coefficients d’échange sont relativement proches. Cependant, la 
méthode basée sur le DTLM est fortement dépendante du choix de la corrélation pour le calcul 
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du coefficient d’échange intérieur-tube. Différentes corrélations ont été testées (HTRI [4], 
Petukhov [1], Gnielinski [2]) afin de quantifier l’impact de ce choix sur le coefficient d’échange 
externe. Des écarts de l’ordre de 12% sur le coefficient d’échange interne ont été obtenus, 
entrainant des écarts de l’ordre de 10% sur le coefficient d’échange externe. La méthode basée 
sur la température de paroi présente quant à elle une incertitude fonction de la précision de la 
température de paroi moyenne.  

Enfin, la visualisation au travers des hublots présents sur les parois du condenseur permet 
d’observer la mise en place de la condensation. Les observations obtenues à deux instants 
différents sont présentées en Figures 4 et 5.  

 
Figure 4 : Formation de la condensation sur 

les tubes à l’instant t 

 
Figure 5 : Formation de la condensation sur 

les tubes à l’instant t+dt 

On remarque la formation de condensation en gouttes sur les parois des tubes du condenseur 
qui viennent ruisseler jusqu’aux tubes inférieurs. La majorité des corrélations adaptées à la 
condensation sur la paroi de tubes horizontaux sont des corrélations pour une condensation en 
film. En utilisant par exemple la corrélation de Nusselt [3] valable pour de la condensation en 
film sur un tube en vapeur stagnante, on obtient un coefficient d’échange ℎ𝑒𝑥𝑡,𝑁𝑢 =13771𝑊. 𝑚−2. 𝐾−1. Cette corrélation tend donc à surestimer le coefficient d’échange vis-à-vis 
des résultats d’essais. Une étude sur différents points de fonctionnement supplémentaires et la 
comparaison avec d’autres corrélations plus complètes issues de la littérature devraient 
permettre de pouvoir définir une méthode adaptée pour le calcul du coefficient d’échange.  

4. Conclusion 

Les résultats présentés dans cette étude se focalisent sur un fonctionnement stationnaire. Les 
premières conclusions mettent en lumière la nécessité d’une étude plus approfondie afin de 
conclure quant à une formulation adaptée pour le calcul du coefficient d’échange extérieur-
tube. Par ailleurs, des essais en régimes transitoires seront réalisés à postériori afin de compléter 
cette étude.  
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Résumé - L’effet du rayonnement thermique est étudié sur des flammes H2-Air et CH4-O2 diluées.

Pour cela, un solveur fluide réactif est couplé à une solution semi-analytique de l’équation de transfert

radiatif. Le rayonnement thermique a trois effets principaux : une diminution de la température dans les

gaz brûlés, un préchauffage des gaz frais, et une augmentation de la vitesse de flamme laminaire. Le

modèle de gaz gris est comparé à des propriétés radiatives plus réalistes en utilisant un modèle CK. La

prise en compte du rayonnement thermique conduit à une augmentation significative de la vitesse de

flamme laminaire qui atteint 320% à 5 atm pour une flamme d’hydrogène.

Nomenclature

ρ masse volumique, kg/m3

Sl vitesse de flamme laminaire non-étirée, cm/s
φ richesse

T température, K
ydilu fraction massique de diluant

P pression, atm

x position, m
L longueur du domaine, cm
κ coefficient d’absorption, m−1

τ transmissivité

R (Srad
l

− Sadiab
l

)/Sadiab
l

, %

1. Introduction

Les méthodes de combustion décarbonée, telles que la combustion de l’hydrogène ou l’oxy-

combustion du méthane, sont des solutions potentielles pour neutraliser les émissions de car-

bone dans les processus industriels et les moyens de transport. Cependant, elles présentent des

défis comme la stabilisation de la flamme ou l’augmentation des émissions de polluants comme

les oxydes d’azote (NOx).

Une façon de limiter ces émissions est de diluer les gaz frais avec des gaz brûlés, i.e., de la

vapeur d’eau ou de dioxide de carbone. La dilution avec de la vapeur d’eau a été étudiée pour

les flammes d’hydrogène (ou de gaz de synthèse) à la fois expérimentalement et numériquement

[1, 2, 3]. La principale conclusion de ces études est que la dilution réduit la vitesse de la flamme,

la température adiabatique et les émissions de NOx. Il en est de même pour les flammes de

méthane diluées avec du CO2 [4].

Les effets du rayonnement thermique et en particulier de sa réabsorption par les gaz frais (ici

par la vapeur d’eau ou la vapeur de CO2) sont mal compris et sont généralement négligés dans

les simulations de flammes libres. Le rayonnement thermique dans les flammes diluées a été

étudié numériquement dans la littérature, principalement sur des flammes méthane/air diluées

avec de la vapeur de dioxyde de carbone. Ces études [5, 6, 7, 8, 9] soulignent la nécessité de

considérer la dépendance spectrale des propriétés radiatives du gaz et de modéliser non seule-

ment l’émission de rayonnement mais aussi la réabsorption. Elles ont établi que la réabsorption

augmente la vitesse et la température de la flamme. Ju et al. [5] ont également relevé une forte

dépendance à la longueur du domaine. Cependant, la plupart de ces études se concentrent sur des

flammes sphériques utilisées pour trouver expérimentalement la vitesse de flamme laminaire.

https://doi.org/10.25855/SFT2023-085
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Cette géométrie nécessite une extrapolation (non-)linéaire pour trouver la vitesse de flamme

non-étirée à partir des valeurs étirées à rayon fini. Elle suppose également des conditions adia-

batiques. Cette extrapolation n’est pas nécessaire avec les simulations de flammes planes 1D,

qui peuvent directement fournir la valeur de la vitesse de flamme laminaire non étirée.

Ce travail a pour but de mieux comprendre l’effet du rayonnement thermique sur les flammes

planes 1D diluées. Les méthodes numériques utilisées sont décrites dans la section 2. Afin de

calculer des flammes couplées réalistes, plusieurs simulations sont entreprises sur des flammes

H2-Air-H2O : avec des propriétés de gaz gris dans un domaine infini (section 3), avec des

propriétés de gaz gris dans un domaine fini (section 4) et avec des propriétés radiatives spectrales

réalistes dans un domaine fini (section 5). L’impact de la pression sur les résultats est discuté

dans la section 6. Finalement, la section 7 ouvre la discussion aux flammes CH4-O2-CO2.

2. Méthodes numériques

2.1. Couplage des solveurs fluide et radiatif

Ce travail utilise le code maison Agath, développé au laboratoire EM2C, pour résoudre les

équations de Navier-Stokes en régime permanent 1D pour un écoulement réactif multi-espèces.

Dans l’état stationnaire considéré, le flux de masse constant ρuSl est une valeur propre de cet

ensemble d’équations complété par les conditions aux limites. Ces équations sont discrétisées

avec un schéma de volume fini et résolues avec un solveur de Newton. Pour la combustion de

l’hydrogène, le mécanisme chimique détaillé de Varga et al. [10] (12 espèces, 30 réactions) est

choisi, et une formulation multi-espèce prenant en compte l’effet Soret, comme conseillé dans

[11], est utilisée pour modéliser les vitesses de diffusion. Pour la combustion du méthane, le

schéma GRI 3.0 [12] (53 espèces, 325 réactions) est utilisé avec une formulation classique de

diffusion moyennée pour la modélisation du transport.

Ce solveur d’écoulement réactif est couplé à un solveur semi-analytique 1D pour décrire

le transfert radiatif dans un domaine 1D hétérogène. Ce solveur est basé sur la solution semi-

analytique exacte détaillée, dans le cas gris, par Modest [13]. Elle est adaptée à un cas spectral en

intégrant sur le nombre d’onde. Cette solution s’appuie sur des fonctions intégro-exponentielles

pour exprimer les transmissivités de couches 1D apparaissant dans la forme intégrale de l’équa-

tion de transfert radiatif. Deux modèles pour les propriétés radiatives des gaz sont considérés :

une approximation grossière de gaz gris et un modèle CK précis [14] avec des paramètres mis

à jour par Rivière et Soufiani [15].

Des flammes diluées sont étudiées ici pour une richesse φ = 0, 45, une température de gaz

frais Tu = 500 K, un rapport de dilution yH2O = 0, 2 (ou yCO2 = 0, 6) et une pression variant

entre 1 et 20 atm. Ces conditions sont représentatives de celles du fonctionnement d’un moteur.

2.2. Conditions aux limites

Les calculs de vitesse de flamme laminaire (sans rayonnement) sont généralement effectués

dans des domaines suffisamment grands pour simuler une propagation dans un milieu infini.

Cependant, il sera montré (section 4) que la taille du domaine, même si elle reste très supérieure

à l’épaisseur de la flamme, affecte fortement les résultats couplés au rayonnement thermique.

Deux ensembles de conditions aux limites sont donc comparés dans cette étude. L’un simule

un domaine infini avec une infinité de gaz frais pour x < 0 et une infinité de gaz brûlés pour

x > 0. L’autre reproduit un domaine de longueur finie dans lequel la température des gaz frais

est celle imposée au premier point du domaine. Dans cette configuration, le gaz est supposé être
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entouré d’une enceinte noire froide à 500 K. Dans les deux cas, le domaine simulé s’étend de

x = −L = −20 cm à x = L = 20 cm avec le front de flamme situé autour de x = 0 cm. Dans le

cas fini, une partie du rayonnement thermique émis est perdue aux frontières du domaine alors

que dans le cas infini, toute l’émission est réabsorbée. Une partie de cette réabsorption a lieu en

amont du domaine simulé, ce qui doit être reflété dans les conditions aux limites. La température

au premier point du domaine simulé sera donc différente de celle imposée au mélange imbrûlé

à −∞ dans la configuration infinie.

3. Gaz gris et domaine infini

La première configuration étudiée est un domaine infini de gaz frais et brûlés considérés gris.

On choisit un coefficient d’absorption uniforme κ = 1 m−1. L’épaisseur optique des couches

de gaz frais et brûlés est infinie. Une flamme H2-Air-H2O avec φ = 0, 45, Tu = 500 K,

P = 5 atm et yH2O = 0, 2 est simulée dans un domaine de 40 cm de long en utilisant le jeu de

conditions aux limites du cas infini détaillé dans la section 2.2. Les profils de température et de

puissance radiative de la flamme sont représentés sur la Figure 1. Le profil de température de

la flamme adiabatique correspondante (i.e. sans rayonnement thermique) est également affiché

pour comparaison.
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Figure 1 : Profils de température (gauche) et de puissance radiative (droite) dans le cas de gaz gris

dans un domaine infini.

La puissance radiative est négative dans les gaz brûlés où l’émission est dominante et positive

dans les gaz frais, où l’absorption est majoritaire. Cette absorption conduit à un préchauffage

de la couche 1D infinie de gaz frais, ce qui explique que la température au premier point du

domaine numérique soit supérieure à Tu = 500 K. Dans les gaz brûlés, l’émission conduit à

une diminution de la température. En écrivant un bilan de température entre le dernier point du

domaine numérique et x = +∞, on trouve que T+∞ vaut 1363 K, ce qui est précisément la

température adiabatique de fin de combustion de la flamme étudiée. Ceci valide la simulation

d’un domaine infini sans pertes : tout rayonnement émis doit être, à terme, réabsorbé.

Le préchauffage des gaz frais a deux conséquences principales : la température maximale

dans le domaine est supérieure à la température adiabatique (1562 K au lieu de 1363 K), et la

vitesse de flamme laminaire non étirée augmente considérablement. Cette vitesse de flamme,

et les autres obtenues dans cette étude sur l’hydrogène, sont résumées dans le Tableau 1 avec

la valeur correspondante de R = (Srad
l

− Sadiab
l

)/Sadiab
l

. Ce coefficient, similaire à celui défini

dans [7], quantifie l’effet du rayonnement thermique sur la vitesse de flamme. Dans ce premier

scénario, l’augmentation est conséquente avec R = 1500 % et Sl passant de 2 cm/s à 31, 9 cm/s.
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4. Gaz gris et domaine fini

Les chambres de combustion réelles ne sont pas infinies. La Figure 2 compare les profils de

température et de puissance radiative pour le même mélange de gaz frais que précédemment

mais avec les deux jeux de conditions aux limites détaillées dans la section 2.2.
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Figure 2 : Effet des conditions aux limites sur les profils de température (gauche) et de puissance

radiative (droite).

Les mêmes phénomènes que ceux détaillés dans la section 3 apparaissent dans la configura-

tion finie. Le préchauffage est cependant moins important pour trois raisons. Premièrement, la

condition de Dirichlet à x = −20 cm force la température à 500 K à cette position. Deuxième-

ment, les gaz brûlés émettent moins dans le cas du domaine fini car la frontière froide à droite

les refroidit. Troisièmement, la couche de gaz frais n’est plus infinie, et son épaisseur optique est

désormais finie (κL = 0, 2 et τu = exp(−κL) ≈ 0, 82). Une partie du rayonnement thermique

émis ne peut plus être réabsorbée par les gaz frais et est perdue à la frontière froide à gauche.

La valeur de la température au dernier point du domaine simulé, qui est maintenant de 1060 K,

i.e. 300 K de moins que la température adiabatique de la flamme, met en évidence ces pertes.

L’effet sur la vitesse de flamme est également plus faible que dans la configuration infinie avec

une vitesse de Srad
l

= 4, 3 cm/s correspondant à R = 115 %.

L’épaisseur optique des gaz peut être modifiée en changeant la valeur de κ. La Figure 3

compare trois valeurs d’épaisseurs optiques (0, 02, 0, 2 et 2) associées à des transmissivités

décroissantes pour les gaz frais de 0, 98, 0, 82 et 0, 14. Le préchauffage devient de plus en

plus important quand κ augmente puisqu’un coefficient d’absorption plus élevé signifie plus

d’émission des gaz brûlés (pour une température fixée), et une épaisseur optique plus élevée

signifie plus de réabsorption des gaz frais ainsi qu’un impact plus faible des frontières froides.

Les pertes thermiques dans le domaine atteignent une valeur maximale pour les transmissivités

intermédiaires. En effet, lorsque le domaine est optiquement fin (κL = 0, 02), l’émission des

gaz brûlés est moins importante, ce qui explique la faible diminution de la température. Au

contraire, lorsque le domaine est assez épais (κL = 2), l’impact des frontières froides est moins

intense. Les pertes sur le domaine sont alors plus faibles que dans le cas κL = 0, 2 comme le

prouve la température en sortie du domaine simulé, qui est plus élevée pour κL = 2.

Dans le cas optiquement fin (κL = 0, 02), la valeur de la vitesse de flamme est très proche de

la valeur adiabatique (voir Tableau 1). D’autre part, même avec κL = 2, la vitesse de flamme est

toujours inférieure de 67% à celle du cas infini. Cela indique que la convergence en épaisseur

optique du côté épais n’est pas atteinte. Augmenter κ de 1 à 10 m−1 dans un domaine de 40
cm revient à garder κ = 1 m−1 constant mais à augmenter la longueur du domaine de 40
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cm à 4 m. Cela signifie que la longueur du domaine a un impact significatif sur l’impact du

rayonnement thermique, comme le montrait Ju et al. [5]. Dans les applications pratiques de

combustion, où les dimensions de la chambre varient de quelques dizaines de cm à plusieurs

mètres, une configuration finie d’une longueur appropriée doit être simulée pour obtenir une

vitesse de flamme avec rayonnement correcte.
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Figure 3 : Profils de température (gauche) et de puissance radiative (droite) pour différentes épaisseurs

optiques dans un domaine fini.

5. Propriétés radiatives spectrales

Pour continuer d’augmenter la complexité et le réalisme de la simulation, des propriétés

radiatives dépendantes du nombre d’onde doivent être prises en compte au lieu de l’approxi-

mation de gaz gris. Un modèle CK est choisi comme détaillé dans la section 2.2. Les spectres

d’émissivité des gaz frais et brûlés sont présentés sur la Figure 4 pour différentes conditions

de pression. La fonction de Planck modélisant l’émission d’un corps noir à la température des

gaz brûlés (Tadiab = 1363 K) est représentée en pointillés pour souligner la zone d’intérêt des

spectres. Il est clair que les mélanges étudiés ne sont pas gris. Des propriétés radiatives spec-

trales sont nécessaires même si elles rendent les simulations plus coûteuses (1022 bandes au

lieu d’une seule valeur pour κ).
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Figure 4 : Spectres d’émissivité des gaz frais et brûlés selon le modèle CK pour deux valeurs de pression

1 atm (gauche) et 5 atm (droite).

La Figure 5 compare cette simulation avec le modèle CK aux calculs précédents avec l’ap-

proximation de gaz gris avec κL = 0.2 (τ = 0, 82) et κL = 2 (τ = 0, 135). Avec le modèle CK,

la transmissivité moyenne du mélange brûlé pondérée par la fonction de Planck est de τ = 0, 68.

Les profils de température et de puissance radiative du calcul avec le modèle CK se situent entre

les tracés des deux autres simulations. Cela suit l’ordre des épaisseurs optiques, des mélanges
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les plus fins aux plus épais. Il est important de noter ici que pour une configuration réaliste avec

un domaine fini, un modèle détaillé de propriétés radiatives, un mécanisme chimique détaillé et

une modélisation correcte du transport, la prise en compte du rayonnement thermique conduit à

une augmentation de la vitesse de flamme laminaire de 320%. Ainsi, dans ces flammes H2-Air-

H2O, il est essentiel de tenir compte du rayonnement thermique pour obtenir des simulations

correctes de la vitesse de flamme.
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Figure 5 : Effets des propriétés radiatives sur les profils de température (gauche) et de puissance radia-

tive (droite).

6. Effet de la pression

−0.2 −0.1 0.0 0.1 0.2
X [m]

600

800

1000

1200

1400

T
[K
]

Domaine Fini
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Figure 6 : Effet de la pression sur les profils de température (gauche) et de puissance radiative (droite)

Les effets du rayonnement avec le modèle CK sont maintenant étudiés pour différentes

conditions de pression. La base de données spectroscopiques utilisée pour déterminer les pa-

ramètres du modèle CK tient compte des effets d’élargissement de raie dus à la pression. La

Figure 6 présente les profils de température et de puissance radiative pour des simulations à 1,

2 et 5 atm. L’augmentation de la pression et donc du coefficient d’absorption des gaz brûlés en-

traı̂ne une plus grande émission des gaz chauds. Cela se reflète dans la baisse de la température

après le front de flamme, qui est plus raide aux pressions plus élevées. Une pression plus élevée,

correspondant à un mélange plus épais, conduit également à un préchauffage plus important des

gaz frais.

Les vitesses de combustion des flammes adiabatiques et couplées aux différentes pressions

considérées sont détaillées dans le Tableau 1. Comme attendu, les flammes avec rayonnement

à 1, 2 et 5 atm sont plus rapides que les flammes adiabatiques correspondantes. Avec le modèle

CK, contrairement au gaz gris, deux effets de la pression sur la vitesse de flamme laminaire
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s’opposent. En effet, il est connu que l’augmentation de la pression conduit à des valeurs plus

faibles de vitesses de flamme. Cependant, avec le rayonnement thermique, l’augmentation du

préchauffage due à l’augmentation de la pression conduit à une vitesse de flamme plus élevée.

Ces deux effets sont en opposition dans ces flammes diluées couplées. Le premier effet est

le plus fort ici : l’augmentation de la pression réduit la vitesse de flamme, à la fois dans les

simulations adiabatiques et dans les calculs couplés. Cependant, l’effet du rayonnement, qui

est quantifié par R, croı̂t avec la pression : de 46% à 1 atm à 320% à 5 atm. Ceci est, de

nouveau, dû à l’augmentation de l’épaisseur optique et de l’intensité du rayonnement quand la

pression augmente. Il est intéressant de noter que même à pression atmosphérique, l’effet du

rayonnement thermique sur une flamme pauvre H2-Air-H2O est significatif.

Domaine Modèle de rayonnement κL [-] Sl [cm/s] R [%]

Infini
Adiabatique - 2,0 -

Gaz Gris 0,2 31,9 1500

Fini

Adiabatique - 2,0 -

Gaz Gris

0,02 2,1 5

0,2 4,3 115

2 21,4 970

Modèle CK - 8,4 320

Tableau 1 : Résumé des valeurs de vitesse de flamme pour les différentes conditions étudiées pour H2

7. Oxycombustion du méthane diluée avec du dioxyde de carbone
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Figure 7 : Prise en compte du rayonnement sur une flamme d’oxycombustion CH4-O2-CO2

Suite à ces études sur des flammes H2-Air-H2O, une flamme CH4-O2 diluée avec de la

vapeur de CO2 a également été simulée pour comparer les effets du rayonnement sur les deux

carburants. Les profils de température et de puissance radiative obtenus pour P = 5 atm, φ =
0, 45, Tu = 500 K et yCO2 = 0, 6 sont présentés en Figure 7. Le taux de dilution est plus élevé

que dans le reste de l’étude car le CO2 vient remplacer l’azote de l’air. Le modèle CK et le jeu

de conditions correspondant à un domaine fini ont été utilisés. Il est intéressant de souligner

que cette simulation est sensiblement plus chère que celles pour l’hydrogène car la chimie du

méthane est plus complexe.

Les mêmes phénomènes que pour l’hydrogène peuvent être retrouvés avec une émission

des gaz brûlés menant à une baisse de température, une réabsorption par le CO2 des gaz frais

entraı̂nant un préchauffage et une température maximale légèrement supérieure à la température
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adiabatique. L’effet sur la vitesse de flamme est moins important que celui observé précédem-

ment avec Sadiab
l

= 20, 5 cm/s et Srad
l

= 23, 4 cm/s soit R = 14 %. Il sera intéressant dans la

suite de faire varier le taux de dilution, la richesse et la pression de cette flamme de méthane

pour voir si des effets du même ordre de grandeur que ceux trouvés pour l’hydrogène existent.

8. Conclusion

Cette étude a examiné l’effet du rayonnement thermique sur des flammes 1D prémélangées

H2-Air diluées avec de la vapeur d’eau en utilisant un solveur fluide réactif couplé à une solu-

tion semi-analytique de l’équation de transfert radiatif. Les résultats ont montré que le transfert

radiatif a un impact significatif sur les caractéristiques de la flamme. Sa prise en compte en-

traı̂ne un préchauffage des gaz frais, une augmentation de la vitesse de la flamme laminaire, et

une diminution de la température dans les gaz brûlés. L’effet de la longueur du domaine sur ces

phénomènes a été examiné, soulignant l’importance de sa considération dans les simulations

pratiques. L’étude a également comparé l’approximation de gaz gris à des propriétés radiatives

plus réalistes en utilisant un modèle CK. Les simulations couplées ont révélé que la prise en

compte du rayonnement thermique conduit à une augmentation significative de la vitesse de la

flamme laminaire, qui atteint 320% à 5 atm. L’impact de la pression a également été étudié. Une

ouverture aux flammes CH4-O2-CO2 a montré que les mêmes phénomènes avaient lieu mais

avec un effet plus faible du rayonnement. Dans l’ensemble, cette étude souligne la nécessité de

prendre en compte le rayonnement thermique dans les simulations 1D de flammes diluées afin

d’obtenir des prédictions précises des caractéristiques de la flamme, telles que sa vitesse lami-

naire non étirée, une brique fondamentale de la modélisation de la combustion 3D turbulente.
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Résumé - Les écoulements gazeux au sein d’une machine Stirling sont de type oscillant alterné et sont

très peu documentés à l’échelle microscopique. L’objectif de ce travail expérimental concerne l’étude

de tels écoulements dans des canaux de section rectangulaire, de diamètres hydrauliques variant de 100

µm à 1 mm et sous différentes fréquences d’oscillation, de 0.7 Hz à 3.5 Hz. On montre l’influence du

diamètre hydraulique sur les variations de pression et de température avec des variations de pression

jusqu’à 6 fois plus importantes et des variations de température plus que 6 fois supérieures dans les

canaux de diamètre 100 µm par rapport à celles obtenues, dans les mêmes conditions, dans les canaux

de diamètre 1 mm.

Nomenclature

Dh =
4Sp

Π
diamètre hydraulique, m

f fréquence, Hz

h hauteur du microcanal, m

L longueur du microcanal, m

P pression, Pa

r rayon hydraulique du microcanal, m

Sp section de passage, m2

T température, K

w largeur du microcanal, m

Nombres adimensionnels

Re nombre de Reynolds

Wo nombre de Womersley

Symboles grecs

α =
l
h

rapport d’aspect

ν viscosité cinématique, m2.s−1

Π périmètre mouillé, m

ω fréquence angulaire rad.s−1

1. Introduction

La valorisation des chaleurs fatales constitue un enjeu majeur pour notre économie. On es-

time que, sur le gisement industriel sur près de 110 TWh, 25 % correspondent à un niveau de

température compris entre 100
◦

C et 200
◦

C. Les progrès récents des dernières décennies dans

les technologies MEMS ont ouvert la voie à la conception, au développement et à la minia-

turisation de dispositifs de récupération et de conversion en énergie électrique d’énergie basse

température fonctionnant sur le principe d’une machine Stirling. Ces machines Stirling sont

caractérisées par des écoulements oscillants alternés de gaz (air, hélium, hydrogène).

De précédentes études menées au sein de l’institut FEMTO-ST [1] [2] ont contribué à la

fabrication d’un prototype de moteur Stirling miniaturisé. Cependant, les tests expérimentaux

de ce prototype ont mis en évidence des problèmes liés aux écoulements alternés à ces échelles

milli- et sub-millimétriques. Les pertes de charge observées étaient, en effet, bien plus im-

portantes que celles prévues par la théorie basée sur les résultats à échelle macroscopique.

Optimiser le design de la machine Stirling miniature nécessite donc de bien comprendre les

https://doi.org/10.25855/SFT2023-090
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caractéristiques thermiques et fluidiques des écoulements alternés de gaz au sein de conduites

de dimensions milli- et sub millimétriques.

Cependant, il existe très peu de références bibliographiques de tels écoulements à ces échelles,

alors qu’à l’échelle macroscopique, ces écoulements alternés ont été largement étudiés depuis

Richardson et al.[3] : ils ont montré en particulier qu’à l’échelle macroscopique, le profil de

vitesse présentait la particularité d’avoir une vitesse maximale en proche paroi (au lieu d’être

localisée au centre de l’écoulement, comme on peut l’observer au sein d’écoulements station-

naires continus). Sur une période, l’écoulement étant à vitesse moyenne nulle, le nombre de

Reynolds classique n’était plus pertinent. Ainsi, Womersley [4] a défini un nombre adimension-

nel permettant de caractériser l’instationnarité d’un écoulement, le nombre de Womersley :

Wo = r

√

ω

ν
(1)

Plus récemment, Tanaka et al.[5], Leong et al.[6] ont proposé, pour caractériser les écouleme-

nts oscillants alternés, d’utiliser une définition du nombre de Reynolds modifié prenant en

compte la vitesse maximale de l’écoulement.

En l’absence de données sur les écoulements oscillants alternés à l’échelle microscopique,

et afin d’avoir une base de référence en micro-fluidique, nous nous sommes intéressés aux

études menées sur les écoulements stationnaires au sein de microcanaux au cours des dernières

décennies.

Parmi les différentes études d’écoulements permanents en microcanaux avec un fluide com-

pressible, nous pouvons citer par exemple le travail de Wu et al.[9] qui furent parmi les premiers

à étudier les écoulements de gaz au sein de microcanaux de diamètre hydraulique compris

entre 45 µm et 85 µm pour une large gamme de nombre de Reynolds (100 < Re < 15000).

Plus récemment, Yuan et al.[10] ont étudié l’écoulement d’air au sein de canaux circulaires de

diamètre 400 µm. Dans tous les cas, ces auteurs ont trouvé un coefficient de pertes de charge

plus important que celui prévu par la théorie à échelle macroscopique.

Pour mener l’étude visant à une meilleure compréhension des caractéristiques thermo-fluidiq-

ues des écoulements oscillants alternés au sein de milli- et microcanaux, nous avons conçu et

microfabriqué des canaux de différentes géométries. Dans cet article, nous présenterons les

résultats obtenus avec de l’air pour des canaux de même longueur, sans singularité, avec deux

diamètres hydrauliques de rapport d’aspect identique.

2. Matériel

Une fois le dimensionnement réalisé, les canaux ont été réalisés à l’aide de technologies de

microfabrication, au sein de la centrale MIMENTO (salle blanche) de l’Institut FEMTO-ST. Un

exemple de canal ainsi réalisé est représenté sur la figure 1.

Le canal est visible au centre et, de part et d’autres, des convergents/divergents ont été dimen-

sionnés afin de permettre l’adaptation de section avec le reste du dispositif expérimental tout

en minimisant les pertes de charge singulières (générées par ces singularités) et dans la limite

de l’espace disponible sur le substrat (wafer) utilisé en salle blanche. Le tableau 1 présente les

dimensions caractéristiques des canaux et les conditions opératoires testées et présentées dans

cet article.

Ces canaux sont constitués d’un assemblage de trois wafers : deux en silicium (orientation
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Figure 1 : (a) microcanal (Dh = 1 mm) réalisé à l’aide de technologies de microfabrication, (b)

Schéma des microcanaux avec h la hauteur, w la largeur et L la longueur du microcanal.

Dh w h L α f

µm µm µm mm Hz

Canal 1 100 100 100 25 1 0.7-3.5

Canal 2 1000 1000 1000 25 1 0.7-3.5

Tableau 1 : Caractéristiques des canaux étudiés et conditions opératoires de l’étude

100, dopés P), et un en verre (borofloat 33). Le substrat du bas est un substrat de Silicium d’une

épaisseur de 500 µm qui constitue la paroi inférieure du microcanal. Le substrat du milieu

constitue le microcanal : il est gravé sur toute son épaisseur par gravure sèche profonde (DRIE).

La hauteur des microcanaux ≪ h ≫ est donc celle de l’épaisseur du substrat de Silicium. Enfin,

le wafer du dessus est un substrat de verre de 500 µm d’épaisseur prévu pour permettre la

visualisation de l’écoulement et servant de paroi supérieure du microcanal.

L’assemblage des différents wafers a été réalisé d’abord par thermocompression Or-Or entre

les deux substrats de Silicium ; l’élément obtenu (stack) constitué des 2 wafers de silicium

assemblés a ensuite été collé au wafer de verre par soudure anodique.

Après découpe des wafers, différents microcanaux sont obtenus. Chaque microcanal est en-

suite testé sur un banc de mesure représenté sur la figure 2. L’écoulement alterné d’air qui

traverse le microcanal (1) est généré à l’aide de deux pistons (5) qui sont mis en mouvement,

avec un déphasage de π, par un système de bielle-manivelle entraı̂né par un moteur (4) dont la

vitesse de rotation est réglable.

Le design des raccordements entre les pistons et le microcanal est réalisé de sorte à obtenir

une symétrie de l’écoulement alterné de part et d’autres du microcanal. Ces raccordements

supportent d’une part les capteurs de pression KULITE XCQ-055-10 BARA-8068-3-661 (2).

D’autre part, ils supportent aussi des capteurs de température (3) qui sont des thermocouples

de type K de diamètre 12.7 µm, fabriqués et étalonnés au laboratoire. Des emplacements sont

également prévus pour intégrer des capteurs de vitesse par fil chaud, de part et d’autre des

extrémités du canal, en regard des capteurs de pression et de température.
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Figure 2 : Dispositif expérimental. (1)

microcanal, (2) Capteurs de pression, (3)

Thermocouple type K, (4) Moteur, (5) Pis-

tons

3. Résultats

La figure 3 représente l’évolution de la pression relative pour différentes fréquences, de 1

Hz à 3 Hz pour les microcanaux de diamètre hydraulique 1 mm et 100 µm. On observe sur

une période que, pour le microcanal de 1 mm, l’amplitude de variation de la pression augmente

de 170 Pa à 310 Pa lorsque la fréquence augmente de 1.05 à 3.2 Hz. Cela s’explique par

l’augmentation de la vitesse en fonction de la fréquence, qui induit en conséquence des pertes

de charge bien plus importantes.On peut aussi constater que cette variation de pression est

bien plus importante pour un écoulement au sein du microcanal de diamètre hydraulique 100

µm. On observe en effet une amplitude de variation de pression passant de 500 Pa à 2000

Pa lorsque la fréquence augmente de 1.05 Hz à 3 Hz. Cela montre l’influence du diamètre

hydraulique et s’explique par le changement de section, qui provoque une élévation des vitesses

de l’écoulement, et donc des pertes de charge plus importantes.

La figure 4 représente la variation de pression en fonction de la fréquence d’alternance au

sein des microcanaux de diamètre 1 mm et 100 µm. On observe les tendances observées sur

la figure 3. L’amplitude de variation de la pression augmente lorsque la fréquence augmente.

De plus, cette variation est bien plus importante au sein du microcanal 100 µm qu’au sein de

celui de 1 mm : elle y est jusqu’à 5 fois plus importante entre 0.7 Hz et 3.5 Hz. On observe

par ailleurs que cette variation en fonction de la fréquence semble être linéaire, contrairement

à ce qui est observé en régime unidirectionnel stationnaire où les variations de pression varient

en fonction du carré de la vitesse.

La figure 5 représente l’évolution de la température au sein du microcanal de 1 mm et 100

µm de diamètre pour des fréquences entre environ 1 Hz et 3 Hz au cours d’une période.
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Figure 3 : Evolution de la pression au cours d’une oscillation de

l’écoulement au sein du canal de diamètre 1 mm et 100 µm pour

plusieurs fréquences

Figure 4 : Influence de la fréquence d’oscillation de

l’écoulement sur l’amplitude de variation de la pression au sein

des microcanaux de diamètre 1 mm et 100 µm

La précision des mesures de températures est de l’ordre de ± 0.5 ◦C. On constate que la

température varie comme la pression, avec un léger déphasage quant à la position des pics :

le maximum est légèrement décalé de la position 90 ◦, correspondant à la position du maximum

de pression sur une période. Pour le microcanal de 1 mm, la température varie de 0.6 ◦C à

1.05 Hz, jusqu’à 1.5 ◦C à 3.2 Hz. La variation de température est encore une fois bien plus

importante pour le microcanal de 100 µm, passant de 3 ◦C pour une fréquence de 1.05 Hz, à

environ 10 ◦C pour une fréquence de 2.99 Hz.

La figure 6 représente l’évolution de l’amplitude de variation de la température en fonction

de la fréquence d’alternance de l’écoulement, au sein des microcanaux de diamètre 1 mm et

100 µm. On observe les tendances observées sur la figure précédente : l’amplitude de variation

de la température augmente lorsque la fréquence augmente. De plus, cette variation est bien

plus importante au sein du microcanal 100 µm qu’au sein du microcanal 1 mm. L’amplitude de
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Figure 5 : Evolution de la température au cours d’une oscillation

de l’écoulement au sein du canal de diamètre 1 mm et 100 µm

pour plusieurs fréquences

variation de la température est jusqu’à environ 7 fois plus importante entre 0.7 Hz et 3.5 Hz au

sein du microcanal de 100 µm. Cette variation de température observée est liée aux variations

de pression. Les pertes de charge, plus importantes à fréquence élevée et dans des canaux de

diamètres plus faibles, induisent des frottements plus important qui peuvent être à l’origine de

cette augmentation de température significative.

Figure 6 : Influence de la fréquence d’oscillation de

l’écoulement sur l’amplitude de variation de la température pour

le canal de diamètre 100 µm

4. Conclusion

L’étude des écoulements oscillants alternés, avec de l’air, dans des canaux millimétriques et

sub-millimétriques nous a permis de mettre en évidence plusieurs phénomènes. Tout d’abord, le

changement de diamètre hydraulique induit des variations de pression non négligeables : à débit

massique identique, ces variations sont jusqu’à 5 fois plus importantes avec le canal de 100 µm
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qu’avec celui de 1 mm. Par ailleurs, l’augmentation de la fréquence induit, comme l’augmen-

tation de la vitesse en écoulement permanent, une augmentation de l’amplitude de variation

de pression jusqu’à deux fois plus importante entre 1 Hz et 3 Hz, ceci pouvant être attribué

majoritairement à l’augmentation des pertes de charge. Enfin, l’amplitude de variations des

températures augmente avec la fréquence et, à fréquence identique, est bien plus élevée avec le

canal de 100 µm qu’avec le canal de 1 mm. Cette augmentation peut être attribuée à l’augmenta-

tion des pertes de charge et donc des frottements. Le léger déphasage observé entre les signaux

de température et pression va être étudié plus en profondeur. Par ailleurs, afin de généraliser

les résultats obtenus et de pouvoir les corréler entre eux, d’autres dimensions de canaux, sur

des gammes de fréquence plus élevées, sont actuellement testés. Enfin, il sera intéressant de

compléter cette étude en s’intéressant à l’influence de paramètres supplémentaires, comme le

rapport d’aspect des canaux, la présence de singularités (coudes), la compressibilité du fluide

(choix du fluide) et la présence d’un gradient de température imposé de part et d’autre du canal

(échangeurs de chaleur intégrés au dispositif expérimental). Les canaux permettant une telle

étude ont déjà été conçus en ce sens et seront testés dans la suite de ce travail.
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Résumé - Nous proposons dans cette étude d’ajouter les phénomènes de transfert par rayonnement dans

un modèle nodal réduit. Cette modélisation permet d’identifier les températures de fils électriques dans

un toron. Pour ce faire, nous disposons d’un modèle nodal purement conductif [1, 2] et nous proposons

une méthode d’identification des conductances de rayonnement basée sur un découpage géométrique :

la tesselation de Laguerre. À l’issue, nous intégrons ces conductances au modèle précédent et proposons

une étude de l’influence du phénomène de transfert par rayonnement.

Mots-clés : faisceau électrique ; toron de fils ; méthode nodale ; transfert radiatif ; modèle réduit.

Abstract - We proposed in this study to add the phenomena of transfer by radiation in a reduced

nodal model. This nodal model makes it possible to identify the temperatures of electrical wires in a

bundle. To accomplish this, we have a purely conductive nodal model [1, 2] and propose a method for

identifying radiation conductances based on geometric subdivision: the Laguerre tessellation. At the

end, we integrate these conductances into the previous model and indicate a study of the influence of

the phenomenon of transfer by radiation.

Keywords: electric harness; bundle of wires; nodal method; radiative transfer; scale model.

1. Introduction

Les faisceaux électriques dans les moyens de transport doivent répondre à de plus en plus

d’exigences et de contraintes telles que l’augmentation du nombre de fils liée à la complexité

croissante des systèmes embarqués, la diversité importante compte tenu des différentes confi-

gurations proposées aux clients, la variabilité de l’environnement thermique, la réduction de

l’espace disponible pour le cheminement des câbles. En vue de dimensionner les faisceaux de

manière optimale (en termes de qualité, de coût et de sûreté de fonctionnement), il est impor-

tant de comprendre le comportement thermique interne au toron. Le processus de fabrication

des faisceaux étant principalement manuel, il induit une variabilité conséquente dans la posi-

tion des fils au sein des torons. De plus, la présence de fils dits de ”communication” très peu

alimentés peut servir de dissipateur thermique tandis que la présence de fils dits de ”puissance”

favorise l’échauffement thermique. Pour faire suite à des comparatifs de résultats présentés sur

un modèle de toron automobile [1] qui étaient modélisés par une méthode nodale comprenant

uniquement les transferts conductifs et convectifs, nous proposons de décrire une démarche

pour mettre en place les phénomènes radiatifs. En effet, après l’estimation des niveaux de

température dans un toron, nous avons déterminé que les transferts de chaleur par rayonne-

ment sont du même ordre de grandeur que les transferts de chaleur conductif et convectif. Pour

ce faire, nous avons développé un modèle 2D, en régime permanent, exclusivement conduc-

tif, l’air étant considéré immobile, car piégé par les fils, et ce même modèle avec l’ajout des

phénomènes de transfert radiatif. La mise en place d’un réseau nodal de ce type et la résolution

https://doi.org/10.25855/SFT2023-092
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sont présentées dans un article précédent [2]. L’étude, présentée ci-dessous, décrit l’adaptation

du réseau nodal pour intégrer le rayonnement, ainsi que la détermination des conductances ra-

diatives. Les conductances radiatives sont calculées à partir de facteurs de vue. Nous proposons

une méthode de calcul des facteurs de vue adaptée à toutes dispositions aléatoires de géométries

circulaires dans un fluide transparent. C’est-à-dire que par sa construction, les conductances

thermiques sont fournies automatiquement, et ce, quelle que soit la disposition des fils au sein

d’un toron. Pour conclure, nous comparerons les résultats obtenus à ceux obtenus via les vo-

lumes finis (Fluent) et démontrerons l’impact du rayonnement sur le niveau de température

atteint. Ceci permet de visualiser nettement l’importance d’intégrer le rayonnement.

2. Modèle nodal

Le modèle nodal utilisé a été décliné et validé dans des travaux de thèse de doctorat [3].

Celui-ci utilise un découpage spatial issu de la tesselation de Laguerre (en noir Figure 1) pour

estimer les transferts par conduction à l’aide de conductances. La construction du réseau se base

sur le diagramme de Delaunay et la théorie des graphes, sa résolution demande une adaptation

des matrices issues de la théorie des graphes.

2.1. Description du modèle

0

1

2

34

5

6

7

8
9

Tlim

Noeuds de Delaunay

Noeuds de Laguerre

Branche orientée réseau nodal
Diag. de Delaunay

Branches du diag. de Laguerre

Branches réseau nodal
connectées à la limite

Noeuds de Laguerre ajoutés

Résistances thermiques
internes(Rij)

Résistances thermiques
avec condition limite (Ri,ext)

Figure 1 : Réseau nodal sur une coupe 2D de toron de fils, la tesselation de Laguerre en noir et

le réseau nodal issu du diagramme de Delaunay en bleu.

Les températures du réseau nodal peuvent être résolues à l’aide d’une équation matricielle

issue de la théorie des graphes [2]. Ce système matriciel est décrit en eq.( 1) avec
[
ML∗

]
,

[Q∗],
[
MR∗

]
,
[
TR

]
connus et

[
TL

]
inconnu.

[
ML∗

]
et
[
MR∗

]
correspondent aux conductances

respectivement entre les fils et, entre les fils et la limite.
[
TR

]
sont les températures utilisées en

conditions limites et dans notre cas
[
TR

]
= T∞. [Q∗] contient les sources thermiques injectées

dans chaque nœud et
[
TL

]
le vecteur de températures inconnues de chaque nœud.
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Ce système matriciel est résolu avec la bibliothèque Scipy de Python en utilisant la méthode

de décomposition LU pour matrice creuse nommée COLAMD [4, 5]. Dans le système matriciel

utilisé dans cette étude, une seule température limite est imposée. La matrice
[
MR∗

]
devient

un vecteur. Pour résoudre ce système, nous déterminons les sources thermiques Qi issues du

passage du courant I dans le fil i eq.(2).

Qi = Rfil,i × I2fil,i (2)

avec Rfil la résistance électrique du fil considéré.

2.2. Détermination des résistances thermiques

Les conductances de conduction Gij sont à déterminer. Pour les estimer, nous passerons par

les résistances Rij = Gij
−1. Ces résistances sont estimées à l’aide du découpage spatial fourni

par la tesselation de Laguerre. Nous identifions chaque cellule de ce découpage pour estimer

la résistance à l’aide des informations géométriques de la cellule. Une cellule est présentée

en Figure 2. Dans cette cellule, sont identifiées, les 2 résistances d’isolant de fil Riso,i, les 2

résistances conductives Rcond des lames d’air de part et d’autre de l’arête de la cellule de La-

guerre et pour finir, la résistance représentant le transfert par rayonnement entre les 2 surfaces

de fils Rray. Dans le cas A de la Figure 2, la résistance Rij est déduite suivant l’eq.(3) et dans

le cas B suivant l’eq.(4). Chacune de ces résistances, à l’exception de Rray, a été définie dans

des travaux de recherche [2, 3]. Différentes propositions de résistances de la lame d’air Rcond

ont été comparées. Nous utiliserons la méthode ayant été jugée la plus juste en confrontation à

un calcul par une méthode par volumes finis. La méthode de calcul des résistances conductives

utilisée est nommée ≪ Moy. ≫, issue des travaux [3].

Rij = Riso,i +Rcond,ij +Rcond,ji +Riso,j (3)

Rij = Riso,i +
(Rcond,ij +Rcond,ji) ·Rray

Rcond,ij +Rcond,ji +Rray

+Riso,j (4)

Riso1

Riso2

Rcond1,2 Rcond2,1

Rray

T1>2 T2>1

T1

T2

Riso1

Riso2

Rcond1,2 Rcond2,1

T1>2 T2>1

T1

T2

A B

Figure 2 : Application des résistances conductives et radiatives dans une cellule entre 2 fils. En

gris l’âme des fils, en rouge ou vert l’isolant et en bleu l’air interstitiel. Cas A : Résistances

conductives seules, Cas B : Résistances conductives et radiatives.

Pour la résistance de rayonnement, les flux thermiques de rayonnement ne sont considérés

qu’entre les surfaces d’isolant d’une même cellule. Dans une méthode nodale, la résistance

radiative entre 2 surfaces est identifiée en utilisant la formulation de Stephan-Boltzmann entre

2 corps gris eq.(5).

Rray =

(
1−ε1
ε1·S1

)

+ 1
S1·F1→2

+
(

1−ε2
ε2·S2

)

σ · (T1 + T2) · (T 2
1 + T 2

2 )
(5)

Avec εi l’émissivité de la surface i, Si la surface rayonnante, F1→2 le facteur de forme de 1

vers 2 et σ la constante de Stephan-Boltzmann.
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L’élément εi de cette résistance Rray est une donnée thermophysique de l’isolant, Si cor-

respond à la surface de l’isolant dans la cellule. Les températures étant les inconnues, nous les

initialisons à la température limite et itérons la résolution jusqu’à une convergence à 0,01 ◦C sur

le plus grand écart de température entre 2 itérations. Pour identifier un facteur de forme F1→2,

nous proposons d’utiliser la méthode d’Hottel (cordes croisées) en l’adaptant à notre géométrie

eq.(6). La méthode d’Hottel permet une estimation du facteur de forme à l’aide de sommes des

cordes tracées entre deux surfaces (lcordecroisee et lcordedroite). Dans la Figure 3A, la méthode

d’Hottel est appliquée entre 2 cercles. Sur la Figure 3B, nous déplaçons les différents points

d’extrémité des cordes droites à la limite de notre cellule avec l’isolant.

S1F1→2 = S2F2→1 =

∑
lcordecroisee −

∑
lcordedroite

2
(6)

D

S

T

Aext1

Cext2

Eint1

Gint2

Fint1

Hint2Bext1

Dext2

O1O1 O2O2

S

2 Cordes droites

2 Cordes croisées

Cellule de Laguerre

Alag1

Blag1 Dlag2

Clag2

2 Cordes droites

2 Cordes croisées

1 2

A

B

C

D

E

F

G

H

O1 O2

A B

Figure 3 : Application de la méthode d’Hottel entre deux cylindres pour déterminer le facteur

de forme. A : Loi des cordes entre deux cylindres, B : Loi des cordes adaptées à la cellule de

Laguerre.

3. Comparaison et validation

3.1. Démarches et géométries étudiées

Nous proposons une comparaison des résultats issue d’un calcul nodal avec et sans rayon-

nement, et ces deux derniers seront confrontés par des résultats obtenus par une Méthode par

Volumes Finis (FVM) à l’aide du logiciel Fluent de l’éditeur Ansys.

Conditions de l’étude Nous avons imposé une limite de température de 85 ◦C (condition de

Dirichlet) à une distance raisonnable qui est paramétrable dans le modèle du toron. L’échange

entre les fils et cette limite se fait à travers une couche d’air d’épaisseur non négligeable. Dans ce

cas de figure, avec les puissances dissipées par les fils, nous pouvons observer un phénomène

de convection en augmentant la distance de cette limite qui participe à la dissipation du flux

thermique. En deçà d’une certaine distance, la convection n’est plus négligeable vis-à-vis de

la conduction et devient même prépondérante dans les cas où la limite est éloignée et/ou les

flux dissipés dans les fils sont très importants. Pour le modèle conductif présenté ici, nous ne

considérerons dans un premier temps que la conduction ainsi qu’une limite raisonnablement

proche des fils afin de vérifier la pertinence de calcul des conductances thermiques conductives

connectées à la limite. L’aspect conductif le long des fils est négligé dans le modèle. En effet,

la conductivité thermique du cuivre ou d’un métal quelconque est bien plus grande que celle de
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l’isolant qui l’entoure. Si l’on fait le rapport entre la résistance thermique radiale d’une âme de

fil et la résistance thermique radiale de son isolant, nous respectons toujours Riso >> Rame.

Calcul FVM Dans la résolution par FVM, l’âme du fil est représentée par du cuivre plein

avec une conductivité λcuive = 380Wm−1 K−1. La source thermique de chaque fil est surfa-

cique. Celle-ci correspond à la puissance q = Relec × I2, avec Relec actualisée afin de réajuster

l’effet Joule à partir de la température du conducteur et des courants imposés. Le phénomène

de rayonnement a été ajouté en utilisant le modèle de rayonnement Surface à Surface (S2S) [6].

Pour réduire le besoin en mémoire pour le calcul, le nombre de surfaces rayonnantes est réduit

en créant vingt clusters de surface par surface d’isolant de fil. Chaque cluster aura un facteur de

vue vis-à-vis des autres clusters visibles depuis celui-ci. Les équations de la fluidique (Navier-

Stokes [7] et [8]) sont désactivées.

Géométries étudiées Pour valider le modèle nodal, il est important que celui-ci donne des

résultats cohérents indépendamment de la disposition, de la taille du toron et des densités de

courant injectées. C’est pourquoi nous avons étudié les 3 géométries présentées en Figure 4.

Deux géométries correspondent à un toron de petite taille composé des 12 mêmes fils avec 6

fils alimentés en courant, avec cependant une disposition différente. La troisième géométrie

correspond à un toron beaucoup plus gros de 55 fils avec des courants supérieurs.
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Figure 4 : Présentation des 3 dispositions de fils étudiées (échelles entre 12 fils et 55 fils

différentes).

3.2. Résultats de l’étude

Les Figures 5 et 6 déclinent les résultats des deux modèles nodaux avec et sans rayonnement

ainsi que les 2 études FVM associées avec et sans rayonnement pour un toron de 12 fils. Les fils

sont classés suivant l’échauffement FVM sans rayonnement pour une meilleure lisibilité. Les

fils parcourus par un courant sont identifiés avec un fond en gris. Nous remarquons très net-

tement que les échauffements sans rayonnement (marqueurs creux) sont nettement plus élevés

que les échauffements sur des modèles dans lesquels le rayonnement est implémenté. Sur la

Figure 5 le décalage est d’environ 1
◦
C. Sur la Figure 6, le décalage est d’environ 2

◦
C. Le fait
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que les fils les plus chauds soient disposés sur la périphérie induit un écart de température plus

conséquent avec la limite, le flux de chaleur dissipé par rayonnement est d’autant plus impor-

tant. Nous remarquons que l’écart entre les modèles nodaux et l’étude FVM à iso-condition

montre une erreur absolue de 1
◦
C pour la Figure 5 et de 2

◦
C pour la Figure 6, à l’exception de

quelques fils (1, 2, 3 et 4) sur la première Figure. On remarque que le décalage est quasiment

constant. Si l’on se place d’un point de vue conception et que nous considérons la FVM comme

fiable, le modèle nodal en termes de dimensionnement est protecteur, il surestime la température

dans les âmes de fils.

La Figure 7 décline les résultats de la même manière que précédemment, mais pour un toron

de 55 fils. De même, les échauffements sans rayonnement (marqueurs creux) sont plus élevés

que ceux relevés avec le modèle radiatif. Pour la méthode nodale, le décalage est d’environ

2
◦
C. Pour l’étude FVM, le décalage est d’environ 8

◦
C. L’écart entre les modèles nodaux et

l’étude FVM est conséquent pour les modèles purement conductifs, cela présage d’une mau-

vaise estimation des résistances conductives. Nous avons identifié que les résistances conduc-

tives externes, c.-à-d., entre les fils et la limite sont sous-estimées ce qui induit un échauffement

plus faible. La convection étant neutralisée dans le modèle FVM et le modèle nodal, cet écart

est dû à l’estimation des résistances ≪Moy. ≫qui lient les fils à la condition limite. Ce décalage

a en effet déjà été identifié dans ces travaux [3]. Cependant, avec l’ajout du rayonnement, qui a

un transfert du même ordre de grandeur en parallèle de la conduction, nous remarquons que les

erreurs induites par les résistances de conduction s’effacent. Les écarts sont de l’ordre de 1
◦
C

entre le Nodal et la FVM.
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Figure 7 : Echauffement de la disposition 1 du toron 55 fils. Modèles nodaux et FVM avec et

sans rayonnement.
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3.3. Conclusion

Cette étude a permis de démontrer que le transfert par rayonnement dans un toron de fils

parcouru par des courants n’est pas négligeable. En effet, sa prise en compte peut abaisser la

température du toron, d’autant plus lorsque le toron est soumis à de fortes puissances électriques.

Cette étude permet de vérifier que l’estimation du facteur de forme adapté à une cellule de La-

guerre est convenable, bien qu’une partie du rayonnement émis ne soit pas pris en compte. La

mise en place de calcul radiatif permet aussi de compenser les erreurs dans l’estimation des

résistances conductives. Cependant, dans les compléments de ces travaux [3], ces erreurs sont

neutralisées par le remplacement de ces résistances conductives par des résistances convectives

en limite du toron. Ce travail peut être étendu à d’autres applications industrielles avec des

géométries similaires comme pour les têtes de bobines de machines électriques par exemple.

Références

[1] J. Petitgirard, P. Baucour, D. Chamagne, E. Fouillien, J.-C. Delmare et D. Mosser, Etude comparative
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Résumé - Cet article traite de l’étude des corrélations servant à établir le nombre de Nusselt, nécessaire

à l’évaluation des coefficients d’échange thermique par convection, au sein du chenal d’un panneau

solaire hybride à air. Nous comparons des corrélations existantes aux résultats obtenus par simulation

numérique pour différents débits d’air et différentes isolations du panneau dans le cas d’un canal

d’épaisseur constante mais aussi pour une géométrie tenant compte des rétrécissements dus au cadre du

panneau.

Nomenclature

cp capacité thermique, J/kg.K
dc dimension caractéristique, m
K coefficient de transfert, W/m2.K
h hauteur, m
l largeur, m
L longueur, m
Nu nombre de Nusselt, −

qm débit massique, kg/s
qm, lindébit massique par mètre de largeur d’ouver-

ture, kg/s.m
Pr nombre de Prandtl, −

Re nombre de Reynolds, −

t température, oC
T température, K
v vitesse, m/s

Symboles grecs

α facteur d’absorption, −

η rendement, −

ε émissivité, −

λ conductivité thermique, W/m.K
φ flux, W
ϕ densité de flux, W/m2

σ constante de Stefan-Boltzmann, W/m2.K4

θ différence de température, K

Indices et exposants

amb air ambiant

c cellule PV

CF convection forcée

CN convection naturelle

cond conduction

elec électrique

env environnement

ext extérieur

ii face inférieure de l’isolant

inf inférieur

is face supérieure de l’isolant

ray rayonnement

sky ciel

sol solaire

sup supérieur

ted tedlar

top dessus

v vitrage

1. Introduction

Cette communication est réalisée dans le cadre d’un projet qui consiste à étudier, modéliser

et monitorer les interactions entre une installation aéro-photovoltaı̈que améliorée et un bâtiment

énergétiquement performant afin d’optimiser l’utilisation des ressources renouvelables (électrique

https://doi.org/10.25855/SFT2023-102
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complexe isolant + aluminium

chenal

couche de support

cellules photovoltaı̈ques

couche de verre 3mm

Figure 1 : exemple de composition d’un panneau PV/Ta simple

et thermique dans le cas de ces panneaux hybrides) en fonction des besoins de ce dernier [1].

Lors de la modélisation du comportement thermique des panneaux classiques, la question sui-

vante a été soulevée : ≪ Les corrélations usuelles permettant de déterminer les échanges ther-

miques par convection via le calcul du nombre de Nusselt sont-elles adaptées en tant que telles

pour étudier les transferts de chaleur au sein du chenal d’un panneau aérovoltaı̈que ? ≫

1.1. Le modèle thermique du panneau aéro-photovoltaı̈que

Un panneau aéro-photovoltaı̈que (PV/Ta) est un panneau solaire hybride qui vise à produire

aussi bien de l’électricité (solaire photovoltaı̈que) qu’à récupérer de la chaleur (solaire ther-

mique). Le concept est loin d’être récent et remonte au moins aux années 70’s et avait ini-

tialement pour but de refroidir à faible coût les cellules photovoltaı̈ques afin d’en améliorer

le rendement [2]. Depuis lors, de nombreux systèmes ont été envisagés et étudiés, dont T. T.

Chow en propose un tour d’horizon assez intéressant [3]. Ceux-ci peuvent se regrouper selon 2

catégories en fonction du type de fluide caloporteur utilisé : les dispositifs utilisant un liquide

et ceux à air. Ces derniers sont moins efficaces thermiquement dû à la faible chaleur massique

de l’air mais ont l’avantage d’être technologiquement plus simples et moins onéreux dans leur

conception. Qui plus est, l’air est disponible gratuitement, en abondance et indispensable à la

bonne ventilation des bâtiments.

La forme la plus simple d’un panneau PV/Ta consiste à venir créer un chenal pour le passage

de l’air sous le panneau photovoltaı̈que au moyen d’une plaque parallèle à ce dernier comme

le montre la figure 1. Si la hauteur du chenal est faible par rapport à sa largeur, nous pouvons

étudier les performances du panneau à l’aide d’un modèle thermique 1-D en considérant un

schéma électrique équivalent représenté sur l’illustration 2 et régi par les équations (1) à (6) qui

représentent les bilans énergétiques aux différents nœuds ttop, tPV, tted, tair, tis et tii.

αvϕsol +Kcond1(tPV − ttop) = KCF,ext(ttop − tamb) +Kray,sky(ttop − tsky) +Kray,env,sup(ttop − tenv)

(1)

τvαcϕsol = ηPVτvαcϕsol +Kcond1(tPV − ttop) +Kcond2(tPV − tted) (2)

Kcond2(tPV − tted) = KCF1(tted − tair) +Kray(tted − tis) (3)

ϕair = KCF1(tted − tair) +KCF2(tis − tair) = qm,lincp
dtair

dx
avecx dans le sens de l’écoulement (4)

Kray(tted − tis) = KCF2(tis − tair) +Kcond3(tis − tii) (5)

Kcond3(tis − tii) = KCF,ext(tii − tamb) +Kray,env,inf(tii − tenv) (6)

Dans le chenal, nous trouvons des transferts de chaleur par convection entre l’air et la face

inférieure du panneau photovoltaı̈que, de la convection également entre l’air et la face supérieure

du panneau inférieur et enfin par rayonnement entre ces deux surfaces. Afin de pouvoir déterminer

les coefficients de transfert par convection KCF1 et KCF2, il nous faut trouver des corrélations

établissant le nombre de Nusselt (Nu) dans notre configuration, soit pour un chenal rectangu-
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Figure 2 : modèle 1D stationnaire simple d’un PV/Ta

laire d’un ratio hauteur sur largeur de 0.02, pour des nombres de Reynolds dans une fourchette

de 1000 à 8000.

1.2. Des corrélations pour évaluer le nombre de Nusselt

Le nombre de Nusselt est un nombre adimensionnel introduit pour étudier les transferts ther-

miques entre un fluide et une surface solide. Il est le rapport entre les transferts par convection

et ceux par conduction. En convection forcée le nombre de Nusselt peut se déterminer par des

corrélations empiriques faisant intervenir le nombre de Reynolds et le nombre de Prandtl.

Nu =
φ dc
θλ

=
K dc
λ

= f(Re,Pr) (7)

Dans les études publiées sur le comportement thermique des panneaux aéro-photovoltaı̈ques,

certains comme Farshchimonfared et al. [5], Das et al. [6] ou Rejeb et al. [7] s’appuient sur

la corrélation générale de Dittus-Boelter reprise dans l’équation (8). D’autres, tels Hegazy [8],

Tonui et Tripanagnostopoulos [9] ou Shahsavar et Ameri [10] privilégient celle de Biehl établie

sur base des travaux de Tan et Charters [11] (voir eq.(9)). Et enfin, des auteurs ne mentionnent

parfois simplement pas les corrélations utilisées.

NuD-B = 0.0234Re0.8Pr0.4 DITTUS-BOELTER (8)

NuBi = 0.0158Re0.8 + (0.00181Re + 2.92)e−0.03795Lc/Dh BIEHL (9)

Ces expressions sont applicables pour des régimes turbulents établis (Re ≥ 10 000). Pour les

régimes laminaires établis (Re ≤ 2300), Das [6] et Rejeb [7] se limitent à l’utilisation de la

valeur fixe de 4.36, d’autres annoncent se référer de manière moins précise aux travaux de Shah

et London [12]. De leur côté, Candanedo et al. [13] ont développé leurs propres corrélations,

eq. (10) et (11), à partir de mesures sur une installation PV/Ta intégrée à la toiture d’une maison

test (BIPV/T) et celles-ci présentent des profils fort différents de ce qui était d’usage aupara-

vant. D’une part, ils dissocient les corrélations des échanges supérieur et inférieur du chenal et,

surtout, les valeurs sont bien plus importantes, du simple au double, que ne le laissaient présager

les relations usuelles, voir figure 3.

NuCand,top = 0.052Re0.78Pr0.4 CANDANEDO(TOP) (10)

NuCand,inf = 1.017Re0.471Pr0.4 CANDANEDO(INF) (11)

Puisque notre objectif est l’amélioration des panneaux aéro-photovoltaı̈ques en augmentant les

échanges convectifs, il est important d’avoir un modèle de base le plus réaliste possible de ce

point de vue afin de pouvoir quantifier correctement l’augmentation des performances.
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Figure 3 : corrélations de Nu pour un Pr = 0.707

Figure 4 : schéma de principe de l’installation aéro-photovotaı̈que

2. Simulation numérique des transferts thermiques dans le chenal

L’installation PV/Ta étudiée (fig. 4) prévoit l’entrée d’air via une grille placée le long de la

plus grande dimension d’un des panneaux de 1.68 x1.02m. Le chenal présente quant à lui une

hauteur h de 35mm. Le domaine que nous avons simulé est un parallélépipède rectangle de

ratio L/h=29.143 et dont nous avons considéré l’épaisseur négligeable (aucun transfert selon Y)

(situé au milieu de la largeur du panneau en y = l
2
). Nous avons utilisé le logiciel StarCCM+

pour résoudre les équations de Navier-Stokes (y compris les transferts radiatifs de surface à

surface) et celle de conservation de l’énergie pour obtenir les champs de vitesse et température.

2.1. Géométrie et conditions aux limites

Deux types de géométrie de canal sont étudiées :

— la première géométrie est un canal avec une épaisseur constante le long de l’écoulement,

— la seconde est déterminée à partir de mesures effectuées sur l’installation en notre posses-

sion et possède un profil non constant dans le sens de l’écoulement avec un élargissement

Z

XY

h

L

Figure 5 : vue 3D de la modélisation du chenal représenté en gras (L=1020mm et h = 35mm)
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Figure 6 : conditions aux limites sous le panneau PV (a) et au-dessus du panneau inférieur (b)
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Figure 7 : maillage au niveau des zones d’admission pour les 2 géométries

et un rétrécissement.

Les échanges thermiques entre la paroi supérieure (en z = h) et l’ambiance extérieure (fig. 6.a)

sont modélisés par la prise en compte de la conduction dans les différentes couches composant

le panneau PV (caractérisée par la résistance thermique Rth), la convection via un coefficient de

transfert thermique (KCF,ext) et le rayonnement grâce à l’émissivité (ε) de la face supérieure du

panneau PV. Nous imposons également une condition de non glissement de l’écoulement d’air

sur la paroi. Au niveau de la paroi inférieure (en z = 0), les échanges sont caractérisés par un

coefficient de conduction (Kcond3) et un coefficient d’échange global extérieur (Kext) reprenant

les échanges convecto-radiatifs avec l’ambiance extérieure (voir figure 6.b). Les conditions à

l’entrée imposent la température de l’air (ici égale à celle de l’ambiance extérieure), le débit

massique (q̇m) ainsi que des conditions d’état initial de la turbulence de l’air. Selon Li et Karava

[14] le modèle RANS (k − ε) donne des résultats satisfaisants dans le cadre des écoulements

à l’arrière de panneaux hybrides en façade (BIPV/T). Dans un premier temps, nous partirons

donc sur base de ce modèle et introduisons les conditions aux limites d’intensité de la turbulence

(I = 0.1) de l’air au départ et le rapport de viscosité turbulent (µt

µ
= 10).

2.2. Maillage et indépendance au nombre de mailles

Le maillage est composé de mailles polyédriques et un raffinement par couches prismatiques

de plus en plus fines est réalisé le long des faces supérieure et inférieure afin de capter correcte-

ment les différents profils (température et vitesse) dans la zone d’interface fluide-solide, comme

représenté sur la figure 7. Nous avons réalisé une étude de sensibilité au maillage en démarrant

d’une situation pour laquelle la dimension de base d’une maille était 1mm et que nous faisions

grandir successivement d’un facteur 1.3. Nous nous sommes fixé comme limite acceptable une

différence de 0.05K ou 0.001m/s sur les température et vitesse moyennes dans un intervalle de

2% autour du milieu de la hauteur, soit 0.49h ≤ z ≤ 0.51h en x = L
2

(voir figure 8 et tableau 1).

Afin d’alléger les temps de calcul, nous avons donc opté pour un maillage à 475 398 éléments.
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Figure 8 : comparaison des profils de vitesse et température en x = L
2

1.0 1.3 1.7

nombre de cellules 1 281 434 784 750 475 398

v(z=h/2) [m/s] 0.94071 0.94073 0.94085

T(z=h/2) [K] 294.049 294.063 294.085

Tableau 1 : vitesse et température moyenne (en x=L/2 et z=h/2 ±1%) en fonction du maillage

2.3. Exploitation des résultats de simulation

A partir des simulations, nous récupérons les températures tted, tis (moyennes de température

sur les surfaces supérieure et inférieure) et tair (moyenne sur le domaine). Connaissant les

températures, nous pouvons déterminer les coefficients de transfert thermique, en commençant

par Kray (éq. 12). Puisque le coefficient d’échange du plan inférieur avec l’ambiance Kbot (éq.

13) est connu, nous pouvons déterminer le coefficient d’échange convectif de ce plan avec l’air

du chenal KCF2 (éq. 14) et ensuite celui du plan supérieur KCF1 (éq. 15).

Kray = σ
1

1
εted

+ 1
εis

− 1

(Tted

4
− Tis

4
)

(Tted − Tis)
(12)

Kbot =
1

1
Kext

+ 1
Kcond3

=
1

1
23

+ 1
Kcond3

avec Kcond3 ∈ [1, 10, 50, 70] (13)

KCF2 =
Kray(tted − tis)−Kbot(tis − tamb)

(tis − tair)
(14)

KCF1 =

qmcp(tout−tin)

L×l
−KCF2(tis − tair)

(tted − tair)
(15)

Nous pouvons ensuite, sur base de l’équation 7 et pour chacun des coefficients de transfert par

convection, établir le nombre de Nusselt moyen correspondant en considérant comme dimen-

sion caractéristique dc = 2h (ici 0.070m) et la conductivité thermique l’air (λ) à la température

moyenne tair.

0.5 mm XPS

K70

3mm bois

K50

15mm bois

K10

35mm XPS

K1

Figure 9 : différentes compositions du panneau inférieur
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Figure 11 : comparaison des Nu air/panneau inférieur

2.4. Résultats

En faisant varier le débit d’air à l’entrée dans une gamme de 0.015 à 0.145kg/s, nous pou-

vons établir, pour différentes compositions du panneau inférieur (voir figure 9) pour le chenal

constant et uniquement avec un isolant de 35mm pour le chenal profilé, les évolutions du nombre

de Nusselt en fonction du nombre de Reynolds.

Sur la figure 10 qui a trait à ce qui se passe sous le panneau photovoltaı̈que (échanges

convectifs de la partie supérieure du canal), nous pouvons constater que pour un chenal sans

rétrécissement aux extrémités (Nusup), la corrélation de Candanedo convient pour des Reynolds

faibles pour autant que le panneau inférieur du chenal soit un minimum isolé (K10-K1) alors

que pour Re > 2500, il y a une surestimation croissante par rapport aux valeurs obtenues via

Dittus-Boelter qui monte jusqu’à 22% pour un Reynolds de 7400. Les résultats obtenus pour la

simulation prenant en compte la géométrie d’entrée et de sortie (Nuentr,sup) montrent une aug-

mentation moyenne par rapport à la géométrie de section constante de 11% et jusqu’à 28% pour

les débits les plus faibles avec une tendance moyenne qui se rapproche un peu plus de ce que

propose Candanedo.

En ce qui concerne les échanges au niveau inférieur du chenal (figure 11), les résultats sont

moins regroupés et les valeurs obtenues pour le panneau inférieur non isolé (K50 et K70) sont

jusqu’à 6 fois supérieures aux prévisions de Candanedo et 20 fois plus grandes que celles ob-

tenues via les corrélations usuelles. Dès lors que le panneau est isolé (K1), les nombres de
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Nusselt que nous obtenons sont proches mais inférieurs aux prédictions de Candanedo pour des

Re<7000. Il convient toutefois de rester prudent sur ce rapprochement puisque le graphe est ici

écrasé par les hautes valeurs. Les nombres de Nusselt obtenus à partir de la corrélation de Can-

danedo sont en moyenne 16% supérieurs à nos résultats pour la géométrie à section constante

(K1) avec des pointes jusqu’à 27% pour Re<3000. La situation est très différente pour les va-

leurs obtenues pour la géométrie qui tient compte de la présence du cadre (Nuentr,inf). Pour Re

<3200, nos résultats sont en moyenne 5% en-deçà des prédictions de Candanedo mais au-delà

de 4000, la tendance s’inverse et nous voyons des écarts croissants jusqu’à 50%.

3. Conclusion

Nous avons pu montrer que l’utilisation des corrélations Nu(Re) usuelles pour des valeurs du

nombre de Reynolds inférieures à 10 000, y compris celle de Biehl pourtant orientée panneau

solaire, sous-évaluent systématiquement et de manière importante les échanges convectifs dans

les panneaux PV/Ta mais également que la prise en compte des rétrécissements dus au cadre

des panneaux donne des valeurs de Nu sensiblement plus élevées. Afin de vérifier ce dernier

point, il serait intéressant de comparer nos résultats avec ceux obtenus à partir d’un modèle

k-ω. Nous envisagerons ensuite d’étudier les échanges thermiques dans le cas d’une géométrie

plus complexe du panneau inférieur (3D).
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Résumé - Un modèle de la condensation en gouttes basé sur le suivi de chaque individu a été développé

avec une attention particulière portée sur la détermination de la distribution des gouttes de petites

tailles. Typiquement, pour des rayons variant de quelques dizaines de nanomètres à quelques dizaines

de micromètres, la distribution du rayon des gouttes varie sur 5 à 6 ordres de grandeur. Les transferts

de chaleur sont essentiellement effectués au travers des gouttes dont le rayon est proche de la distance

moyenne entre les sites de nucléation. Ce modèle a alors été utilisé pour faire une étude paramétrique sur

les distributions de la taille des gouttes et les transferts de chaleur associés. Dans cette communication,

l’analyse des effets de l’angle de contact dynamique et de la dimension de la surface ont été analysés.

Mots-clés : Condensation en goutte ; Modèle basé sur l’individu ; Coefficient de transfert ; Angle de

contact dynamique ; longueur du substrat.

Abstract - An individual-based model of dropwise condensation was developed with particular

attention paid to determining the distribution of small droplets. Typically, for radii varying from a few

tens of nanometers to a few tens of micrometers, the drop radius distribution varies over 5 to 6 orders

of magnitude. The heat transfers are essentially carried out through the drops whose radius is close

to the average distance between the nucleation sites. This model was then used to make a paramet-

ric study on the drop size distributions and the associated heat transfers. In this communication, the

analysis of the effects of the dynamic contact angle and the dimension of the surface have been analyzed.

Keywords: Dropwise condensation; Population balance model; Individual based model; Heat transfer;

Parametric analysis.

1. Introduction

Il existe deux approches différentes permettant de déterminer la valeur du coefficient de trans-

fert lors de la condensation en gouttes. L’approche généralement utilisée repose sur deux sous

modèles : un modèle des transferts de chaleur au travers d’une goutte unique et un modèle de la

distribution de la taille des gouttes. Celle-ci peut être déterminée de deux manières différentes :

soit en utilisant une loi semi-empirique pour les gouttes observables expérimentalement, cou-

plée à une équation de bilan pour les plus petites gouttes (notée PBM, "Population Balance Mo-

del"), soit en utilisant une approche numérique de type "lagrangienne" (notée IBM, "Individual

Based Model"). Généralement l’approche utilisée dans la littérature est PBM car l’inconvénient

de l’approche IBM est qu’elle nécessite des temps de calcul très importants pour déterminer

la distribution de l’ensemble des tailles de gouttes (de quelques nanomètres à quelques mil-

limètres). Néanmoins, l’approche PBM n’a pas été validée que ce soit expérimentalement ou

numériquement pour les plus petites gouttes (inférieures à quelques microns). De ce fait, un

modèle IBM a été développé avec une attention particulière portée sur la détermination de la

distribution des gouttes de petites tailles.

iActuellement à CAP GEMINI Toulouse
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2. Modèle individu-centré

2.1. L’algorithme dans ses grandes lignes

L’algorithme est composé d’un nombre important d’étapes qui ne peuvent pas être décrites

dans cette communication. Nous en rappelons ci-après les lignes directrices. Le lecteur intéressé

peut trouver la description détaillée de chacune des étapes dans la thèse de Jérémie Lethuillier

[1]. Initialement, une goutte est placée sur chaque site de nucléation, en supposant que la posi-

tion de ces sites reste la même pendant toute la durée de la simulation. La distribution de la taille

des gouttes sera déterminée en suivant l’évolution de chacune des gouttes au cours du temps.

Chaque goutte est caractérisée par son rayon de courbure r, les coordonnées de son centre (x,

y) et plusieurs listes décrivant son voisinage. Une telle recherche de voisinage a déjà été mise

en oeuvre par Hu et al. [2] et permet des gains notables de temps de calcul. Pendant le laps de

temps où aucune coalescence ne se produit, l’évolution temporelle n’est pas discrétisée car la

croissance de chaque goutte est connue à partir du modèle thermique décrit dans [3]. Ainsi, le

pas de temps δt est calculé à chaque étape et correspond au temps qui s’écoulera avant le pro-

chain évènement de coalescence. Si le temps écoulé avant la prochaine coalescence est inférieur

à une valeur seuil δtmin, le pas de temps est imposé à cette valeur seuil. Ce δtmin a été choisi

aussi petit que possible pour avoir une bonne résolution sur la distribution des gouttes de petites

tailles, tout en conservant un temps de calcul raisonnable. Ensuite, les gouttes qui entrent en

contact coalescent. Lorsqu’une coalescence se produit, celle-ci a lieu instantanément, le rayon

de la goutte issue de cette coalescence est calculé par conservation du volume et sa position

est déterminée en calculant le barycentre des centres de masse des gouttes impliquées dans

la coalescence. Les gouttes atteignant la valeur imposée rmax sont mises en mouvement dans

une direction imposée avec une vitesse imposée. Cette condition de départ des gouttes a été

choisie afin d’être représentative du balayage induit par un mécanisme de renouvellement de

la surface qui est nécessaire à l’obtention d’un régime permanent. Par exemple, ce mécanisme

de renouvellement peut être lié à la gravité (cas d’une surface inclinée) ou à la présence d’un

cisaillement (cas d’un flux gazeux imposé). Lorsque le centre d’une goutte atteint le bord de

la surface, celle-ci disparait instantanément. Les évènements de coalescence et de balayage ont

pour effet de libérer une partie de la surface. En effet, la surface occupée par une goutte à l’is-

sue d’une coalescence est inférieure à la somme des surfaces des gouttes impliquées dans cette

coalescence. A l’issue de ces phénomènes, il est donc nécessaire de déterminer si des sites de

nucléation sont de nouveau disponibles. Si un site de nucléation n’est pas occupé, une nouvelle

goutte apparait instantanément sur celui-ci avec un rayon compris entre rmin et rmin + δr(δt).
La simulation se poursuit jusqu’à atteindre le critère d’arrêt souhaité. La procédure a été validée

en effectuant une comparaison avec des données de la littérature [4]. L’ensemble des références

bibliographiques utilisées dans le développement de l’outil numérique peut être trouvé dans le

mémoire de thèse de J. Lethuillier [1].

2.2. Exemple de résultat dans un cas de référence

L’étude est réalisée autour d’un cas de référence dont les paramètres sont reportés dans le

tableau 1.

La figure 1 illustre les différentes étapes de la simulation avec cet ensemble de paramètres, le

nombre de coalescences, de nucléations et le temps associé à chaque étape sont reportés dans

le tableau 2. Sur la première figure (1.a), les gouttes viennent d’apparaître sur l’ensemble des

sites de nucléation, de sorte qu’il n’y a pas encore eu de coalescences et 10000 nucléations

(correspondant au nombre de sites simulés). Seulement dix millièmes de seconde plus tard,
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Paramètres Valeurs Description

θ (°) 85 Angle de contact dynamique

rmax (µm) 65 Rayon critique de départ des gouttes

∆T (K) 1 Sous refroidissement de la paroi

e (nm) 200 Epaisseur du traitement de surface

ke (W.m−1.K−1) 2 Conductivité thermique du traitement de surface

v (m.s−1) 0.01 Vitesse de balayage des gouttes

hi (MW.m−2.K−1) 15.7 Coefficient de transfert à l’interface liq-vap

L (µm) 800 Arête de la surface (surface carrée)

Nns 10000 Nombre de sites de nucléation

Ns (m−2) 1.5625× 1010 Densité surfacique de sites de nucléation

δtmin (s) 10−5 Pas de temps minimum dans les simulations

Tableau 1 : Valeurs des différents paramètres du modèle utilisées dans la configuration de référence

le nombre de coalescences est déjà supérieur à 50000 (Fig. 1.b). Sur la figure 1.c, certaines

gouttes ont des tailles importantes et vont bientôt commencer à balayer la surface. Le nombre

de coalescences est pratiquement égal à 900000 avant même qu’une goutte n’ait atteint le rayon

critique rmax. Sur la figure 1.d, une goutte balaye la surface. Dans son sillage immédiat, on

distingue une zone où les gouttes sont de très petites tailles, alors qu’à une distance plus grande

(toujours dans le sillage de la goutte en mouvement), les gouttes sont visiblement plus grosses.

On remarque également la présence de trois gouttes de tailles moyennes (en haut à droite de la

figure) sur le point de coalescer. Sur l’image suivante (figure 1.e), ces trois gouttes ont coalescé,

libérant une grande zone de la surface. De nombreuses nouvelles gouttes apparaissent alors sur

la zone libérée. La figure 1.f, présente la répartition des gouttes sur la surface après le départ

d’une grosse goutte de la surface (en bas à droite de l’image). Ce départ provoque également

la libération d’un grand nombre de sites de nucléation. Durant moins d’une seconde de temps

simulé, et malgré la petite taille de la surface (800µm × 800µm), plus de quatre millions de

nucléations et cinq millions de coalescences ont eu lieu.

Figure 1 a b c d e f

Temps (ms) 0 10.219 130.22 850.22 860.22 920.22

Nombre de Coalescences 0 50370 894056 5255074 5311115 5672958

Nombre de nucléations 10000 33569 679298 4149265 4193568 4488717

Tableau 2 : Nombre de coalescences et de nucléations à différents instants de la simulation.

La distribution n(r) de la taille des gouttes au régime permanent est déterminée en décou-

pant l’espace des rayons en différentes classes de tailles de gouttes. A chaque pas de temps, le

nombre de gouttes appartenant à chaque classe est déterminé, puis la moyenne temporelle de

tous les pas de temps suivant le premier évènement de balayage est effectuée pour obtenir la

distribution au régime permanent. Le calcul de la distribution moyenne en ne prenant en compte

(de façon aléatoire) qu’une partie des données (dans l’optique de réduire ces corrélations tem-

porelles), a mis en évidence l’indépendance des résultats aux corrélations temporelles. De la

même manière, plusieurs découpages de l’espace des rayons ont été testés, les résultats obtenus

montrent une insensibilité de la distribution de la taille des gouttes à ce paramètre. Une fois la

distribution n(r) de la taille des gouttes déterminée, le flux de chaleur est obtenu en sommant
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 1 : Exemple de distribution spatiale des gouttes sur la surface à différents pas de temps dans

la configuration de référence. Les valeurs du temps de simulation, du nombre de coalescences et de

nucléations associées à chaque image sont reportées dans le tableau 2.

les contributions de chacune des gouttes :

Q =

∫ rmax

rmin

n(r)q(r)dr

où q(r) est le flux au travers d’une goutte unique de rayon r, obtenu à partir du modèle dispo-

nible dans la référence [3].

3. Analyse paramétrique

Dans cette section, on se concentre sur l’influence de divers paramètres de contrôle. Certains

de ces paramètres influencent les transferts de chaleur au sein d’une goutte unique (θ, hi et ∆T ),

alors que d’autres ont plutôt des effets géométriques (sur l’espace entre les sites pour re ou sur

le mécanisme de balayage pour rmax, v et L). Afin de mieux comprendre l’influence de chaque

paramètre, ils seront considérés indépendants les uns des autres (ce qui n’est pas forcément le
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cas expérimentalement, par exemple θ et rmax sont généralement couplés). L’étude sera réalisée

autour du cas de référence présenté dans la section précédente. L’ensemble des valeurs des

paramètres qui ont été testées sont reportées dans le tableau 3. Les résultats présentés dans

cette communication seront focalisées sur l’analyse de l’influence de la mouillabilité et de la

longueur du substrat.

Paramètres Valeurs Description et commentaires

θ (°) 45-65-85-110-130-150 Angles dynamiques

Distance moyenne entre deux sites de nucléation

re (µm) 0.5-1-2-4-8 successifs - Equivalent à Ns =1012 ; 2.5 1011 ;

6.25 1010 ; 1.56 1010 ; 3.9 109 m−2

(40 000 sites de nucléation simulés pour re = 0.5µm)

rmax (µm) 65-130-260 Rayon de départ des gouttes

Coefficient de condensation - Equivalent à un

α 0.01-0.1-1 coefficient d’échange à l’interface

hi = 7.89 104 ; 8.27 105 ; 1.57 107 W.m−2.K−1

∆T (K) 0.5-1-2-5-10 Sous refroidissement

Vitesse de balayage

v (m.s−1) 0-0.005-0.01-0.05-0.1 Dans le cas où la vitesse de balayage est nulle,

les gouttes sont éliminées dès qu’elles atteignent rmax.

L (µm) 360 à 3600 Longueur de la surface (Largeur fixée à 360 µm)

Tableau 3 : Valeurs des différents paramètres du modèle pour l’étude paramétrique.

3.1. Influence de l’angle de contact dynamique

Les distributions de la taille des gouttes obtenues pour chaque angle de contact sont reportées

sur la figure 2.a. Pour les grosses gouttes (>10 µm), la distribution est quasi identique quel

que soit θ. En revanche, on observe d’importantes variations sur les petites gouttes (jusqu’à un

ordre de grandeur entre les résultats obtenus avec θ égal à 45° ou à 150°). Plus la surface est

(a) (b)

Figure 2 : (a) Distributions de la taille des gouttes et (b) cumulées du flux de chaleur réduit obtenues à

partir de l’approche IBM pour différentes valeurs d’angle dynamique.

hydrophobe et plus les courbes sont translatées vers le haut. Cela s’explique par le fait que les

cinétiques de croissance des gouttes sont plus lentes dans les cas hydrophobes, notamment pour

les plus petites gouttes, elles passent donc plus de temps dans ces classes de tailles. De plus,
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dans le cas super hydrophobe (150°), de petites gouttes peuvent exister sous les plus grosses,

cela implique par exemple des cas où le nombre de gouttes présentes sur la surface est plus grand

que le nombre total de sites de nucléation (par exemple lors de la coalescence entre deux gouttes

centrés sur leur site, la goutte résultante se positionne entre les 2 sites de nucléation ce qui

permet de créer deux nouvelles gouttes en plus de la goutte résultant de la coalescence). Malgré

le fait que le nombre de petites gouttes est plus faible dans les configurations hydrophiles, le

modèle prédit une forte augmentation du transfert de chaleur global (sa valeur est pratiquement

3 fois plus élevée pour θ = 45° que pour θ = 150°). Pour un rayon de goutte donné, le volume

de la goutte (et donc l’épaisseur de la couche liquide) est beaucoup plus faible en configuration

hydrophile. En conséquence, la résistance thermique par conduction au sein du liquide est plus

faible, et le flux de chaleur est donc plus élevé. Comme la distribution de la taille des gouttes,

ainsi que les transferts de chaleur au sein d’une goutte unique sont modifiés par la valeur de

l’angle dynamique, la contribution de chaque taille de goutte au flux de chaleur global l’est

également (figure 2.b). Quel que soit l’angle θ, pour ces valeurs de Ns et rmax, les gouttes plus

petites que 1 µm ont un rôle négligeable dans le flux de chaleur global même dans le cas le plus

hydrophobe (inférieur à 5%). Malgré leur grand nombre, la contribution individuelle de chacune

de ces gouttes est tellement faible que la somme de celles-ci reste négligeable. L’essentiel du

flux est toujours transféré par les gouttes de rayon compris entre 1 et 10 µm (environ 50 % pour

θ = 45° et plus de 70 % pour θ = 150°). Pour les configurations hydrophiles, le flux évacué

par les gouttes supérieures à 10 µm augmente significativement, du fait que la résistance de

conduction est d’autant plus faible que la surface est hydrophile.

3.2. Influence de la longueur du substrat

L’objectif de cette section est de quantifier l’effet de la longueur de la surface (dans le sens du

balayage) sur les résultats. Dans ce but, des simulations ont été réalisées dans la configuration

de référence avec une largeur fixe (360 µm) et une longueur de surface qui varie d’un facteur 1

à 10. La longueur des surfaces est donc comprise entre 360 µm et 3.6 mm.

(a) (b)

(W
 m

-2
)

Figure 3 : (a) Distributions de la taille des gouttes et (b) flux de chaleur globaux obtenus à partir de

l’approche IBM pour différentes longueurs de surface.

La répercussion sur les distributions est présentée sur la figure 3.a. Les distributions sont stric-

tement identiques jusqu’à r ≈ 20µm. Au delà de cette taille, plus la surface est longue et plus

la distribution est translatée vers le bas. Cette différence de comportement est due au fait que

la distance moyenne nécessaire pour qu’une goutte qui balaye atteigne le bas de la surface est

d’autant plus importante que la surface est longue. De ce fait, celle-ci va devenir de plus en plus

grande à mesure qu’elle rencontre d’autres gouttes sur son passage. L’espace qu’elle occupe
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n’est plus disponible pour d’autres gouttes de tailles intermédiaires. De plus, les zones situées

en bas de la surface ne vont plus pouvoir "créer" des gouttes jusqu’à la taille rmax de façon aussi

fréquente que sur la partie haute de la surface. Le flux de chaleur a tendance à légèrement di-

minuer avec l’augmentation de la longueur de la surface (figure 3.b), ce qui n’est pas étonnant,

du fait que le nombre d’individus dans les classes de rayon supérieur à 20 µm est inférieur dans

les cas où la surface est plus longue (le reste de la distribution n’étant pas modifié).

Pour mieux comprendre l’effet de la longueur de la surface (dans le sens du balayage) sur les

résultats, une analyse par zone a été réalisé dans le cas où la longueur a été multipliée par 10

(3.6 mm). Le découpage en zones de tailles égales est représenté sur la figure 4.

les z

1

2

3

4

5

6

7

8

9

10

Figure 4 : Vue des gouttes à un instant arbitraire lors de la simulation IBM d’une surface de 360

µm × 3.6 mm. Les lignes pointillées correspondent au découpage de la surface selon la longueur ; la

zone 1 est le haut de la surface et la 10, le bas.

(a) (b)

(W
 m

-2
)

Figure 5 : (a) Distributions de la taille des gouttes obtenues sur chaque zone de la surface. La zone 1

correspond à la zone située en haut de la surface et la zone 10 à celle située en bas de la surface. (b)

Evolution du flux de chaleur calculé sur chaque zone de la surface en fonction de la position.

On notera 1 la zone située tout en haut de la surface et 10 celle qui se trouve tout en bas.

On remarque bien la grande différence de tailles des gouttes qui balayent la surface, avec une

goutte qui balaye dans la 4ème zone de taille légèrement supérieure à rmax, alors que la goutte

qui balaye dans la 9ème zone occupe pratiquement l’intégralité de celle-ci. A partir de cette si-

mulation, la distribution de la taille des gouttes a été déterminée dans chaque zone de la surface
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et les résultats sont représentés sur la figure 5.a. En dessous de 20 µm, les différentes distri-

butions sont pratiquement identiques. Au delà, les zones supérieures de la surface présentent

des nombres de gouttes plus importants. Comme décrit précédemment, le fait que des gouttes

arrivent des zones supérieures et balayent les zones inférieures avec des tailles d’autant plus

grandes que la zone considérée est vers le bas de la surface, implique qu’il est moins probable

que des gouttes de tailles proches de rmax existent sur les surfaces inférieures. Par exemple,

lors de cette simulation, 12 gouttes ont atteint la taille rmax dans la zone 1 alors que seulement

3 gouttes l’on atteinte dans la zone 10 (de plus celles-ci l’on atteint au début de la simulation

lorsque les gouttes des surfaces supérieures n’étaient pas encore arrivées dans cette zone). A

partir des distributions des tailles des gouttes de chaque zone, le flux de chaleur évacué par cha-

cune d’entre elle a été déterminé et les résultats sont reportés sur la figure 5.b. Il s’agit donc ici

de flux "locaux", le flux global étant égal à la valeur présentée précédemment dans le cas L=10.

Celui-ci est plus important sur les zones supérieures et décroit à mesure que l’on descend sur

la surface. Le comportement de la courbe est relativement similaire à celle qui présentait l’in-

fluence de la longueur sur le flux de chaleur global. La décroissance est quasi-linéaire lorsque

l’on considère les zones de plus en plus basses, le flux de chaleur étant entravé par les plus

grosses gouttes à mesure que l’on descend sur la surface.

4. Conclusion

• Les paramètres qui influencent les transferts de chaleur au sein d’une goutte unique (i.e.

θ, α et ∆T ) jouent un rôle majeur sur la distribution de la taille des gouttes. Plus la

croissance est rapide et plus la valeur du flux de chaleur global est élevée. Il est important

de noter toutefois que pour le sous-refroidissement ∆T , l’augmentation du flux de chaleur

global va de pair avec une diminution du nombre de gouttes du fait que le rayon des

gouttes qui quittent la surface est également plus élevé. De ce fait, la valeur du coefficient

de transfert est plus faible dans le cas où le sous-refroidissement est élevé.

• Les paramètres qui affectent le balayage (i.e. rmax, v et L) ont un effet principalement sur

le flux de chaleur : plus les gouttes atteignent des tailles élevées (soit parce que leurs temps

de trajet pour atteindre le bord de la surface est plus long, soit parce qu’elles sont mises

en mouvement à des tailles plus élevées) et plus le flux de chaleur global est dégradé.

• Le paramètre Ns est particulier, celui-ci n’affecte ni les dynamiques de croissance, ni le

balayage. Il est pourtant celui qui modifie le plus la distribution de la taille des gouttes en

modifiant la distance moyenne entre les sites de nucléation.
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Abstract - The reduction of the pollutant emissions of already consolidated technologies like internal 
combustion engines is one of the orders of the day. Even though rules have changed in Europe, internal 
combustion engines will continue in production and operation around the world for a considerable time 
to come. In view of the international efforts to reduce global warming, the pollutant emission rates of 
internal combustion engines must be urgently decreased. Several innovative strategies are envisaged to 
reach this objective. Among them, the flexibilization of fuels based on the use of biofuels, like ethanol 
and blends of biofuels with fossil fuels, in addition to the technique of fuel heating are of great potential. 
Along with the improvement of the cold phase performance of internal combustion engines, the heating 
prior to injection into the cylinders of either bio or fossil fuels, as well as of their mixtures, results in 
considerable decrease in the pollutant emission rates of gases like carbon oxide and non-burned 
hydrocarbons. Given the short heating time required as well as the high power input, boiling takes place 
during the fuel heating process. Thus, it is crucial to know in detail the thermal behavior of the heater 
structure during this process to ensure a safe working condition. Aiming at this objective, the present 
work presents transient heat conduction simulations of a commercial fuel heater using the software 
COMSOL. A heat transfer coefficient curve was applied as a boundary condition as if water was the 
working fluid.  These simulations leading to temperature profile along the heater are qualitatively 
compared with experimental results using a dedicated experimental bench. The initial transient behavior 
of the current for a 10 V heating test and also the cooling process of the surface after a super-heating 
condition of the heater were analyzed. Good similarity of shape was found for the analyzed phenomena. 

 

Nomenclature 𝜌 density, kg.m-3 𝑐𝑝 specific heat, J.kg-1.K-1 
T temperature, K 
t time, s 
Q heat source, W.m-3 

h heat transfer coefficient, W.m-2.K-1 

k thermal conductivity, W.m-1.K-1 

 J current density vector, A.m-2 

E electric field vector, V.m-1 
n unit vector 
Index and exponent 
elec electrical 
ext external 

1. Introduction 

The reduction of pollutant emissions and the improvement of cold phase performance of 
internal combustion engines (ICEs) can be achieved by heating the liquid fuel prior to its 
injection into the cylinders [1, 2]. This technique, which demands a prompt heating time and 
high power input, culminate in the occurrence of boiling on the surface of the heater. The fuel 
heating condition that occurs during the phase shortly before the driver starts the engine is a 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-134
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particularly important condition due to the fact that the heater operates in the fuel rail as a closed 
system, in the absence of any forced flow. This is the most critical stage of the project from a 
safety point of view, once it implies the rapid boiling of a small, closed volume of inflammable 
liquid. Furthermore, the highest emission rates observed throughout the operation of an ICE are 
commonly observed during the cold-phase of the engine [3, 4, 5], thereby emphasizing the 
relevance of heating the fuel to a desired temperature in order to decrease pollutant emissions 
during this stage.  

Aiming to better understand the thermal behavior of the heater structure during the fuel 
heating process, this paper presents a qualitative comparison between transient numerical 
simulations of the heat conduction using COMSOL software and experimental data. For the 
simulation, a heat transfer coefficient curve was applied as a boundary condition as if water 
was the working fluid. An experiment in a water bath was performed in a similar condition of 
that considered in the simulation. We compared the initial behavior of the electric current acting 
on the heater and the evolution of the heater surface temperature profile during the cooling 
process after the heater super-heating. 

 

2. COMSOL simulations 

Simulations were performed in the software COMSOL based on an axisymmetric modeling 
of a commercial fuel heater. The 2D axisymmetric simulations of the current, voltage and 
temperature distribution maps were all performed by means of the electromagnetic tool and 
thermal modules in COMSOL Multiphysics package. 

2.1. Model geometry and materials 

Figure 1 presents the axisymmetric geometry proposed for the heater and based on the heater 
used in the experiments. The modeling of the materials composing the body of the heater was 
done according to the approach of cylindrical layers of different materials. In this perspective, 
the helical wire resistor was assumed to be a hollow cylinder, which is surrounded by 
magnesium oxide. The remaining, superficial part of the heating part is composed of Inconel. 
The unheated body of the heater is composed of inner and superficial 304 stainless steel 
interposed by magnesium oxide, Inconel, and air. 

 

Figure 1: Axisymmetric geometry of the fuel heater. 
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2.2. Mesh structure 

As shown in Figure 2, a free triangular, user-controlled mesh with corner refinement 
was defined for the entire geometry. Each domain separately meshes with maximum and 
minimum element size of 0.2 mm and 0.05 mm, respectively. The maximum element growth 
rate is set to 1.3 with a curvature factor of 0.3. This arrangement resulted in a total of 14502 
elements for the mesh.  

 

Figure 2: Triangular mesh structure. 

2.3. Governing equations 

The general heat equation must be solved for the heater solid body and is given by the 
following partial derivative equation: 𝜌𝑐𝑝 𝜕𝑇𝜕𝑡 = −𝑘∇2𝑇 + 𝑄𝑒𝑙𝑒𝑐   
where 𝑘, 𝑐𝑝 and 𝜌 are the thermal conductivity as a function of temperature [W/(m.K)], the 
specific heat [J/(kg.K)], and the density of the material, respectively. 𝑄𝑒𝑙𝑒𝑐 is the electric heat 
source term which is given by the dot product of the current density vector and the electric field 
vector (𝑄𝑒𝑙𝑒𝑐 = 𝑱. 𝑬).  

 The heat transfer between the heater surface and the water is described by a boundary 
condition of the third kind: −𝑛 . (−𝑘∇𝑇) = ℎ(𝑇𝑒𝑥𝑡 − 𝑇) 

where 𝑛 is the surface unit normal vector, ℎ is the convection heat transfer coefficient for water 
at ambient pressure [6] (shown in Fig. 3 as a function of the surface temperature) and 𝑇𝑒𝑥𝑡 is 
the external fluid temperature.  

 

Figure 3: ℎ for water at 1 atm as a function of the surface temperature. 
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2.4. Electrical and thermal assumptions 

The following assumptions were made concerning the electric and thermal boundary 
conditions: 

• The electric potential is applied to the internal steel part of the unheated body (surface 
marked in red in Fig. 4). The ground is the external steel part of the heater body (surface 
marked in dark blue in Fig. 4); 

• The surface of the heater structure is considered to be electrically insulated (surface 
marked in yellow in Fig. 4); 

• The surface marked in green in Fig. 4 is considered to be thermally insulated;  
• The heater is considered to be initially at ambient temperature (20 ℃); 
• The surrounding fluid temperature (𝑇𝑒𝑥𝑡) is considered to be the average between the 

water saturation temperature (100 ℃) and the ambient temperature (20 ℃); 
• An interpolated boiling curve (shown in Fig. 3) is used as boundary condition at the 

heater surface (surface marked in yellow in Fig. 4); 
• For the super-heating condition simulation, after 6 seconds of heating, a 90% 

degradation of the HTC is imposed along the central 5 mm of the heated tip surface 
(region marked in light blue in Fig. 4) for 3 s to represent the transition to film boiling; 

• After the end of the heating time, a minimal voltage (100 mV) is supplied to the system 
until the end of the simulation. This is done because in the experiments this is necessary 
to continue the acquisition of the electric data. 

 

Figure 4: Illustration showing electrical and thermal hypothesis. 

3. Experimental apparatus and techniques 

As schematically illustrated in Fig. 5, the experimental apparatus consists of a transparent 
container of dimensions (100×150×100 mm3) filled with water. The fuel heater is allocated 
horizontally on one side. An acquisition system is used to record the voltage and current data 
applied to the heater. An infrared (IR) camera with a top view of the experiment provides the 
infrared images. To ensure accurate measurements with the IR camera, the calibration method 
proposed by Peña Carrillo et al. [7] was used before the experiments to correlate the heater 
surface temperature and the digital level measured by the camera. As exposed in [7], this 
method implies measuring the temperature of the heater surface at a certain axial length of the 
heated tip with both the IR camera and a K-type thermocouple during a relaxation test. Using 
this data, a curve is fit to model the temperature as a function of the camera's digital output. The 
maximum deviation between the model and thermocouple measurements was 5°C, which is 
considered to be the temperature uncertainty for the IR camera.  
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Figure 5: Schematic drawing of the experimental bench. 

4. Results and discussion 

The first experiment aims to analyze the current drop that occurs at the beginning of a 
constant tension heating, so the heater was completely submerged in water and a 10 V tension 
was supplied for 10 seconds. The same parameters were imposed to the simulation. In this test, 
the heat transfer occurs initially by free convection and afterwards by nucleate boiling, with no 
transition to film boiling and consequently no super-heating of the heater surface. Figure 6 
shows the behavior of the electric tension and current applied to the heater. It is possible to 
observe a significant immediate drop of the electric current in the first few seconds. The current 
drop profile observed experimentally is similar to that obtained by the simulation and it happens 
as a result of the heater resistance rise with the temperature increase (approximately 55% for 
each 100 ºC temperature increase). When the heater reaches a sufficiently high temperature, 
which is above the saturation temperature, boiling takes place, allowing to verify a stabilization 
of the current. The current stabilization value differs slightly between the simulation (43.9 A) 
and the experiment (41.1 A), pointing to the necessity of further investigations concerning the 
better characterization of the heater and/or of the heat transfer process. This may be related to 
the possible use of an inappropriate temperature coefficient of resistance for the wire or to 
inaccuracies of the material properties or of the heat transfer coefficient curve [6] applied as 
boundary condition. Anyhow, the difference between simulation and test results is very small 
– about 8% only. 

 

Figure 6: Electrical heating signal for a 10V heating test. 
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Aiming to compare the surface cooling process observed experimentally and in simulation 
following a super-heating of the heater, a second experiment is presented. The super-heating is 
a condition that occurs when a vapor film region is formed on some part of the heater surface. 
In this scenario, the heat transfer regime transitions from nucleate boiling to film boiling. As a 
consequence, the heat transfer in such region is degraded and a drastic rise in the surface 
temperature is observed. For the simulation of this condition, the imposition of the HTC 
degradation was applied as described in Section 2.3. For the experiment, 10V tension was 
supplied for a given period of time and manually interrupted when the super-heating of the 
heater was observed. To enable the IR camera to measure the surface temperature of the heater, 
the water level in the recipient started just above the symmetry axis of the heater and ended 
approximately coincident with it. This is not taken into account for the axisymmetric 
simulations, which consider that the heater is always surrounded by water at 𝑇𝑒𝑥𝑡. Figure 7 
shows the evolution of the heater surface temperature following the super-heating of the central 
region of the heater and the interruption of the power supply. Regarding the shape of the 
temperature profile, reasonable similarity can be noticed for the film region. At the tip of the 
heater, slightly higher temperatures are observed compared to the base, possibly due to a slight 
misalignment of the heater axis with respect to the water level. Furthermore, it is possible to 
observe that the cooling occurs faster for the experiment than for the simulation, and it is still 
necessary to further investigate why this happens. 

 

Figure 7: Cooling surface temperature profile evolutions obtained with simulation and 

experiment. 

5. Conclusion 

This paper aimed at studying the transient thermal heat conduction observed in the body of 
a commercial fuel heater and presenting the first experimental and simulation results of the 
ongoing project. With the objective of comparing axisymmetric simulations with experiments, 
two different conditions were analyzed. The initial current drop profile was investigated for a 
10 V and 10 s heating test, for which the heat transfer happens by free convection and nucleate 
boiling. Good shape similarity was verified and a slight difference was found for the current 
stabilization value for the nucleate boiling period. The second comparative analysis focused on 
the surface temperature profile evolution for a cooling period immediately after a super-heating 
occurrence at the center region of the heater. Once again, good similarity of the temperature 
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profile was observed. On the other hand, the experiment had a higher cooling rate than the 
simulation, which must be further investigated to improve the simulation quantitative results.  
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Résumé :  

La fabrication additive par faisceau laser sur lit de poudre (SLM pour « Selective Laser Melting ») est 
un moyen d’obtenir des pièces sans les contraintes liées aux moyens de fabrications traditionnels et ceci 
quel que soit la complexité de la géométrie de la pièce à fabriquer. Des progrès significatifs ont été faits 
quant à la compréhension des différents phénomènes physiques liés à ce procédé. Cependant, malgré 
ces progrès, il est encore difficile d’atteindre la fiabilité opérationnelle optimale. Dans ce travail, nous 
avons mis en place un modèle numérique multiphysique intégrant les différentes phases du procédé de 
fabrication pour répondre à ces problématiques et quantifié les propriétés nécessaires à la modélisation. 

 

Nomenclature  

A Absorptivité  𝑐 Concentration de l’espèce « i » mol.m-3 

Cp Capacité thermique massique J.kg-1.K-1 𝐷𝑖 Diffusivité massique, m2.s-1 
FA Force de flottaison N 𝑓𝐿 Fraction de liquide  
ℎ Coefficient de convection W.m-2.K-1 
g  Accélération de pesanteur m.s-2 
I Matrice identité  
k Conductivité thermique W.m-1.K-1 𝐿𝑓 Chaleur latente de fusion J.kg-1 
PLaser Puissance du Laser W 
q Échanges thermiques perdus ou ajoutés W 
r Rayon atomique de l’atome µm 
p Pression Pa  
ri Rayon de l’atome « i » 
RL Rayon tache laser µm  
t Temps s 
T Température K 𝑇𝑓 Température de fusion K 𝑇𝑆 Température de solidus K 𝑇𝐿 Température de liquidus K 
 

u Vitesse fluide m.s-1 
VL Vitesse de balayage du laser m.s-1 
Z Cordonnée « Z » (hauteur) m 
Z0 Hauteur du domaine lasé mm 
 
Symboles grecs α𝑚 Fraction massique de liquide  

η Pénétration du Laser, µm 𝛽𝑇 Coefficient d’expansion thermique K-1 ρ Densité k.gm-3 ρ𝐿 Densité du liquide k.gm-3 ρ𝑆 Densité du solide k.gm-3 
σ Constante de Stefan-Boltzmann W.m-2.K 
µ Viscosité dynamique Pa.s 
κ Constante de Boltzmann J.K-1 
ϵ Émissivité  Φ Porosité % 
 
Indices et exposants 
i Indice lié au type de matériau 
∞ Univers extérieur au modèle  

https://doi.org/10.25855/SFT2023-025
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1. Introduction  

La fabrication additive est une nouvelle méthode permettant de fabriquer des pièces couche 
par couche à partir d’un objet conceptualisé numériquement. Parmi ces technologies, la 
fabrication SLM est une des technologies faisant l’objet de nombreuses recherches. Elle 
fonctionne par dépôt et répartition de poudres métalliques sur le plateau de construction par un 
système de dispersion comme un racleur ou un rouleau. Cette déposition correspond à une 
couche de la pièce fabriquée. Ce dépôt de poudre est par la suite fondu via une source thermique 
générée par un laser. Dans notre étude nous utilisons ce système pour revêtir des éléments en 
acier C35 avec un alliage de Cobalt Chrome Molybdène (CoCrMo) nommé « stellite ». Ces 
alliages de cobalt sont largement utilisés comme revêtement dans des domaines divers pour 
leurs propriétés anticorrosion et leurs bonnes tenues tribologique [1]. Au cours de l’opération 
de revêtement par SLM, une partie du métal constituant la pièce à revêtir se mélange au métal 
du revêtement pour former la zone fondue. Ceci génère une dilution à l’interface 
revêtement/substrat. Il a été constaté lors d’une étude précédente, que l’élément fer constituant 
le substrat remontait dans la couche de cobalt après lasage. De plus, les paramètres utilisés pour 
créer le revêtement lors de cette campagne d’essais influent beaucoup sur cette dilution [2]. 
L’approche numérique proposée décrit donc le lasage de cette couche de CoCrMo sur le substrat 
en acier C35. Elle aborde les phénomènes multiphysiques impliqués dans le procédé : 
interaction laser-matière et transferts thermiques (rayonnement, conduction et convection) ainsi 
que le traitement de la zone fondue après fusion par le laser (transports d’espèces diluées dans 
le métal liquide) Enfin, la migration du fer (du substrat vers le revêtement) observée 
expérimentalement sera comparée à celle obtenue par le modèle numérique. 

2. Approche numérique 

Le logiciel COMSOL Multiphysics® est utilisé ici afin de mettre en place le modèle 
décrivant l’interaction faisceau-laser matière lors de la réalisation de la première couche. La 
géométrie étudiée est 2D, elle représente une coupe d’un plot en C35 (diamètre 10 mm) et la 
couche de CoCrMo (revêtement). Le revêtement (dépôt) est matérialisé par une épaisseur de 
poudre d’alliage CoCrMo d’épaisseur 50 µm avant fusion (Figure 1). Dans nos fabrications, le 
plateau de construction est maintenu à 100 °C aussi la température à l’interface plot/plateau 
dans la simulation. Le gaz environnant la fabrication est de l’argon. Celui-ci étant renouvelé 
dans la chambre de construction, il ne chauffe pas suffisamment et sa température sera prise 
égale à 20 °C, température d’entrée dans la chambre. 

Le maillage du plot suit une adaptation selon les gradients thermiques et des vitesses de 
circulations dans le bain de fusion. C’est dans la partie supérieure que l’opération de lasage 
s’effectue et donc le maillage est raffiné en conséquence. Pour leur étude de soudage laser, Cho 
et al [3] ont déterminé que les éléments devaient être de la taille du rayon du spot laser. Ainsi 
nous utilisons dans cette étude un maillage adaptatif comportant 11425 éléments tétraédriques 
avec des tailles minimales de 20 µm au niveau de la couche (figure 1). 
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a) b) 

Figure 1Maillage de la coupe. du plot. Vue d’ensemble du mailla avec les transferts 
thermiques vers l’extérieur a) et détail sur la couche de poudre b). 

Modélisation des transferts thermiques  

Afin de modéliser l'évolution des champs de températures dans le domaine d'étude, nous 
définissons le transfert de chaleur dans le bain de fusion avec l’équation (eq.1) : ρ𝐶𝑝 ∂𝑇∂𝑡 − ρ𝐶𝑝∇⃗⃗ (�⃗� 𝑇) + 𝑘∇⃗⃗ 𝑇 = 𝑞 (1) 

Pour la surface supérieure de la poudre, on considère que les pertes de chaleur se font par 
des transferts convectifs et radiatifs (figure 1). Sur les bords verticaux, nous avons considéré un 
transfert thermique uniquement par convection. En prenant en compte l’intégralité des 
transferts, les pertes de chaleur vers l’extérieur du plot sont décrites par l’équation 2: −�⃗� (−𝑘∇⃗⃗ 𝑇) = ℎ∞(𝑇∞ − 𝑇) + ϵσ(𝑇∞4 − 𝑇4) (2) 

Avec « 𝑇∞ » la température du gaz environnant soit 293 K (cf paragraphe 2) 

Le chauffage laser, en fabrication additive, peut être décrit selon différentes approches : 
Gusarov et al [4] ont modélisé l’interaction laser/matière via un modèle de rayonnement 
incluant les réflexions. Les méthodes de ray-tracing sont également utilisés [5]–[7]. Cependant, 
les modèles les plus couramment répandus mettent en œuvre une distribution gaussienne de 
l’énergie déposée sur le matériau et l’implémentation de ce type de modèle est relativement 
aisée avec COMSOL Multiphysics®. 

Nous avons donc utilisé pour la définition de la gaussienne décrivant la distribution de la 
source de chaleur « D4σ », permettant de définir son rayon. Le diamètre D4σ correspondant à 
quatre fois l'écart type de la distribution de la gaussienne répartissant l’apport de chaleur par la 
source [6].  

la pénétration du laser dans la poudre, Boley et al [5] en utilisant un modèle de ray-tracing 
a pu mettre en évidence que l’essentiel de l’énergie échangée entre le laser et la poudre 
s’effectue au niveau des particules placées en surface. On peut donc supposer que, dans notre 
cas, la profondeur de pénétration « 𝜂 » est équivalente à la moyenne de la taille des grains 
présents [5], [7] dans l’équation.3. 𝑄 = 2 𝐴 𝑃𝐿𝜋 𝑅𝐿2 𝜂 𝑒𝑥𝑝 (2 (𝑥 − 𝑉𝐿 . 𝑡)2𝑅𝐿2 ) 𝑒𝑥𝑝 ([𝑧 − 𝑧0]𝜂 ) (3) 

La modélisation du changement de phases a été implémentée par la définition de la fraction 
de liquide présente localement. Celle-ci étant directement liée à la température calculée. 
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𝑓𝐿 = { 0 𝑇 <  𝑇𝑆𝑇 − 𝑇𝑆𝑇𝐿 − 𝑇𝑆 𝑇𝑆 ≤  𝑇 <  𝑇𝐿1 𝑇 >  𝑇𝐿
(4) 

Avec cette fraction de liquide, il est possible de calculer les évolutions des propriétés selon 
les phases en présence. Ainsi la fraction de liquide est utilisée pour calculer l’évolution de la 
capacité thermique avec les enthalpies liées aux changements de phases (chaleur latente) selon 
l’équation 5 :  𝐶𝑝 = 1ρ {(1 − 𝑓𝐿)ρ𝑆𝐶𝑝𝑆 + 𝑓𝐿ρ𝐿𝐶𝑝𝐿} + 𝐿𝑓 ∂α𝑚∂𝑇 (5) 

Du fait de cette transition solide-liquide, il faut considérer les mouvements dans le bain de 
fusion. 

2.1. Mouvements fluidiques dans le bain fondu 

Dans notre étude, le fluide est supposé newtonien dans un écoulement incompressible à 
surface libre et laminaire. En négligeant les phénomènes d’évaporation dans un premier temps, 
on suppose qu’il n’y a pas de transfert de matière en dehors de notre géométrie. Ce qui permet 
de définir le transport de matière via l’équation de continuité suivante (eq.6) : ∂ρ∂𝑡 + ∇⃗⃗ . �⃗� = 0 (6) 

La conservation de la quantité de mouvement du fluide est définie à l’aide de l’équation 5 
[8] : 

ρ(∂�⃗� ∂𝑡 + �⃗� . (∇⃗⃗ . �⃗� )) = ∇⃗⃗ . [−𝑝𝐼 + μ((∇�⃗� ⃗⃗⃗⃗  ⃗) + (∇�⃗� ⃗⃗⃗⃗  ⃗)𝑇)] + 𝐹𝐴⃗⃗⃗⃗ (7) 

Où 𝐹𝐴⃗⃗⃗⃗  est la force de flottabilité causée par les variations de densité du métal en fusion dues 
aux variations de température dans le bain de fusion (approximation de Boussinesq) [8]. 𝐹𝐴⃗⃗⃗⃗ = 𝜌 𝑔  𝛽𝑇 (𝑇 − 𝑇𝑚) (8)  

Où « 𝑇𝑚 » est la température de fusion, ici, égale à la moyenne des températures solidus et 
liquidus du/des matériau(x). 

2.2. Transports des espèces diluées 

Les mouvements de matières sont essentiellement induits par les mouvements fluidiques 
dans le bain de fusion et décrits ainsi par l’équation 9. L’étude du diagramme de phase fer-
cobalt [2], indique qu’au-delà des 985 °C, le mélange Fe-Co présente une seule et unique phase. 
Cela s’explique par les tailles de rayons atomiques du fer et du cobalt qui sont de tailles 
équivalentes. On peut donc supposer que le Fer va jouer le rôle de soluté et le cobalt de solvant 
quand ces matériaux fusionnent et se mélange lors du processus du lasage [9]. ∂𝑐𝑙⃗⃗  ∂𝑡 − 𝐷𝑖 ∇⃗⃗ 2𝑐𝑖⃗⃗ + �⃗� . ∇⃗⃗ 𝑐𝑖⃗⃗ = 0 (9) 

 

Dans ce cas le coefficient de diffusion des espèces «𝐷𝑖 »  est calculé à partir de la formule 
de Stokes-Einstein [10], coefficient utilisé pour la diffusion d’un soluté dans un solvant: 
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𝐷𝑖 = κ 𝑇6 π μ 𝑟𝑖 (𝑇 > 𝑇𝑚) (10) 

3. Caractérisations des valeurs d’entrées du modèle numérique 

Pour alimenter notre modèle, beaucoup de valeurs sont issues d’un précédent travail [2]. 
Comme les coefficients d’échanges par convection en surface de la poudre et sur les parois 
verticales du substrat. Certaines propriétés relatives à la poudre de CoCrMo ont été caractérisées 
expérimentalement. 

3.1. Poudre de CoCrMo. 

La poudre de CoCrMo est fournie par SLM Solution. Sa granulométrie est comprise entre 
10 et 100 µm (figure 2). Celle-ci a une densité apparente de 4,5 g.cm-3 (donnée fournisseur). La 
masse volumique du matériau sous forme dense vaut à 8,4 g.cm-3 [11]. La porosité de ce milieu 
est de 46,4 % selon l’équation (eq.11) :  Φ = 1 − ρ𝑃𝑜𝑢𝑑𝑟𝑒ρ𝑀𝑎𝑡é𝑟𝑖𝑎𝑢 𝑑𝑒𝑛𝑠𝑒 (11) 

 

Figure 2 Distribution gaussienne de la taille des particules composant la poudre SLM 

Avec la connaissance de la porosité, il nous est possible d'estimer différentes propriétés 
thermiques de la poudre. Afin d’évaluer la conductivité thermique de celle-ci, une loi des 
mélanges est utilisée (eq.12) [12]: 𝑘𝑝𝑜𝑢𝑑𝑟𝑒 = Φ × 𝑘𝑎𝑟𝑔𝑜𝑛 + 𝑘𝑚𝑎𝑡é𝑟𝑖𝑎𝑢 𝑑𝑒𝑛𝑠𝑒 × (1 − Φ) (12) 

En connaissant la porosité et la conductivité thermique de l’alliage CoCrMo dense [11] et 
celle de l’argon (𝑘𝑎𝑟𝑔𝑜𝑛), estimée à 0,01737 W.m-1.K-1 [13] à 20 °C, la conductivité thermique 
de la poudre est alors de 6,97 W.m-1.K-1. 

Une première caractérisation expérimentale des propriétés thermiques a été également 
effectuée sur la capacité thermique de la poudre en passant par une DSC (Differential Scanning 
Calorimetry) entre la température ambiante et 300 °C dans un premier temps.  
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Figure 3 Évolution de la capacité thermique de la poudre sur l’intervalle de température 
20 – 300 °C a). Même comparaison sur l’échelle de température jusqu’à fusion b). 

À partir de ces mesures, nous avons pu déterminer une loi de comportement de la capacité 
thermique à l’état solide en fonction de la température (Figure 3 a)). En la confrontant avec la 
littérature (courbe orange) [2] on estime des erreurs de 3,4 % vers 290 K et 7,15 % aux environs 
de 580 K (Figure 3 a)). On peut cependant s’attendre à de plus grand écart vers la température 
de fusion du fait d’un écart de tendance des courbes (Figure 3 b)). 

Au-delà de la capacité thermique de la poudre, d’autres caractérisations ont été menées sur 
les propriétés thermo-optiques de la poudre, en particulier sur son émissivité. Une première 
étude a été faite via un spectromètre BRUKER VERTEX 70. La mesure est obtenue 
indirectement en mesurant au préalable la réflectivité normale hémisphérique spectrale à la 
température ambiante, la poudre étant assimilée en première approche comme un corps opaque 
pour une longueur d’onde de 1070 nm. Cette hypothèse permet d’évaluer indirectement 
l’absorptivité optique de la poudre ainsi que son émissivité quand celle-ci est à l’équilibre 
radiatif. L’émissivité est ensuite intégrée sur la bande spectrale comprise entre 0,9 et 25 µm. À 
partir du calcul de l’émissivité intégrée à la température ambiante, celle-ci est par la suite 
extrapolée à l’aide de la loi de Planck sur plusieurs températures. Une deuxième caractérisation 
a été faite sur cette poudre. Elle repose sur le même protocole à ceci près que la poudre est 
chauffée directement dans un réflectomètre SOC 100 HDR entre 20 et 500 °C, et les réflectivités 
sont évalués par un spectromètre Nicolet FTIR 6700 sur une bande spectrale comprise entre 1,4 
et 26 µm. Les deux études sont comparées sur la figure 4.  

 
Figure 4 Comparatif des émissivités mesurée et extrapolée entre 20 et 500°C 

Un comparatif sur l’intervalle de température 20 à 500 °C de ces deux campagnes de mesures 
montre que l’émissivité de la poudre reste stable et est supérieure à celle extrapolée. 
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L’émissivité choisie in fine pour les calculs est celle obtenue avec des températures mesurées. 
Le tableau 1 fait la synthèse des données d’entrée utilisées dans le calcul : 

Tableau 1 Paramètres utilisés pour la simulation issue de la littérature et des premières 
caractérisations [1] [14] [15] [16] 

Propriété  Unités  Poudre de CoCrMo  Acier C35 
Température de Solidus K 1598 1420 

Température de Liquidus K 1754 1460 
Température d’évaporation K 3200 / 

Absorptivité - 0,63 / 
Densité solide (poreuse) g.cm-3 5,1 / 
Densité solide (dense) g.cm-3 8,4 7,85 

Densité liquide g.cm-3 6,87 6,98 
Capacité thermique solide J.kg-1.K-1 441,15+0,1871×T  365,14+0,2829×T 
Capacité thermique liquide J.kg-1.K-1 552 758 

Conductivité thermique solide W.m-1.K-1 3,1+0,15×T 58,915-0,0264×T 
Conductivité thermique liquide W.m-1.K-1 13 22 

Coefficient de convection horizontal W.m-².K-1 6,5 
Coefficient de convection vertical W.m-².K-1 9,41 

Chaleur latente de Fusion kJ.kg-1 310 250 
Chaleur latente de Vaporisation kJ.kg-1 4961 / 

Dilatation thermique solide K-1 12×10-6  12×10-6 
Dilatation thermique liquide K-1 7,6×10-5 8,5×10-5 

Viscosité dynamique Pa*s 5,5×10-3 5,5×10-3 
Coefficient de Marangoni N.m-1.K-1 -4,3×10-4 -4,3×10-4 
Profondeur d’absorptivité µm 34 / 

Émissivité  0,63  / 
Puissance du Laser W 275 

Vitesse de balayage du laser  mm.s-1 800 
Épaisseur de couche déposée µm 50 

4. Premiers résultats et discussion 

Avec le modèle et les données recueillies, nous avons confronté les résultats expérimentaux 
obtenus avec ceux de la simulation numérique, cette confrontation s’effectue sur les 
concentrations massiques de fer dans le revêtement de CoCrMo. Les résultats expérimentaux 
ont été mesurés par EDX sur l'épaisseur du revêtement au milieu de l'échantillon [14]. Pour 
comparer les résultats avec la simulation, un capteur « numérique » est placé sur le modèle du 
plot conformément aux essais. La comparaison montre un bon accord entre les résultats 
expérimentaux et ceux de la simulation à l’interface revêtement/substrat. Il est cependant relevé 
que certaines différences existent. On constate notamment un écart aux alentours de 14 % situé 
à 35 µm coté CoCrMo et ~13 % à 25 µm coté plot (Figure 5).  
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Figure 5 Confrontation de la concentration du Fer (WT %) calculée par la simulation avec 

celle mesurée expérimentalement [2] 

Ces écarts sont en partie explicables par le manque de données issues de caractérisations, 
notamment à haute température, diminuant in fine la précision des résultats numériques. 
Beaucoup des grandeurs utilisées sont supposées constantes dans la température. Or, cette 
variation peut jouer un rôle important sur le transfert de chaleur et le transport de matière lors 
du lasage et devra donc être prise en compte pour les futures études. 

5. Conclusion et perspectives 

Cette étude présente une première approche numérique qui permet d'estimer les types de 
transferts ayant lieu lors du lasage et la dilution du fer du substrat vers la couche de CoCrMo. 
Cette simulation est en bon accord avec l’expérience. Ceci démontre que le modèle numérique 
développé prend en compte suffisamment de phénomènes lors du lasage de la poudre. À 
l’avenir, il sera intéressant d’évaluer les pics de températures et les vitesses de chauffage et de 
refroidissement pour de futures analyses. Les coefficients de convection seront également 
réévalués, car le flux d’argon en surface n’a pas été pris en compte lors de la précédente étude. 
De plus, le plot étant immergé dans la poudre lors de la construction, l’évaluation du transfert 
par convection le long des aux parois verticales est également à remettre en question. 

En perspectives de cette étude, l’extension des caractérisations des paramètres d’entrée du 
modèle vers les hautes températures est prévue.  Des mesures de la diffusivité thermique ont 
été réalisées lors d’une étude préliminaire de 20 à 1000 °C. Ces mesures ont été possibles grâce 
à un diffusivimètre LFA 457 et les résultats sont en cours de dépouillements.  Afin d’améliorer 
les dialogues entre les expériences et le modèle numérique, un nouveau banc expérimental va 
permettre de suivre la fusion de la poudre métallique dans un creuset placé sous argon à l’aide 
de différents capteurs optiques, notamment un pyroréflectomètre proche IR pour une mesure 
de la température au voisinage de la zone fondue, complétée par une caméra proche infrarouge 
pour la mesure de champ thermique autour de la zone de fusion et enfin une caméra rapide pour 
suivre les évolutions du bain de fusion.  
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Résumé : Un modèle thermique semi-analytique d’un transistor MOSFET en régime instationnaire est 
présenté. Il permet le calcul de la température de la face supérieure du composant à partir de celle sur la 
face inférieure et du flux de chaleur sur la face supérieure. La méthode des quadripôles thermiques est 
employée et une conversion de spectre est utilisée pour gérer les interfaces entre les différentes couches 
du composant. Pour une géométrie bidimensionnelle, la comparaison des résultats du modèle semi-
analytique à des résultats numériques (sous COMSOL Multiphysics) montre un écart maximal inférieur 
à 0.1 K et permet une inter-validation des modèles. 

Nomenclature  

a diffusivité thermique, m².s-1 

e épaisseur, m 
L longueur, m 
N nombre d’harmoniques 
p variable de Laplace, s-1 

t temps, s 
T Température, K

x abscisse, m 
y hauteur, m 
θ  température réduite, K 𝜙 Densité de flux de chaleur, W.m-2 �̅� Transformée de Laplace de X �̃� Transformée de Fourier de X

1. Introduction  

Les transistors à effet de champ, comme le MOSFET (Metal Oxide Semiconductor Field 
Effect Transistor) à base du carbure de silicium (SiC), se caractérisent par une efficacité 
supérieure à celle des IGBTs (Insulated Gate Bipolar Transistor – technologie Si). Ils possèdent 
également une fréquence de commutation assez élevée. Toutefois, leur comportement 
électrique dépend fortement des conditions thermiques. La température sur la face supérieure 
du composant, correspondant à la température de jonction, est ainsi un paramètre très important 
à prendre en considération dans les stratégies de commande du composant. La difficulté réside 
dans le fait que cette température n’est pas directement mesurable pour plusieurs raisons 
technologiques et techniques. D’une part, la mesure par thermographie infrarouge n’est pas 
possible du fait de la présence d’un gel recouvrant les composants qui assure une sécurité 
diélectrique, mais qui est opaque dans le domaine infrarouge. D’autre part, la mesure intrusive 
par thermocouple ou par capteur thermosensible diminue la performance de l’électronique de 
puissance, car elle nécessite la mise en contact de l’élément de mesure avec le composant, ce 
qui est difficile au vu de l’environnement électromagnétique très perturbé. D’autres chercheurs 
ont élaboré une corrélation de la température de jonction en fonction des paramètres électriques 
intrinsèques du transistor [1].   

 Dans le cadre du présent travail, un modèle-semi-analytique basé sur la résolution de 
l’équation de la chaleur en régime transitoire dans le composant est développé. Il se base sur la 
méthode des quadripôles thermiques, reliant les harmoniques de la transformée de Laplace du 
flux de chaleur et de la température entre deux faces d’une même couche. Le composant étant 
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constitué d’un empilement de couches de longueurs différentes, une conversion de spectre est 
en outre utilisée pour relier les spectres d’une couche à l’autre. Pour une géométrie 
bidimensionnelle, le modèle semi-analytique permet par exemple d’avoir accès à la température 
sur la face supérieure en fonction de la température sur la face inférieure et du flux de chaleur 
sur la face supérieure. Ces deux entrées du modèle ont été choisis pour correspondre aux futures 
mesures expérimentales : mesures par thermocouples pour la face inférieure et dissipation 
électrique aux niveaux des puces sur la face supérieure. Les résultats du modèle semi-analytique 
sont comparés à ceux d’un modèle numérique développé sous COMSOL Multiphysics en 
régime permanent et en transitoire.     

2. Quadripôles thermiques et conversion de spectre 

2.1. Méthode des quadripôles thermiques  

Les quadripôles thermiques permettent de représenter la résolution de l’équation de la 
chaleur dans un milieu homogène par transformées intégrales. Pour une géométrie 
tridimensionnelle en régime instationnaire, la méthode se base sur une transformée de Laplace 
en temps et une double transformée de Fourier en espace de l’équation de la chaleur. Dans le 
cadre du présent travail, elle est appliquée à une géométrie bidimensionnelle. Dans ce cas, pour 
un milieu homogène de longueur 𝐿  (suivant l’abscisse x) et d’épaisseur 𝑒 (suivant la hauteur y), 
sans source interne de chaleur et avec des propriétés thermiques indépendantes de la 
température (conductivité et diffusivité thermiques), l’équation de la chaleur peut être écrite 
sous la forme [2] : 𝜕2𝑇𝜕𝑦2 + 𝜕2𝑇𝜕𝑥2 = 1𝑎 𝜕𝑇𝜕𝑡  

(1) 

On suppose en outre les conditions aux limites suivantes pour notre système : 

                                  𝑇(𝑥, 𝑦, 𝑡) = 𝑇0(𝑥, 𝑦)  pour 𝑡 = 0 𝜕𝑇𝜕𝑥| 𝑥=0 = 0 et  𝜕𝑇𝜕𝑥| 𝑥=𝐿 = 0 

(2a) 

(2b) 

Les conditions adiabatiques (2b) peuvent être justifiées par la faible épaisseur de la couche 
comparativement à sa longueur (𝑒/𝐿 ≪ 1).  

Pour simplifier la résolution, la température réduite 𝜃 = 𝑇 − 𝑇0 est définie. La transformée de 
Laplace de l’équation (1) donne alors : 

 𝜕2�̅�𝜕𝑦2 + 𝜕2�̅�𝜕𝑥2 = 𝑝𝑎 �̅� 
(1) 

 

Les conditions adiabatiques en x = 0 et en x = L, permettent de définir la transformée de Fourier 
suivante : 

  �̃̅�𝑛(𝑦, 𝑝) = ∫ �̅�𝐿0 (𝑥, 𝑦, 𝑝) cos(𝛼𝑛𝑥)𝑑𝑥 
(4) 

avec 𝛼𝑛 = 𝑛𝜋𝐿  (pour 𝑛 = 0,1, … . . , 𝑁), valeurs propres suivant x. 

La transformée de Fourier de l’équation (3) fournit alors : 

 𝑑2 �̃̅�𝑛𝑑𝑦2 − (𝛼𝑛2 + 𝑝𝑎)�̃̅�𝑛   = 0 
(5) 
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En outre, le flux de chaleur linéique suivant y est défini par : 𝜙 = −𝜆 𝜕𝑇𝜕𝑦 . La solution de 

l’équation différentielle de l’équation (5) peut alors être présentée sous la forme matricielle 
suivante qui relie les harmoniques de la transformée de Laplace de la température et du flux de 
chaleur entre les deux faces du matériau [4, 5] : 

 [ θ̃̅𝑛𝑆𝑜𝑟𝑡𝑖𝑒�̃̅�𝑛𝑆𝑜𝑟𝑡𝑖𝑒] = [𝐴𝑛 𝐵𝑛𝐶𝑛 𝐷𝑛] [ θ̃̅𝑛𝐸𝑛𝑡𝑟é𝑒�̃̅�𝑛𝐸𝑛𝑡𝑟é𝑒] 
avec pour 𝑛 = 0,1, … ,𝑁:  

𝐴𝑛 = 𝐷𝑛 = cosh (√𝛼𝑛2 + 𝑝𝑎 𝑒) ; 𝐵𝑛 = sinh(√𝛼𝑛2+𝑝𝑎 𝑒)𝜆√𝛼𝑛 2 +𝑝𝑎  ; 
𝐶𝑛 = 𝜆√𝛼𝑛2 + 𝑝𝑎 sinh(√𝛼𝑛2 + 𝑝𝑎  𝑒) 

(6) 

Finalement, l’ensemble des harmoniques de la transformée de Laplace de la température et du 
flux de chaleur à l’entrée peut être relié à celui en sortie selon l’équation suivante [2]: 

 [�̃̅�𝑆𝑜𝑟𝑡𝑖𝑒�̃̅�𝑆𝑜𝑟𝑡𝑖𝑒] = [𝐴𝑖 𝐵𝑖𝐶𝑖 𝐷𝑖] [�̃̅�𝐸𝑛𝑡𝑟é𝑒�̃̅�𝐸𝑛𝑡𝑟é𝑒]  
(7) 

avec (�̃̅�, �̃̅�) les vecteurs de l’ensemble des harmoniques de température et de flux de chaleur 
dans l’espace de Laplace, et où 𝐴𝑖 , 𝐵𝑖, 𝐶𝑖 , 𝐷𝑖 sont des matrices carrées diagonales dont les 
coefficients sont ceux présentés dans l’équation (6). 

2.2. La conversion du spectre  

Le transistor est constitué d’un empilement de couches de longueurs différentes. Cela génère 
un phénomène du macro-constriction des lignes de flux de chaleur. A ce phénomène de macro-
constriction s’ajoute celui de micro-constriction dû au contact imparfait entre les deux couches. 
Ce phénomène, peut être modélisé sous la forme d’une matrice de résistances de contact. 
Néanmoins, le phénomène du micro-constriction reste négligeable devant celui de macro-
constriction. Dans le cadre du présent travail, ce dernier est modélisé par des matrices de 
conversion de spectre.  La relation entre les harmoniques de la transformée de Laplace de la 
température de la couche la plus grande en fonction de ceux des couches les plus petites s’écrit 
alors [3] : 

�̃̅�𝑖 =∑𝐸𝑖→𝑙 �̃̅�𝑙𝑀
𝑙=1  

avec :  

 

𝐸𝑖−1→𝑖 = [  
  1 0 …………………………… . 0
𝐿𝑖−12 𝐿𝑖  𝑓1(𝑛, 𝐿𝑖−1, 𝐿𝑖, 𝛿𝑖) 𝐿𝑖−1𝐿𝑖 { 

 𝑓2(𝑛,𝑚, 𝐿𝑖−1, 𝐿𝑖, 𝛿𝑖) 𝑖𝑓 𝑛𝑚 ≠ 𝐿𝑖−1𝐿𝑖  𝑂𝑟 𝑓3(𝑛,𝑚, 𝐿𝑖−1, 𝐿𝑖, 𝛿𝑖) 𝑖𝑓 𝑛𝑚 = 𝐿𝑖−1𝐿𝑖 } 
 
]  
  
,  

1 ≤ 𝑛 ≤ 𝑁𝑖−1, 1 ≤ 𝑚 ≤ 𝑁𝑖   
 

(8) 
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et 
{   
  
   𝑓1(𝑛, 𝐿𝑖−1, 𝐿𝑖, 𝛿𝑖) = 2𝑛𝜋 (sin(𝑛𝜋 ( 𝐿𝑖𝐿𝑖−1 + 𝛿𝑖𝐿𝑖−1)) − sin (𝑛𝜋 𝛿𝑖𝐿𝑖−1))𝑓2(𝑛,𝑚, 𝐿𝑖−1, 𝐿𝑖, 𝛿𝑖) = 2𝜋 𝑛𝑛2 −𝑚2 (𝐿𝑖−1𝐿𝑖 )2 (sin(𝑛𝜋 (

𝐿𝑖𝐿𝑖−1 + 𝛿𝑖𝐿𝑖−1)) − sin (𝑛𝜋 𝛿𝑖𝐿𝑖−1))
𝑓3(𝑛,𝑚, 𝐿𝑖−1, 𝐿𝑖, 𝛿𝑖) = 𝐿𝑖𝐿𝑖−1 cos (𝑛𝜋 𝛿𝑖𝐿𝑖−1)

 

Une relation analogue entre les harmoniques des flux de chaleur peut également être écrite. 

3. Modèle semi-analytique du composant 

 Le présent modèle est développé pour la géométrie illustrée sur la figure 1 qui présente deux 
macro-constrictions, représentative d’un transistor. La relation permettant de relier le profil de 
température sur la face supérieure à celui sur la face inférieure et au flux de chaleur sur la face 
supérieure valable en régime permanent et transitoire s’écrit (après tout développement) sous 
la forme de l’équation suivante :  

 [ �̃̅�𝟑𝑯   �̃̅�𝑰    �̃̅�𝑰𝑰   �̃̅�𝑰𝑰𝑰   �̃̅�𝑰𝑰𝑰𝑰 ]𝑻 = 𝑯−𝟏(�̃̅�𝟏𝑩 −𝑾�̃̅�𝟑𝑯) (9) 

 

avec :  𝐻 = [𝐴1𝐸2→1(𝐴2𝐸2→3𝐴3 + 𝐵2𝐸2→3𝐶3) + 𝐵1𝐸1→2(𝐶2𝐸2→3𝐴3 + 𝐷2𝐸2→2𝐶3), 
         𝐴1𝐸𝐼→1 ,   𝐴1𝐸𝐼𝐼→1 , (𝐴1𝐸2→1𝐴2 + 𝐵1𝐸2→1 𝐶2)𝐸𝐼𝐼𝐼→2 ,  (𝐴1𝐸2→1𝐴2 + 𝐵1𝐸2→1 𝐶2)𝐸𝐼𝐼𝐼𝐼→2 ] 𝑊 = [𝐴1𝐸2→1(𝐴2𝐸3→2𝐵3 + 𝐵2𝐸3→2𝐷3) + 𝐵1𝐸2→1(𝐶2𝐸3→2𝐵3 +𝐷2𝐸3→2𝐷3)] 

 

 
Figure 1: Géométrie simplifiée du transistor MOSFET 

Les paramètres géométriques et les propriétés thermo-physiques sont fournis dans le tableau 1 : 
 𝜌 𝑐𝑝 𝜆 𝑒 𝐿 
 kg.m-3 J.kg-1.K-1 W.m-1.K-1 mm mm 

Cuivre 8900 390 400 3,00 53,5 
Carte électronique 6400 530 240 0,50 43,0 

Carbure du silicium  3300 680 395 0,028 22,0 

Tableau 1 : Paramètres géométriques et propriétés thermo-physiques 
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Pour la résolution du problème avec le modèle numérique, un flux de chaleur (𝑄 = 10 𝑊/𝑐𝑚2) 
a été imposé sur la face supérieure du composant. Au niveau de la surface inférieure, un 
coefficient d’échange (ℎ = 500 𝑊/(𝑚2𝐾)) modélisant la convection thermique a été imposé 
sur la face inférieure du composant. Le profil de température sur la face inférieure du 
composant, récupéré à partir du modèle numérique et le flux de chaleur sur la face supérieure 
sont utilisés en tant qu’entrées du modèle semi-analytique. Dans les faits, l’équation (9) permet 
d’avoir accès à la transformée de Laplace des harmoniques de température sur la face 
supérieure. La transformée de Laplace inverse est ensuite calculée par utilisation de 
l’algorithme de Gaver-Stehfest [4]. L’inversion de la transformée de Fourier est ensuite réalisée 
analytiquement selon la relation : 

 𝜃3𝐻(𝑥) = �̃�3𝐻(0)𝐿3 + 2𝐿3∑ �̃�3𝐻(𝑘)cos (𝑘𝜋𝐿3 𝑥)𝑁
𝑘=1  

(10) 

4. Résultats 

La réponse du système en régime transitoire au centre de la puce, à partir d’une température 
homogène initiale au sein du composant, à un flux de chaleur sur la face supérieure (𝑄 =10 W/cm2 pour 0 < 𝑡 < 70 s 𝑒𝑡 𝑄 = 0 sinon) est représentée dans la figure ci-dessous :  

 
Figure 2: Evolution de la température au niveau de la jonction en fonction du temps 

Un bon accord entre le modèle semi-analytique basé sur la méthode des quadripôles thermiques 
et la conversion de spectre et le modèle numérique développé sous COMSOL Multiphysics est 
illustré avec un temps de calcul plus faible pour le modèle semi-analytique (~10 fois plus 
rapide). 

 

Les résultats sont aussi comparés sur le profil final de températures sur la face supérieure 
pour différentes valeurs de puissance dissipée (Figure 3) et confirment la bonne adéquation 
entre les modèles.  
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Figure 3: Profil final de température sur la face supérieure en fonction de la position pour 

différentes sollicitations de puissance 

 

La suite de ces travaux de modélisation est de permettre d’identifier, par méthodes inverses, 
des modèles paramétriques pour déterminer la température de jonction en fonction de mesures 
de températures à des endroits bien choisis en face inférieure. 

La modélisation numérique permet facilement d’étudier la forme des isothermes de température 
due à la macro-constriction, afin de déterminer des positions favorables à ces mesures locales. 
Cependant, on observe que, dans le cas de la première sollicitation présentée(Figure 4-A), pour 
une même température en face supérieure, la forme de ces isothermes diffère fortement suivant 
la chauffe et le refroidissement de la puce (Figure 4-B).  Dans les faits, lors de la phase de 
chauffage, la chaleur se propage depuis la source jusqu’à la face inférieure et est diffusée plus 
largement dans le composant. Lors de la phase de coupure de puissance, le refroidissement 
(gardé constant) impose sa dynamique et la chaleur est moins diffuse. Le changement de la 
forme des isothermes pourra donc rendre l’identification de la fonction de transfert du 
composant assez complexe. 

  

 
 

A-Flux de chauffe imposé B-Flux de chauffe éteint 

Figure 4 : Forme des isothermes de température dans le composant 

  

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

272



 

A ce problème de la forme des isothermes, s’ajoute celui du filtrage spatial (perte 
d’informations du signal thermique entre les faces supérieure et inférieure). La distance entre 
la puce et l’endroit de mesure impactera certainement la qualité de l’estimation. Pour 
investiguer ce phénomène, différents profils temporels de températures ont été relevés à 
différentes hauteurs y de la couche inférieure du composant à partir de la simulation numérique. 
Chaque profil temporel a ensuite servi de données d’entrée du modèle semi-analytique. En 
supposant le modèle numérique comme référence valide, cela permet d’analyser la précision 
du modèle analytique pour différentes hauteurs de mesures. 

Pour une épaisseur donnée, on compare la température au centre en face supérieure évaluée par 
le modèle analytique, Tana, à sa valeur Tnum du modèle numérique, à chaque instant. On définit 
ensuite un écart absolu adimensionné global, défini sur l’ensemble des temps d’intégration par : 

 

 𝜖 = √∑ (𝑇𝑛𝑢𝑚(𝑡𝑖) − 𝑇𝑎𝑛𝑎(𝑡𝑖))2𝑖 √∑ (𝑇𝑛𝑢𝑚(𝑡𝑖))2𝑖  

 

(11) 

 

L’écart (pour 0 ≤ 𝑦 < 𝑒1) entre le modèle semi-analytique et le modèle numérique décroit 
à mesure que l’estimation est faite à partir d’un profil de température plus proche de la source 
(Figure 5). Cette décroissance est quasiment linaire et suit la relation suivante 𝜖 ≈ −0,036𝑦 +0,16 (y en millimètres). Il est cependant à noter que d’un point de vue pratique, la mise en place 
de thermocouples à une plus grande profondeur dans le composant pourra perturber la 
thermique du système (effet d’ailettes, changement de la forme des isothermes…).  

 
Figure 5: Ecart sur la température en face supérieure entre le modèle semi-analytique et 

numérique suivant la profondeur du profil de température donné en face inférieure 
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5. Conclusion  

Le modèle semi-analytique basé sur la méthode des quadripôles thermiques et la conversion 
de spectre permet d’accéder à la température sur la face supérieure du composant d’électronique 
de puissance en fonction de la température en face inférieure et le flux de chaleur en face 
supérieure. Les résultats obtenus illustrent un bon accord entre le modèle numérique et le 
modèle semi-analytique avec un temps de calcul assez faible (10 fois plus rapide) pour le 
modèle analytique. 

Dans le cadre du présent travail, les propriétés thermo-physiques ont été prises 
indépendantes de la température et la valeur de flux de chaleur a été supposée parfaitement 
connue. De plus, les caractéristiques géométriques du composant ont été présumées connues et 
plusieurs résistances de contact ont été négligées. La prise en compte de tous ces éléments 
rendrait la modélisation plus complexe. De plus, ces paramètres sont difficilement trouvables 
ou mesurables. Pour ces raisons, le développement d’un modèle paramétrique sera par la suite 
est privilégié pour déterminer la température de jonction en fonction des températures de 
thermocouples placés à des positions stratégiques. La localisation de ces mesures déportées sera 
estimée et testée dans un premier temps par les modèles analytique et numérique présentés ici. 
Une identification paramétrique et une validation sont également prévues sur un banc 
expérimental dédié. 
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Résumé - La conservation de la grotte de Lascaux est un enjeu important pour l’humanité. Afin de 
maintenir l’état actuel de l’art pariétal, les phénomènes physiques à l’origine de l’apparition d’altérations 
doivent être maîtrisés. En ce sens, nous présentons un modèle numérique pour la simulation de la 
convection thermique dans la grotte. Celui-ci permet la réalisation de simulations reposant sur des 
maillages composés de l’ordre d’un milliard de cellules. Une simulation CFD, réalisée avec 11 000 
processeurs, montre que l’air, piloté par les gradients thermiques, circule préférentiellement dans 
certaines parties de la grotte. Ce modèle permettra des prédictions précises des zones pariétales 
susceptibles d’être le siège de condensation.  

Introduction 
La grotte de Lascaux est la plus célèbre grotte ornée en France et sa préservation s’inscrit 

dans une démarche de conservation du patrimoine. Les altérations pariétales résultent 
principalement des phénomènes de condensation. La caractérisation fine des processus 
physiques à l’échelle de la paroi requiert dans un premier temps la compréhension de la 
circulation de l’air dans la cavité. Celle-ci résulte des différences de température entre les parois 
opposées induites par la propagation de l’énergie extérieure dans le massif rocheux autour de 
la grotte. Les variations saisonnières de température conduisent ainsi à une convection 
thermique associée à un nombre de Rayleigh de l’ordre de 108 [1].  

Les premières simulations de l’écoulement convectif dans la grotte ont été réalisées sur des 
maillages de l’ordre de 30 cm [1], [2]. Étant intéressés par les processus proches des parois, il 
est nécessaire d’effectuer des simulations numériques plus précises de la convection, basée sur 
un maillage plus fin. Aujourd’hui, les progrès informatiques rendent possible l’utilisation de 
maillages beaucoup plus fins. De plus, la méthode des frontières immergées [3-5], qui consiste 
à conserver un maillage cartésien et à immerger la géométrie sans ajuster le maillage aux 
frontières physiques, permet l’utilisation de maillages conséquents. Conservant un maillage 
cartésien, la discrétisation des équations de conservation conduit à la résolution de systèmes 
linéaires avec des matrices à bandes, rendant possible l’utilisation de bibliothèques de 
résolution massivement parallèles telles que Hypre [6].  

Nous présentons la simulation de la convection thermique dans la grotte de Lascaux pour 
une configuration extrême, c’est-à-dire lorsque les différences de températures entre les parois 
sont les plus importantes. Celle-ci a été effectuée de la manière la plus précise possible compte 
tenu des capacités de calcul actuelles. Cette simulation a été réalisée avec le logiciel opensource 
de mécanique des fluides Notus (développé à I2M) [7].  

Nous présentons tout d’abord les modèles et les méthodes numériques employées pour la 
simulation numérique. La configuration thermique choisie est ensuite précisée ainsi que la 
méthode pour appliquer les conditions limites en température sur les parois de la grotte. Les 
résultats de la simulation sont finalement discutés dans la dernière partie. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-032
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1. Modélisation numérique 

1.1. Equations 

La convection thermique est gouvernée par les équations de Navier-Stokes et de 
conservation de l’énergie. Compte tenu des faibles vitesses, nous considérons l’air comme un 
fluide incompressible. Les forces de flottabilité seront modélisées par l’approximation de 
Boussinesq étant donnés les faibles gradients de température dans la grotte. Le système 
d’équations résolues est donc 

 { 𝛁. 𝒖 = 0𝜌0 (𝜕𝒖𝜕𝑡 + 𝒖. ∇𝒖) = −𝛁𝑝 + 𝜌0(1 − 𝛽(𝑇 − 𝑇0))𝒈 + ∇. ((𝜇 + 𝜇𝑡)(∇𝒖+𝑡∇𝒖)) + 𝝁𝑲𝒖𝜌0𝑐𝑝 (𝜕𝑇𝜕𝑡 + 𝒖. ∇𝑇) = ∇. (λ + λt)∇𝑇  (1) 

avec 𝒖 la vitesse, 𝑝 la pression, 𝑇 la température, 𝜌0 la masse volumique de l’air à la température 
de référence 𝑇0, 𝛽 le coefficient de dilatation thermique, 𝜇 la viscosité dynamique, 𝜇𝑡 la 
viscosité dynamique turbulente, 𝜆 la conductivité thermique, 𝜆𝑡 la conductivité thermique 
turbulente, 𝑐𝑝 la capacité thermique massique, 𝒈 l’accélération de la pesanteur et 𝐾 la 
perméabilité du milieu. 

La viscosité dynamique de turbulence est calculée par le modèle LES (Large Eddy 
Simulation) WALE (Wall Adapting Local Eddy-viscosity) [8] car celui-ci est performant pour 
la simulation de la convection naturelle [9]. La conductivité thermique turbulente est calculée 
à partir de la viscosité dynamique turbulente en supposant une valeur constante de 0,85 pour le 
nombre de Prandtl turbulent. 

1.2. Méthodes numériques 

La géométrie de la grotte de Lascaux est immergée dans un maillage cartésien englobant 
toute la géométrie. La méthode de pénalisation volumique est appliquée aux cellules dont le 
centre se trouve à l’extérieur du domaine fluide. La perméabilité dans ces cellules est fixée à 
10-20 contre 1020 dans le milieu fluide. La température des premières cellules hors du domaine 
jouxtant une cellule fluide sera fixée par une condition de Dirichlet. La valeur de la température 
des parois dépendra de la position et sera explicitée dans la section 2. L’immersion dans un 
maillage cartésien permet de conserver des matrices à bandes dans les systèmes linéaires résolus 
par la librairie Hypre [6] (uniquement la pression dans le cadre de ce travail). Plus précisément, 
une résolution basée sur la méthode GMRES (Generalized minimal residual) [10] couplée au 
préconditionneur BoomerAMG [11] a été choisie car elle présente les meilleures performances 
en termes de temps de calcul. Le couplage vitesse-pression est résolu par la méthode de Goda 
[12]. Les termes d’advection sont discrétisés par le schéma explicite de Lax-Wendroff avec un 
limiteur Superbee et l’utilisation d’un splitting directionnel (Lie-Trotter). Les termes de 
diffusion sont discrétisés explicitement par un schéma centré (ordre 2). 

2. Configuration numérique 

La température des parois résulte principalement des transferts thermiques entre l’extérieur 
de la grotte et l’intérieur. L’énergie extérieure se propage dans le massif rocheux 
essentiellement par conduction thermique jusqu’à atteindre les parois de la grotte. L’inertie 
thermique du massif rocheux est importante et conduit à des déphasages de l’ordre de plusieurs 
mois voire d’une année à 20 mètres de profondeur. La température des parois varie donc, de 
manière déphasée, avec les variations saisonnières de la température extérieure. L’onde 
thermique annuelle est donc déphasée et amortie par le massif rocheux, de sorte que des 
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températures plus chaudes dans les parties basses que dans les parties hautes, peuvent être 
observées selon la période de l’année. Cette différence de température entre les parois peut 
engendrer une convection thermique dans la grotte.  

Pour connaître les températures des parois, il faut donc effectuer une simulation préliminaire 
de la conduction thermique dans le massif hétérogène de la grotte de Lascaux. Ce calcul fournit 
la température des parois pour la journée du 15 mai 2021. Compte tenu de la grande inertie 
thermique du massif rocheux, la simulation de la conduction thermique a débuté en janvier 2014 
afin de modéliser plus de 7 ans. La figure 1 représente le champ de température simulé sur les 
parois de la grotte résultant de la simulation de la conduction thermique dans le massif à cette 
date. Cette configuration thermique est propice à la convection thermique car les températures 
les plus faibles se situent dans les parties les moins profondes de la grotte. Les températures les 
plus élevées dans la grotte se situent au centre de celle-ci, vers le Passage et la Nef. Dans les 
parties plus profondes, vers le Conduit Terminal, la Galerie du Mondmilch et le Diverticule des 
Félins, la température décroit avec la profondeur et reste inférieure à celle dans la Nef et le 
Passage. Ce champ de température est également la température initiale de l’air dans la grotte. 

 

 

Figure 1 : Champ de température initiale de la simulation de la convection thermique. 

Pour le calcul de la convection, il est nécessaire d’imposer la valeur des températures des 
parois. Puisque la durée physique simulée n’est que de 3 heures, nous supposerons que les 
températures pariétales restent constantes. Une interpolation entre le maillage du calcul de la 
conduction et celui du calcul de la convection, beaucoup plus fin que celui de la conduction, est 
donc effectuée pour imposer les températures dans la simulation de la convection. 

La simulation de la convection repose sur un maillage composé d’environ 1 milliard de 
cellules de 1,5 cm de côté. Trois heures de convection ont pu être simulées sur 11 000 cœurs 
constituant des processeurs AMD Rome (Epyc) à 2,6 GHz du supercalculateur Irene-Rome 
pendant deux semaines. Pour le calcul de l’écoulement fluide dans la grotte, les partitions du 
domaine contenant entièrement des cellules solides sont retirées du domaine [13] afin de réduire 
le nombre de processeurs nécessaires à la réalisation de la simulation. 
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3. Résultats & Discussion 

La figure 2 montre le champ de température au centre des différentes galeries de la grotte, 
après une heure de convection. Comme le champ de température initial le laissait présager, une 
convection se met en place dans la partie la moins profonde de la grotte. L’air plus chaud se 
situant dans la Nef, celui-ci remonte par le passage jusqu’à la Salle des Taureaux. De même, 
les températures plus élevées dans le Diverticule Axial induisent une circulation d’air avec la 
Salle des Taureaux. A l’inverse, le champ de température dans la Nef reste stratifié, indiquant 
l’absence de vitesse significative dans cette zone. Les parois étant plus froides dans la Galerie 
du Mondmilch que dans la Nef, le sens du gradient thermique ne peut enclencher une 
convection. Une convection se met cependant en place au sein de la Grand Diaclase puisque les 
parois basses étaient plus chaudes que la voûte. Ces salles étant connectées avec le reste de la 
grotte uniquement grâce à un passage étroit, la convection dans cette zone est peu influencée 
par la convection dans le passage et la Salle des Taureaux. Une heure de convection a permis à 
l’air dans la partie haute de la Grande Diaclase de devenir plus chaud que dans la partie basse. 
Notons que ce n’est pas le cas dans la Salle des Taureaux et dans le Passage puisque la 
température reste plus élevée dans ce dernier. 

 
Figure 2 : Champ de température simulé après une heure de convection thermique. 

La figure 3 se concentre sur la Salle des Taureaux qui est la partie la moins profonde de la 
grotte ornée. La figure 3a représente les lignes de courant dont la coloration est associée à la 
vitesse selon l’axe Y tandis que la figure 3b correspond au champ de température dans la Salle 
des Taureaux. La figure 3a montre que l’air chaud, qui remonte dans cette salle par la voûte, 
chasse l’air froid qui s’écoule en partie basse vers les zones plus profondes de la cavité. Les 
vitesses sont de l’ordre de quelques centimètres par seconde, ce qui reste faible mais suffisant 
pour modifier le champ de température (Fig. 3b). Comme précédemment mentionné, nous 
observons que l’air chaud se stocke principalement dans la Salle des Taureaux. Nous 
remarquons néanmoins que la zone à gauche de la Salle des Taureaux sur la figure 3b reste plus 
froide, bien que moins profonde, à cause de certains murs qui, même s’ils ne bloquent pas 
totalement l’air, empêchent une remontée efficace de cet air. Or, la voûte de la Salle des 
Taureaux est à une température plus faible que celle de l’air à son contact (Fig. 1). Ce gradient 
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thermique est propice à l’apparition de condensation dans cette zone qui est ornée, et qui doit 
donc être protégé. 

 

Figure 3 : a) Lignes de courant dans la Salle des Taureaux après une heure de convection. 
Les couleurs sont associées à la vitesse selon l’axe Y. b) Champ de température dans la Salle 
des Taureaux après une heure de convection.  

 

4. Conclusion 

La conservation de la grotte de Lascaux relève de notre responsabilité afin de léguer ce 
patrimoine aux générations futures. Dans ce cadre, une compréhension fine des phénomènes 
physiques s’y produisant est nécessaire. Plus particulièrement, la modélisation de la convection 
dans la cavité est une étape indispensable en vue de prédire les zones sujettes à l’apparition 
d’altérations pariétales. En ce sens, nous avons mis en place un modèle numérique capable 
d’effectuer des simulations précises, basées sur un maillage extrêmement fin.  

La simulation de la convection thermique par le logiciel Notus a pu être effectuée avec un 
maillage d’un milliard de cellules décomposé sur 11 000 processeurs. La simulation montre 
effectivement un démarrage de la convection thermique impliquant la Nef, le Passage, le 
Diverticule Axial et la Salle des Taureaux. Une convection isolée de la précédente s’opère plus 
localement dans la Grand Diaclase. Dans les partie plus profondes, les différences de 
température sont plus ténues et les gradients thermiques verticaux sont orientés dans le mauvais 
sens pour engendrer une convection. Ainsi, la stratification générée par la simple conduction 
thermique dans l’air est maintenue dans les zones plus profondes telles que le Conduit Terminal, 
la Galerie du Mondmilch et le Diverticule des Félins. 

La différence de température entre les parois dans la partie haute de la Salle des Taureaux et 
l’air chaud s’y trouvant pourrait conduire à de la condensation et ainsi à des altérations. La 
finesse du maillage nous permet d’obtenir des résultats précis proche des parois, ce qui sera 
indispensable pour les futurs travaux sur la condensation. 
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Résumé - Cet article présente le développement d’un jumeau numérique d’une portion de cuisse soumis

à différents traitements thermiques et dont certaines lois de régulation sont modélisées, ici seulement

la vasoconstriction. Deux scénarios sont étudiés : l’immersion en eau froide, et la cryothérapie. L’utili-

sation d’une géométrie réelle sur un premier sujet a permis de montrer l’hétérogénéité du champs de

température et la nécessité d’avoir une géométrie exacte. Un second sujet avec une épaisseur plus impor-

tante de tissu adipeux a mis en évidence l’impact de la morphologie du sujet sur la validité du traitement.

Mots-clés : Thermique du corps humain ; Eléments finis.

Nomenclature

Cp capacité calorifique, J.kg−1.K−1

Cpbl
capacité calorifique du sang, J.kg−1.K−1

e épaisseur de la peau, m

h coefficient d’échange, W.m−2.K−1

k conductivité thermique, W.m−1.K−1

qm puissance métabolique, W.m−3

t temps, s

T température, ◦C

Tbl température du sang, ◦C

Text température extérieur, ◦C

wbl taux de perfusion sanguine, m3.s−1.m−3

Symboles grecs

ρ masse volumique, kg.m−3

ρbl masse volumique du sang, kg.m−3

ϕ flux métabolique de la peau, W.m−2

1. Introduction

L’influence des traitements par le froid d’une partie ou de la totalité du corps humain a été

très documentée ces derniers temps. La recherche médicale s’intéresse notamment au rôle de

ces traitements dans le cas de réduction d’œdèmes, de ralentissement du métabolisme des tissus

ou d’aide à la récupération après des efforts impliquant des dommages musculaires. Des essais

expérimentaux sont menés [1, 2], dans lesquels on effectue des mesures ponctuelles au cours du

temps (températures internes, cutanées, musculaires superficielles ou profondes). Mais si l’on

commence à pouvoir déterminer des méthodes et protocoles les plus efficaces pour réduire les

températures cutanée et musculaire, il n’y a pour le moment pas de consensus sur l’intérêt de

celles-ci à des fins thérapeutiques. De plus les essais expérimentaux restent entachés d’incer-

titudes importantes, notamment sur la connaissance de l’organe interne dans lequel pénètre la

sonde de température (tissus adipeux ou muscle). Pour toutes ces raisons, l’idée est alors de

créer un jumeau numérique du sujet étudié, permettant de simuler les phénomènes thermiques,

afin de chercher à mieux connaitre l’impact d’un scénario de refroidissement donné sur la carto-

graphie de la température en tout point du domaine étudié, et d’apporter des informations quant

à la sensibilité des essais en fonction de la position du ou des points de mesures. Les modèles

géométriques utilisés couramment sont issus des travaux de Fiala [3], qui considère le corps

humain comme un ensemble de cylindres multicouches et d’épaisseurs paramétrables. Nous

proposons ici de développer un modèle numérique issu du scanner d’un sujet, afin d’évaluer

l’impact de l’utilisation de la géométrie exacte.

https://doi.org/10.25855/SFT2023-047
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2. Définition du problème

2.1. Domaine considéré et mise en équation

Cette étude se limite à une portion de jambe au niveau de la diaphyse fémorale, d’une hauteur

d’environ 15 cm d’un sujet humain (voir figure 1). La cuisse est décomposée en 4 domaines, le

tissu adipeux, le muscle, l’os et la moelle.

Les différents modes de transferts thermiques qui s’appliquent dans le domaine sont définis

par l’eq. 1.

∀M ∈ Ω : ρCp

∂T

∂t
=

−→
∇ .(k

−→
∇T ) + qm + ρblCpblwbl(Tbl − T ) (1)

On y trouve ainsi :

• La diffusion de chaleur dans le domaine Ω entre les différents tissus, conditionnée par la

valeur de la conductivité k

• La puissance métabolique basal qm des différents tissus

• L’échange thermique avec le flux sanguin à une température Tbl considérée constante et

égale à la température profonde de 37°C. Le taux de perfusion sanguine wbl représente

le débit d’irrigation des tissus par le sang.

Deux types de conditions limites sont appliqués :

• pour la frontière au contact avec l’extérieur notée Γ1, on considère un échange convectif

caractérisé par un coefficient d’échange h0 et une température Text fonctions de la na-

ture du fluide extérieur. La peau, très fine, est intégrée à cette condition d’échange avec

l’extérieur, en termes de résistance thermique, de puissance métabolique, et d’échange

avec le réseau sanguin :

∀M ∈ Γ1 : k
−→
∇T.−→n = h(Text − T ) + e qm + eρblCpblwbl(Tbl − T ) (2)

avec h =
1

1

h0

+ e
k

(3)

• Au niveau des deux coupes de raccordement avec le reste du corps ( Γ2 et Γ3), une condi-

tion de flux nul est imposée.

La formulation variationnelle du problème précédent (Équations 1 et 2), s’écrit alors :∫

Ω

ρCp T g dΩ =−

∫

Ω

k∇T ·∇g dΩ +

∫

Ω

qm g dΩ +

∫

Ω

ρbl Cpbl wbl(Tbl − T ) g dΩ

−

∫

Γ1

h(T − Text) g dΓ +

∫

Γ1

e qm g dΓ +

∫

Γ1

e ρbl Cpbl wbl(Tbl − T )g dΓ
(4)

Avec g ∈ H1 (Ω), la fonction test définie dans l’espace de Hilbert.

Les caractéristiques des différents tissus sont présentés dans le tableau 1. La condition initiale

est définie par l’état d’équilibre de la cuisse au contact de l’air à 20°C.

2.2. Lois de régulation

L’être humain comme la plupart des mammifères est homéotherme. C’est-à-dire que la

température de notre corps est constante et indépendante du milieu extérieur. Notre organisme
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k ρ Cp wbl qm e

W.m−1.K−1 kg.m−3 J.kg−1.K−1 L.s−1.m−3 W.m−3 mm

Peau (Γ1) 0, 47 1085 3680 1, 05 368 0, 6
Tissu adipeux et moelle 0, 16 850 2300 0, 0036 58
Muscle 0, 42 1085 3768 0, 538 684
Os 0, 75 1357 1700 0 0
Sang 1069 3650

Tableau 1 : Paramètres thermophysiques et thermophysiologiques des différents tissus de la cuisse [3]

met donc en place différents mécanismes afin de maintenir cette température, tels que la suda-

tion, les frissonnements ou la vasoconstriction et vasodilatation. Dans l’approche biophysique,

ces phénomènes sont modélisés par ce que nous appelons les lois de régulation [3].

Dans cette étude, la seule loi prise en compte est celle de vaso-constriction/dilatation qui

intervient au niveau du taux de perfusion sanguine wbl qui dépend de la température selon la loi

suivante :

• le taux wbl est considéré comme maximum à 37°C et au delà,

• il est égal à 50% à 10°C,

• évolue linéairement entre 0°C et 37°C.

2.3. Présentation des différentes simulations numériques

On considère pour ce travail deux géométries distinctes, qui correspondent à 2 sujets ca-

ractérisés pour la zone étudiée par un pourcentage de masse adipeuse en volume différent (fi-

gure 2). Une discrétisation de type éléments finis par des éléments P1 (interpolation linéaire

sur des tétraèdres) est effectuée dans chaque cas, et amène à un nombre de degrés de liberté

respectivement de 64.104 nœuds pour le sujet 1 et de 41.104 nœuds pour le sujet 2.

Deux types de traitement par le froid sont par ailleurs étudiés :

• Le scénario 1 (voir figure 3.a) considère une séance d’immersion en eau froide, ca-

ractérisée par une température modérée de Text = 14°C, mais un coefficient d’échange

important (h0 = 1000 W.m−2.K−1), sur une durée assez importante (14mn).

• Le scénario 2 (voir figure 3.b) reproduit les conditions d’un traitement de cryothérapie,

dans lequel le patient séjourne durant 3mn dans une chambre à Text = -110°C, après avoir

traversé une salle à Text = -60°C. Le coefficient d’échange avec l’air l’extérieur est alors

faible : h0 = 7,5 W.m−2.K−1.

Pour ces 2 scénarios, un schéma de discrétisation temporelle d’ordre 2 à pas de temps va-

riable, permet un temps de calcul optimisé, qui varie selon les simulations effectuées de 1800s à

2000s. Tous les calculs ont été effectués sur un ordinateur portable avec un processeur 6 cœurs

Intel® Xeon® E-2176M @ 2.7GHz et 64GB de RAM.

3. Analyse des résultats

3.1. Importance de la prise en compte de la géométrie exacte

La figure 4.a représente le champs de température en surface du muscle pour le sujet 1 soumis

à une immersion en eau froide (scénario 1), à l’issu du traitement (14 mn). Contrairement à un

modèle cylindrique multicouche, un jumeau numérique avec une géométrie réelle permet une

modélisation détaillée du muscle avec ses nombreux creux et replis. On note ainsi une très forte
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hétérogénéité du champ de températures superficielle du muscle.

La figure 5 représente l’évolution temporelle de la température aux points A et B qui sont à

la surface du muscle (voir figure 4.a). On note que pour deux points en surface, la dynamique

est différente : pour le point A qui est dans un repli du muscle sa température oscille entre 35 et

36°C, le point B en surface du muscle a sa température qui varie de 33 à 24 puis remonte vers

30°C.

Cette variation de la température superficielle peut notamment s’expliquer par la variation

de l’épaisseur du tissu adipeux en fonction des différents points considérés (voir figure 2), qui

joue alors le rôle d’isolant.

3.2. Comparaison de deux traitements par le froid sur un même sujet

Nous nous proposons de comparer pour le sujet 1 le traitement en bain froid (scénario 1)

avec une séance de cryothérapie (scénario 2).

Les champs étudiés à l’issu des deux traitements sont les figures 4.a pour le traitement en

bain froid, et 4.b pour la séance de cryothérapie. Tout comme observé pour le traitement en

bain froid, on note toujours une forte hétérogénéité dans le cas de la cryothérapie. Par ailleurs,

la température à la surface du muscle reste globalement plus élevée que dans le cas du bain en

eau froide.

Pour étudier la pénétration du froid dans la cuisse, un profil de température a été pris sur

un segment. Celui-ci est défini sur une coupe à mi-hauteur (voir figure 6.a) et traverse le biceps

fémoral en partant de l’extérieur de la cuisse jusqu’au cœur de la moelle. Le tracé de température

selon ce segment est représenté sur la figure 7.a.

Au niveau du tissu adipeux, la cryothérapie permet d’atteindre une température de l’ordre de

5◦C en surface, quand pour le bain nous sommes à la température de l’eau (14°C). En ce qui

concerne la zone du muscle, le niveau thermique est peu impactée par le traitement du scénario

2 : en surface du muscle, la température est limitée à 29°C et la pénétration du froid n’excède

pas 1 cm à l’intérieur du muscle. A contrario, le scénario 1 du bain permet lui d’atteindre 25°C

en surface du muscle, pour une pénétration jusqu’à 3,5 cm de profondeur.

Ainsi, le traitement en eau froide parait plus efficace pour refroidir le muscle en profondeur.

Cela est dû d’une part à un fort coefficient d’échange et d’autre part à une durée de traite-

ment plus importante, ce qui n’est pas possible avec la cryothérapie compte tenu des risques de

brûlures et gelures superficielles.

Cette étude montre l’intérêt de la prise en compte d’une géométrie réelle, qui permet de

quantifier l’impact des différents traitements thermiques en tout point du tissu adipeux et du

muscle.

3.3. Influence de l’épaisseur du tissu adipeux sur la pénétration du froid dans le muscle

Cette dernière étude va permettre de comparer l’impact des différences de morphologie entre

individus, qui ici sont soumis au même traitement de cryothérapie (scénario 2).

On compare ici les figures 4.b et 4.c qui représentent respectivement le niveau thermique à

la surface du muscle pour les 2 individus considérés, à l’issu du traitement. Contrairement aux

résultats obtenus pour le sujet 1, on remarque que la surface du muscle n’est globalement pas

impactée. Néanmoins, compte tenu de l’hétérogénéité de la distribution de la masse graisseuse,

on observe une zone froide localisée, là où le tissu adipeux est moins épais.
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Comme précédemment, un profil de température a été tracé le long d’un segment pour le

sujet 2, tel que définit sur la figure 6.b. La figure 7.b représente ainsi ce profil qui est à comparé

à celui du sujet 1 (voir figure 7.a). Pour le sujet 2, seul le tissu adipeux est le siège d’un gradient

thermique. Le muscle est lui à une température quasi normale en surface (34°C) après le traite-

ment. Les deux segments étudiés correspondent à des épaisseurs de tissu adipeux de l’ordre de

6mm pour le sujet 1 et 10mm pour le sujet 2. On voit ainsi le très fort impact de la couche de

graisse sur le comportement thermique.

4. Conclusion

Le travail effectué a permis de montrer l’intérêt de la prise en compte de la géométrie exacte

de la morphologie d’un individu, lorsque celui-ci est soumis à un traitement thérapeutique par

le froid. Pour différents sujets et/ou différents scénarios, selon le point considéré le niveau

de température peut être très différent. Il montre ainsi la limitation d’un modèle géométrique

simple de type radial. Au niveau de la physique, un certain nombre d’incertitudes demeure.

La valeur des paramètres thermophysiques est à conforter (variation en fonction des différents

individus). Pour cette étude seule la vasoconstriction a été prise en compte. On pourrait en

théorie compléter le travail par la prise en compte de l’ensemble des phénomènes de régulation

(notamment dans le cadre d’un traitement par le froid, le mécanisme de frisson qui peut décupler

la puissance métabolique). Même les phénomènes de rétroaction qui conditionnent la valeur de

la température profonde supposée constante ici doivent être considérés : ils sont d’une part mal

connus et d’autre part ils peuvent varier en fonction des individus. La confrontation entre un

individu et son jumeau numérique peut apporter des premières informations sur ces questions,

par une technique de problème inverse. Pour être valable, cela nécessiterait de pouvoir créer la

géométrie discrétisée pour l’ensemble du corps, avec toutes les difficultés que cela implique :

segmentation de zones complexes (thorax, abdomen,...), nombre de degrés de liberté très élevés

incompatible avec une problématique inverse.
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5. Figures
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Figure 1 : Géométrie considérée

(a) Sujet 1 : 22% de masse adipeuse (b) Sujet 2 : 38% de masse adipeuse

Figure 2 : Vue du dessus du tissu adipeux de la cuisse étudiée chez les sujets 1 et 2
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Figure 3 : Évolution des températures des scénarios
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Figure 4 : Champ de température superficielle du muscle en fin de traitement
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Figure 5 : Évolution de la température aux points A et B du sujet 1 pour le scénario de bain froid
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Figure 7 : Évolution de la température le long du segment
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Etude numérique thermo-aéraulique d’un local équipé d’une 
armoire électrique thermosensible : Analyse de sensibilité 

Rafik MOULOUEL1,2,3*, Marc ABADIE2,3, Patrick SALAGNAC2,3, Pascal BOREL1, 
Maxime HOUVIN1 

1EDF R&D-PRISME, 6 quai Watier – 78400 Chatou 
2LaSIE (UMR CNRS 7356) – La Rochelle Université 
3Laboratoire Commun 4evLab, CNRS - EDF R&D - LaSIE 
*(auteur correspondant : rafik.moulouel@edf.fr) 

Résumé - Cet article propose un modèle thermo-aéraulique, basé sur la méthode nodale et réalisé sous 
OpenModelica, d’une armoire électrique (armoire de contrôle-commande ou un tableau électrique) 
implantée dans un local expérimental dont le but est d’estimer des grandeurs thermiques et aérauliques 
nécessaires au bon fonctionnement et à la sécurité des équipements. On s’intéresse ainsi à l’évaluation 
des champs de température, des débits d’air et flux thermiques à différents niveaux au sein de l’armoire 
ainsi que dans le local. L’étude de sensibilité de ce modèle permet une meilleure compréhension des 
phénomènes intervenants au niveau d’un tableau électrique, qui influent sur les champs de température 
de l’air au sein du local.  

Nomenclature  

C capacité thermique, J.K-1  
Cd coefficient de décharge 
h coefficient d’échange, W.m-2.K-1 

 洃  débit massique, kg.s-1܀

n taux de renouvellement, h-1 
p pression, Pa 
S surface, m2 

T température, K 
V volume, m3 

v vitesse, m.s-1 

Symboles grecs 
ε émissivité  
 

  
ϕ flux de chaleur, W 

ρ masse volumique, kg.m-3 

Indices et exposants 
cv convectif 
r radiatif 
cd conductif 
arm armoire 
s surface 
emet émetteur  
env  enveloppe 
 

1. Introduction 

Les locaux équipés d'armoires électriques contenant des matériels thermosensibles sont des 
environnements complexes. Leur conditionnement thermique constitue un enjeu élevé. Ces 
équipements électriques sont dimensionnés pour fonctionner dans des plages spécifiques de 
température de l’air afin de garantir leur bon fonctionnement. 

Les modèles thermo-aérauliques peuvent jouer un rôle important dans la compréhension des 
phénomènes intervenants au sein de ces locaux. La modélisation 3D permet l’étude approfondie 
du comportement de locaux fortement dissipateurs de chaleur [1], mais reste coûteuse en temps 
de calcul, notamment pour la réalisation d’études de sensibilité. La modélisation nodale, quant 
à elle, permet de prédire d’une manière satisfaisante les grandeurs thermiques et aérauliques à 
l’échelle d’une pièce où d’un bâtiment. Les travaux de modélisation se rapprochant le plus du 
cas étudié concernent les centres de données informatiques. On peut citer notamment Kaced [2] 
qui a développé un modèle nodal d’une pièce équipée d’une baie informatique dissipant de la 
chaleur. Les résultats de son modèle corroborent les mesures, malgré l’utilisation de plusieurs 
corrélations extraites de la littérature. Iyengar et al. [3] ont aussi développé différents modèles 
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thermo-aérauliques afin de caractériser les performances énergétiques et thermiques dans un 
centre de données informatiques.  

Dans cet article, le moyen d’essai d’EDF R&D « Local Témoin CNPE » est d’abord 
présenté. Ensuite son modèle nodal, permettant la prédiction des conditions thermo-aérauliques 
dans ce local ainsi qu’à l’intérieur de l’armoire électrique, est détaillé. Enfin, une étude de 
sensibilité en régime stationnaire est menée afin d’évaluer l’influence de certains paramètres 
sur les températures de l’air du local. Ces modèles seront par la suite calés à l’aide de mesures 
expérimentales. 

2. Présentation et modélisation du moyen d’essai  

Le moyen d’essai « Local Témoin CNPE » est un local en béton de dimensions externes  
12,07 × 3,95 × 2,86 m3 (Figure 1). Le sol est constitué d’un faux plancher isolé. L’épaisseur 
des murs est de 0,2 m. Le local dispose d’une ventilation mécanique. Il intègre une bouche de 
soufflage et une bouche de reprise d’air de dimensions 0,3 × 0,3 m2. Afin de maîtriser les 
conditions de température aux limites des parois externes du local, une enceinte 
complémentaire isolée est mise en place avec un conditionnement thermique de l’air entre-
enceintes à l’aide d’une ventilation auxiliaire dans cet espace via des gaines souples 
microperforées. Le local est équipé d’armoires, fermées et ventilées naturellement, dissipant de 
la chaleur à l’aide de plusieurs résistances électriques, réparties selon la hauteur de l’armoire, 
afin d’obtenir une puissance surfacique représentative des cas d’usage des locaux électriques et 
de contrôle-commande d’un site nucléaire. Ce local, fortement instrumenté, a vocation à 
augmenter la robustesse des outils de calcul.  

 
Figure 1 : Schéma (à gauche) et photographie (à droite) du moyen d’essai « Local Témoin ».  

2.1. Modèle du local 

La Figure 2 présente les principaux échanges entre l’air du local, les murs en béton et 
l’armoire électrique.  

 

P
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Figure 2 : Illustration des phénomènes thermo-aérauliques (à gauche) et modèle thermique 

équivalent du local témoin (à droite). 

L’air du local dispose d’une capacité thermique, 𝐶𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙 = 𝜌𝑎𝑖𝑟𝑐𝑝𝑎𝑖𝑟𝑉𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙, il échange par 
convection naturelle avec les faces internes des murs en béton et avec la surface de l’armoire 
électrique. A ceci, il est important de rajouter le transport convectif lié à la ventilation du local 
et le transport convectif entre l’air du local et l’air au sein de l’armoire. L’équation de bilan au 
niveau du nœud d’air du local s’exprime alors : 

𝐶𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙 𝜕𝑇𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙𝜕𝑡 = �̇�𝑒 𝑐𝑝(𝑇𝑒 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙) + ∑ ℎ𝑐𝑣𝑆𝑚𝑢𝑟𝑖
6

𝑖=1 (𝑇𝑠𝑚𝑢𝑟𝑖 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙) 

+ℎ𝑐𝑣𝑆𝑎𝑟𝑚 (𝑇𝑠𝑎𝑟𝑚 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙) + �̇�𝑎𝑟𝑚 𝑐𝑝(𝑇𝑎𝑖𝑟𝑎𝑟𝑚 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙) 

(1) 

Le coefficient d’échange convectif hcv est calculé à l’aide de corrélations de l’ASHRAE [4].  

Au sein des murs, le transfert de chaleur est de type conductif. Les murs sont discrétisés en 
plusieurs couches selon l’épaisseur. L’armoire électrique échange par convection avec l’air du 
local et par rayonnement avec les parois. Le modèle de l’armoire est précisé par la suite. La 
température de l’air entre enceintes est considérée homogène et constante. En effet, un soufflage 
à faible vitesse d’air dans cet espace est réalisé à l’aide de deux gaines souples microperforées 
entourant le local. 

Les échanges radiatifs entre les parois du local et de l’armoire électrique sont calculés à 
l’aide de la méthode de Carroll [5]. L’équation de bilan au nœud de Carroll reliant les 6 murs 
du local et l’armoire électrique peut s’écrire de la façon suivante : 

∑ 𝜙𝑟𝑚𝑢𝑟𝑖  6
𝑖=1 + 𝜙𝑟𝑎𝑟𝑚 = 0 (2) 
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2.2. Modèle de l’armoire électrique 

 
Figure 3 : Illustration des transferts thermiques au sein de l’armoire (à gauche) et modèle 

thermique équivalent (à droite).   

L’armoire électrique se compose de 4 tiroirs superposés (Figure 3). Chaque tiroir est 
modélisé par une structure enveloppe qui entoure un émetteur thermique massique et un volume 
d’air. Ces émetteurs échangent par rayonnement avec l’enveloppe de l’armoire et par 
convection naturelle avec l’air à l’intérieur du tiroir. L’enveloppe quant à elle, échange par 
convection avec l’air du local et par rayonnement avec le nœud de Carroll. L’armoire dispose 
également d’ouvertures au niveau des tiroirs du bas et du haut permettant une circulation d’air 
au sein de l’armoire. Le rayonnement entre les différents émetteurs est négligé. Il est supposé 
que les émetteurs ne se voient pas. 

L’émetteur thermique est modélisé par un nœud, dont le bilan s’écrit : 𝐶𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖 𝜕𝑇𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖𝜕𝑡 = 𝑃𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖 + ℎ𝑐𝑣𝑆𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖 (𝑇𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖 − 𝑇𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖) + ℎ𝑟𝑆𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖(𝑇𝑒𝑛𝑣𝑖 − 𝑇𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖) (3) 

L’air à l’intérieur d’un tiroir 𝑖 échange par convection naturelle avec l’émetteur et les parois 
de l’enveloppe de l’armoire. La circulation d’air dans l’armoire contribue également dans 
l’équation de bilan qui s’écrit alors : 𝐶𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖 𝜕𝑇𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖𝜕𝑡 = ℎ𝑐𝑣𝑆𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖 (𝑇𝑒𝑚𝑒𝑡𝑖 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖) + ℎ𝑐𝑣𝑆𝑒𝑛𝑣𝑖 (𝑇𝑒𝑛𝑣𝑖 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖) +�̇�𝑎𝑟𝑚𝑐𝑝 (𝑇𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖−1 − 𝑇𝑎𝑖𝑟𝑡𝑖𝑟𝑜𝑖𝑟𝑖) 

(4) 

La circulation d’air est modélisée entre l’air du local et l’air à l’intérieur de l’armoire 
électrique à l’aide d’ouvertures horizontales entre chaque tiroir et deux ouvertures latérales pour 
l’entrée et l’extraction d’air. Il est à souligner que les échanges aérauliques entre les nœuds 
d’air sont la conséquence d’une différence de pression induite par la différence de température. 
En effet, l’équation de Bernoulli appliquée à l’écoulement d’air des nœuds d’air A vers B de 
deux tiroirs superposés est exprimée par :  𝑝𝐴 + 𝜌𝐴 𝑔 (𝑧𝐴 − 𝑧𝑜𝑟𝑖𝑓𝑖𝑐𝑒) = 𝑝𝐵 + 𝜌𝐵 𝑔 (𝑧𝐵 − 𝑧𝑜𝑟𝑖𝑓𝑖𝑐𝑒) + 12  𝜌 𝑣𝐵2 + 𝛥𝑃𝑙  (5) 

ΔPl représente les pertes de charge. Le débit massique d’air traversant l’orifice inter-tiroir de 
l’équation (4) est calculé en introduisant un coefficient de décharge Cd et la section d’ouverture 
Souv :  �̇� = 𝜌 𝐶𝑑  𝑆𝑜𝑢𝑣  𝑣𝐵 (6) 
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3. Résultats de simulation 

3.1. Etude préliminaire 

 Le Tableau 1 présente les valeurs des principales données d’entrée du modèle. Une première 
simulation de ce modèle a été réalisée avec un pas de temps de 200 s sur 5000 échantillons. Les 
valeurs des paramètres de ces modèles sont des valeurs représentatives des cas d’étude dans le 
local témoin.  

Paramètre 𝑇𝑒 𝑇𝑖𝑛𝑖𝑡𝑖𝑎𝑙𝑒 𝑇𝑒𝑥𝑡 𝑛 𝜀𝑒𝑚𝑒𝑡 𝜀𝑎𝑟𝑚 𝜀𝑚𝑢𝑟𝑠 𝑃𝑒𝑚𝑒𝑡 𝐶𝑑 𝑆𝑜𝑢𝑣 Sarm 

Unité °C °C °C Vol/h - - - W - m2 m2 

Valeur 16 20 20 4 0,8 0,8 0,8 250 0,61 0,04 7,2 

Tableau 1 : Paramètres principaux du modèle. 

La Figure 4 montre l’évolution de différentes températures au sein du local. La température 
de l’air du local décroît de 0,5 °C durant la première heure (cf. zoom Figure 4). Ceci est dû à la 
réponse rapide du système de ventilation comparé aux émetteurs à l’intérieur de l’armoire. 
Ensuite, elle évolue pour atteindre le régime stationnaire en quelques jours (22,3 °C). Les 
températures de tous les murs verticaux sont identiques. La légère différence entre les 
températures du plafond et des murs verticaux est due aux deux corrélations différentes utilisées 
pour estimer hcv. Les températures des murs sont inférieures à celle de l’air du local témoin. En 
effet, les faces extérieures des murs verticaux et du plafond échangent par convection avec l’air 
entre enceintes, dont la température est imposée à 20 °C.  

L’écart maximal de température entre l’air du local et celui de l’armoire est d’environ 20 °C. 
La température d’air est importante au niveau des tiroirs supérieurs, ceci est une conséquence 
de la poussée d’Archimède qui induit un écoulement ascensionnel et donc une accumulation de 
chaleur dans le dernier tiroir. 

 
Figure 4 : Evolution des températures au sein du local témoin (à gauche) et des températures d’air 

à l’intérieur de l’armoire (T1-T4, du bas vers le haut de l’armoire). 

La Figure 5 montre l’évolution de la température d’air du local en fonction du taux de 
renouvellement d’air assuré par la ventilation. Pour n = 4 vol/h, la température d’air est de 
22,3 °C en régime stationnaire. L’arrêt de la ventilation, n = 0 vol/h, induit une hausse de 
température de 3 °C. Bien qu’il y ait rupture totale de ventilation, la hausse de température n’est 
pas prononcée. Cela est dû à la température imposée de l’air entre-enceintes, qui contribue au 
refroidissement de l’air du local au travers les murs. Enfin, un passage du taux de 
renouvellement à 11 vol/h provoque une chute brutale de la température d’air du local, passant 
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ainsi de 25 °C à 21 °C en quelques heures pour se stabiliser à 19,7 °C en l’espace de trois jours. 
Les températures de l’air à l’intérieur de l’armoire présentent le même comportement que celle 
de l’air du local. 

 
Figure 5 : Température d’air du local en fonction de son taux de renouvellement d’air. 

3.2. Etude de sensibilité  

3.2.1. Méthodologie 

Les analyses de sensibilité sont souvent coûteuses en termes de temps de calcul et de nombre 
de simulations requis. Ainsi, nous proposons l’application d’une méthode pour réduire 
considérablement le nombre de simulations nécessaires, comme dans [6]. L'idée principale est 
de substituer le modèle physique par un méta-modèle à base de « polynômes de chaos » [7]. En 
utilisant les coefficients de ce polynôme, on peut en déduire facilement les indices de Sobol [8] 
et les caractéristiques probabilistes des sorties considérées. 

Un plan d’expériences de 5000 points est généré aléatoirement, suivant des lois de tirage 
probabilistes (uniforme 𝑈(𝑎, 𝑏) ou normale 𝑁(𝜇, 𝜎2)), illustré dans le Tableau 2. Les 
principaux paramètres intervenant en régime stationnaire ont été sélectionnés comme variables 
d’entrée. L’évaluation de ce plan permet de récupérer les valeurs des différentes variables de 
sorties (température d’air des tiroirs inférieur T1 et supérieur T4, température de surface 
intérieure des murs, température d’air du local) à l’instant 𝑡=11 jours, correspondant au régime 
permanent. A partir de ces dernières valeurs, et pour chacune des variables de sortie, un 
métamodèle par chaos polynomial est construit. Chacun de ces métamodèles est construit en 
utilisant 80 % des données disponibles, puis validé sur les 20 % restantes. La Figure 6 trace les 
courbes d’ajustement des échantillons de test pour les variables de sortie d’intérêt. Les 
métamodèles permettent une excellente prédiction de ces dernières variables (Q2 > 0,99). 

Paramètre   Unité Description Variation  
Te °C Température de soufflage U [16 – 20] 
Pemet W Puissance d’un émetteur U [75 – 250] 
n   Vol/h Taux de renouvellement U [1 – 10] 
Text °C Température de l’air entre enceintes U [20 – 30] 
εarm, εmurs, εemet -  Emissivité de l’armoire, murs, émetteurs  N [0,8 – 0,082] 
H m Hauteur du local N [2,8 – 0,32] 
L m  Longueur du local N [11 – 1,52] 
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Cd - Coefficient de décharge N [0,61 – 0,0612] 
Souv m2 Section des ouvertures de l’armoire U [0,02 – 0,06] 
Sarm m2 Surface extérieure de l’armoire N [7,2 – 0,722] 

Tableau 2 : Paramètres d’entrée principaux du modèle. 

 
Figure 6 : Courbes d’ajustement des échantillons de test pour les métamodèles. 

3.2.2. Indices de Sobol 

Une analyse de sensibilité à partir de la méthode de Sobol est effectuée afin de quantifier 
l’influence de certains paramètres de ce modèle. Les variables de sorties d’intérêt sont la 
température de l’air à l’intérieur de l’armoire à deux différents niveaux (T1 et T4), la température 
des murs ainsi que la température de l’air dans le local. Les indices de Sobol du premier ordre 
évaluent l’influence de chaque entrée individuellement sur la variable de sortie, tandis que les 
indices totaux prennent en compte l’impact des interactions entre les paramètres d’entrée sur la 
sortie. 

Les résultats de ces études de sensibilité sont illustrés sur les Figures 7 et 8. Il est noté une 
forte sensibilité de la température de l’air du local et du mur à la température de l’air entre 
enceintes, considérée constante dans ce modèle. Le taux de renouvellement d’air ainsi que la 
température de soufflage participant à l’évacuation de l’excédent de chaleur représentent des 
paramètres également influents. Les paramètres géométriques du local ainsi que les émissivités 
des surfaces n’ont quasiment pas d’impact sur les variables de sorties considérées. 

Les températures de l’air à l’intérieur de l’armoire dépendent principalement de la puissance 
des émetteurs. Cette dernière impacte davantage la température de l’air situé en haut de 
l’armoire. En effet, la circulation de l’air se faisant du bas vers le haut de l’armoire, l’air se 
trouvant en partie haute est impacté par les émetteurs situés en bas de l’armoire.  

 
Figure 7 : Indices de Sobol de 1er ordre et d’ordre total sur les températures d’air et mur du local. 
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Figure 8 : Indices de Sobol des températures de l’air à l’intérieur de l’armoire. 

4. Conclusion 

Dans cet article, un modèle thermo-aéraulique représentant un tableau électrique ou une 
armoire de contrôle-commande implanté dans un local a été proposé. Ce modèle prend en 
compte les échanges thermiques et aérauliques entre le local témoin et l’armoire électrique. A 
l’aide de métamodèles permettant la prédiction de certaines variables de sorties, des études de 
sensibilité ont été menées afin d’évaluer l’influence de certains paramètres d’entrée. Nous 
avons montré que ce modèle permet une estimation rapide des grandeurs thermo-aérauliques 
sur de longues durées. L’objectif final est d’évaluer ces grandeurs pour des diverses conditions 
limites instationnaires. La phase suivante de notre démarche concernera la validation de ce 
modèle à l’aide de données expérimentales qui seront acquises dans le local témoin 
actuellement en phase finale d’instrumentation.   
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Résumé - Le comportement thermique d’une micropuce à quatre sources de chaleur faite dans un

matériau dont la conductivité est fortement non-linéaire est étudiée. Pour minimiser le temps de calcul,

un modèle réduit est proposée afin de remplacer le modèle d’origine élément fini à ordre élevé. Parmi les

différentes méthodes de réduction, une méthode modale est choisie. La non-linéarité est prise en compte

via une loi de conductivité quadratique, ce qui conduit à une formulation simple et une implémentation

numérique rapide. Le modèle réduit est fiable quelles que soient les conditions d’environnement et les

sources activées, tout en diminuant le temps de calcul d’un facteur 400.

1. Introduction

En raison de leur rendement imparfait, la température des composants électroniques aug-

mente lorsqu’ils sont activés. Ainsi, le comportement thermique de ces composants doit être

finement prédit pour différentes conditions de fonctionnement. Mais lorsqu’il s’agit d’analy-

ser des modèles réalistes nécessitant des maillages à plusieurs milliers de nœuds, les temps

de calcul deviennent rapidement importants, d’où la nécessité de réduire la taille du modèle

[1]. Dans cet objectif, des méthodes modales ont été utilisées pour résoudre ce problème.

De nombreuses méthodes de réduction ont été appliquées avec succès à plusieurs problèmes

linéaires, tels que la POD [2], la méthode des approximants de Padé [3] ou la méthode AROM

[4]. Cependant, les propriétés thermiques pouvant dépendre de la température, l’adaptation des

méthodes citées décuple l’effort numérique car les matrices du modèle numérique doivent être

réévaluées à chaque pas de temps. Pour surmonter cette difficulté, de nouvelles approches ont

été développées telles que l’Interpolation Empirique ou l’Hyper-Réduction [5].

Une méthode de réduction modale très simple est proposée, basée sur une simplification qua-

dratique de la loi de comportement de la conductivité. L’intérêt de la méthode réside dans sa

simplicité de compréhension et aussi dans la facilité de son implémentation numérique à partir

d’un code écrit pour un modèle d’ordre réduit linéaire.

2. Formulation mathématique

Soit T le champ de température d’un domaine Ω. Ce domaine est soumis à une production

interne d’énergie, nommée $. La chaleur générée est échangée depuis les surfaces extérieures

∂Ω en considérant une condition aux limites de Fourier et la densité de flux de chaleur résultante

est notée ϕ. Le coefficient de transfert de chaleur h rassemble les phénomènes de convection

et de rayonnement. La conductivité thermique et la capacité thermique sont respectivement

https://doi.org/10.25855/SFT2023-051
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définies par k(T ) et C, et on suppose que la conductivité thermique dépend de la température.

L’évolution de la température est modélisée par l’équation de la chaleur et a la forme :

CṪ = ∇ · (k (T )∇T ) +$ sur Ω

k (T )∇T · n = h (T∞ − T ) sur ∂Ω
(1)

La formulation variationnelle faible classique du système (1) est d’abord écrite sous la forme :

∫

Ω

CωṪ = −

∫

Ω

k (T )∇ω · ∇T −

∫

∂Ω

hωT +

∫

∂Ω

hωT∞ +

∫

Ω

ωϕ (2)

où ω est une fonction test appartenant au même espace fonctionnel que T . L’équation (2) conduit

à la formulation matricielle du modèle éléments finis :

CṪ = − [K (T ) +H]T + U (3)

où C, K(T ), H sont des matrices creuse de dimension [N ×N ], N étant le nombre de degrés

de liberté issus de la discrétisation spatiale, et U le vecteur des sollicitations.

3. Formulation modale

Dans une formulation modale réduite, le champ de température est représenté par une com-

binaison linéaire de fonctions de base (les modes) Vi. Ces fonctions sont connues, les inconnues

deviennent les amplitudes xi(t) :

T (x, t) =
Ñ
∑

i=1

xi(t)Vi(x) (4)

où le nombre de modes retenus Ñ est très petit devant le nombre de nœuds d’un modèle maillé

Ñ << N . Pour déterminer les amplitudes xi(t) , T est remplacé par sa formulation modale (4)

dans l’Eq. (2). L’équation résultante peut s’écrire sous forme matricielle :

CrẊ = − [Kr (T ) +Hr]X + Ur (5)

Cr (i, j) =
∫

Ω
CVjVi, Hr (i, j) =

∫

∂Ω
hVjVi, Kr(T ) (i, j) =

∫

Ω
k (T )∇Vj · ∇Vi sont des ma-

trices pleines, Ur =
∫

∂Ω
hVjT∞ +

∫

Ω
Vj$ est le vecteur de sollicitations. Chacune de ces ma-

trices est de dimension
[

Ñ × Ñ
]

. C’est là que la réduction réside.

D’un point de vue pratique, Kr(T ) est calculé numériquement par Kr(T ) = V
t
K(T )V, où V

est une matrice de dimension
[

N × Ñ
]

qui regroupe les vecteurs propres Vi. L’intégration de la

non-linéarité oblige à calculer la température et la matrice K(T ) dans l’espace physique et à re-

calculer Vt
K(T )V dans l’espace modal à chaque itération. Ces opérations réduisent fortement

l’efficacité du modèle réduit en terme de temps de calcul.

4. Cas d’une non-linéarité quadratique

On considère un problème dont la conductivité thermique dépend de la température selon

une loi quadratique

k (T ) = k0 + αT + βT 2 (6)
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k(T ) est remplacée par son expression (6) et la température T par sa décomposition modale.

En introduisant les matrices suivantes K0
r (i, j) =

∫

Ω
∇Vi · ∇Vj , K

k
r (i, j) =

∫

Ω
Vk∇Vj · ∇Vi,

K
k,p
r (i, j) =

∫

Ω
Vk Vp∇Vj · ∇Vi, on obtient :

∫

Ω

k (T )∇Vi · ∇Vj = k0 K
0
r (i, j) + α

Ñ
∑

k=1

xk(t)K
k
r (i, j)

+ β
Ñ
∑

k=1

xk(t)
2
K

k,k
r (i, j) + 2β

Ñ
∑

k=1

Ñ
∑

p=k+1

xk(t)xp(t)K
k,p
r (i, j)

(7)

Si la loi de conductivité peut être approchée avec précision par une approximation linéaire,

alors le stockage de Ñ matrices de dimension
[

Ñ × Ñ
]

est nécessaire pour modéliser exacte-

ment cette non-linéarité “linéaire”. Les temps de calcul sont équivalents à ceux obtenus avec

les modèles d’ordre réduit linéaires [6]. Si l’approximation linéaire n’est pas suffisamment

précise, la considération exacte du terme quadratique passe par le stockage de
Ñ(Ñ+3)

2
ma-

trices de dimensions
[

Ñ × Ñ
]

, ce qui n’est pas envisageable. Il faut faire une approximation

numérique. Les termes diagonaux sont conservés, et en ce qui concerne les termes croisés,

seuls les termes K1,p
r sont retenus. En effet, le mode 1 est plat, et fixe la température moyenne.

Il semble nécessaire de garder l’interaction entre ce mode et les autres. De plus, puisque le mode

1 est plat et vaut ‖V1‖, alors
∫

Ω
V1Vk∇Vi · ∇Vj =

∫

Ω
‖V1‖Vk∇Vi · ∇Vj = ‖V1‖K

k
r (i, j). La

prise en compte de ce terme ne demande aucun effort supplémentaire. Avec cette approximation

on obtient :
∫

Ω

k(T )∇Vi · ∇Vj = K
0
r (i, j) (k0 + αx1 ‖V1‖+ βx2

1 ‖V1‖
2)

+
Ñ
∑

k=2

[xk(α + 2β ‖V1‖x1)K
k
r (i, j) + βx2

kK
k,k
r (i, j)]

(8)

Dans le développement mathématique ci-dessus, la formulation de Vi est restée muette, car

ce développement ne repose pas sur une forme donnée de fonctions Vi. Il peut s’agir de modes

issus de POD, de l’approximation de Padé, etc. Suite à nos travaux précédents, nous choisissons

des modes de Dirichlet-Steklov, réduits avec la méthode de l’amalgame [7].

5. Discussion et résultats

5.1. Présentation du modèle

L’exemple d’application est une micropuce d’Arséniure de

Galium (GaAs) de dimension (1, 5 × 1, 5 × 0, 1) mm, avec

4 sources de chaleur chacune de dimension (0, 2 × 0, 2 ×
0, 02) mm (voir Fig. 1). La conductivité thermique de GaAs

dépend de la température selon :

k(T ) = 46 × ((T + 273, 15)/300)−1,25 W.m−1.K−1, avec

T en oC Figure 1 : Représentation du

modèle numérique
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5.2. Modèle éléments finis multi-source

Une description tridimensionnelle fine de ce modèle numérique nécessite 26 733 degrés

de liberté pour obtenir des résultats numériques pertinents des températures internes ainsi que

des flux de chaleur sortant des surfaces. Ce maillage est nécessaire pour bien retrouver le fort

gradient de température dont l’ordre de grandeur est 105K/m. La conductivité thermique est

calculée avec la loi “réelle”. Le modèle EF est considéré comme le modèle de référence.

5.3. Modèle réduit

La création du modèle réduit se fait en trois étapes. Il faut d’abord calculer la base modale,

c’est-à-dire résoudre un problème aux valeurs propres et extraire les modes de Dirichlet et de

Steklov.

Il faut ensuite avoir des simulations de

références. En tant qu’application in-

dustrielle, les simulations de référence

nécessaires à la procédure d’amalgame

doivent être faciles à produire et réalisées

avec un faible coût de calcul. L’objectif

est de solliciter les modes pertinents pour

la procédure d’amalgame. Pour l’analyse

actuelle, les 10 scénarios de conditions

aux limites présentés dans le tableau 1

sont utilisés. Chaque couple de sources

est successivement actif. Ces simulations

de référence sont obtenues via un schéma

d’Euler du premier ordre à pas de temps

constants.

cas hTOP hBOTTOM hSIDES $
1 15 100 50 2, 91.1010

2 50 250 15 7, 6.1010

3 800 20 5 2, 05.1011

4 0,1 10000 0,1 2, 53.1012

5 400 1000 15 2, 6.1011

6 0,1 100 50 2, 84.1010

7 1000 40 100 2, 67.1011

8 10 1000 10 2, 53.1011

9 15 200 200 6, 71.1010

10 30 10000 50 2, 51.1012

Tableau 1 : Les coefficients de transfert thermique

(W/(m2.K)) et la puissance thermique (W.m−3)

La dernière étape correspond au processus d’amalgame, c’est à dire la création de Ñ modes

réduits à partir de N modes.

L’ensemble du processus, correspondant au calcul de la base, aux simulations de référence et

à la procédure d’amalgame, est réalisé en 14 minutes. 50 modes sont retenus conduisant à un

modèle modal réduit d’ordre 50. En conséquence, le nombre de degré de liberté a été réduit

d’un facteur 534.

La loi de non-linéarité “quadratique” a été déduite en ajustant simplement la loi de comporte-

ment “réelle” sur une plage de température [0 : 250oC].

5.4. Scenarios JEDEC

La première partie de l’étude concerne la réponse temporelle de la puce soumise à une puis-

sance thermique constante pour différentes conditions aux limites. Vingt scénarios de condi-

tions aux limites. sont utilisés selon la norme JEDEC [8] répertoriés dans le tableau 2 .Cette

norme fournit une gamme de conditions environnementales rencontrées dans les applications

électroniques typiques. On donne également les dissipations de puissance internes $, dont la

valeur a été choisie pour que la température moyenne soit la même en régime permanent, quelles

que soient les conditions aux limites Les sources ne sont pas totalement indépendantes : les

sources 1 et 3 chauffent toujours ensemble, tout comme les sources 2 et 4. Bien sûr, les quatre

sources peuvent être activées/désactivées simultanément. Soixante cas sont simulés : chaque
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paire de sources est successivement activée avec une puissance thermique égale à $2, et les

quatre sources sont activées en même temps chacune avec une puissance thermique égale à $1

pour les 20 derniers cas. Les simulations sont réalisées avec une température ambiante de 22°C.

cas hT hB hS $1 $2

1 100 100 100 28, 3 56, 7
2 100 1 100 16, 0 31, 9
3 1 100 100 16, 0 31, 9
4 200 200 200 56, 7 113
5 50 50 50 14, 2 28, 3
6 10 100 10 14, 1 28, 2
7 100 10 10 14, 1 28, 2
8 10 10 10 2, 83 5, 67
9 30 30 30 8, 5 17, 0
10 500 10 10 64, 1 128

cas hT hB hS $1 $2

11 103 10 10 128 255
12 10 500 10 65 130
13 10 103 10 128 255
14 104 10 10 1250 1600
15 10 104 10 1250 1700
16 1 104 1 1250 1800
17 104 1 1 1250 1800
18 104 104 104 1000 2000
19 103 103 103 375 750
20 500 500 500 188 375

Tableau 2 : Les vingt scénarios de la norme JEDEC et les puissances thermiques volumiques utilisées

pour les simulations (GW.m−3)

Pour quantifier le mieux possible la précision du modèle réduit, nous définissons plusieurs

indicateurs. La température maximale est utilisée pour éviter les pannes et évaluer la fiabilité du

système. Ainsi, la première grandeur représente l’erreur sur la température maximale en régime

permanent. La deuxième erreur représente l’erreur sur la température maximale moyennée dans

le temps pendant le régime transitoire.

εsteady = Tmax,EF (t = ∞)− Tmax,ROM (t = ∞) (9)

εtrans =
1

τ

∫

τ

Tmax,EF (t)− Tmax,ROM (t) τ =
ρC V

hS
(10)

V est le volume du composant, et S sa surface en contact avec l’air. Les erreurs pour la

température maximale atteinte par la puce dans les régimes transitoire et permanent (εtrans et

εsteady) sont indiquées dans les Figs. 2 et 3. L’erreur est plus importante et peut monter jusqu’à

3°C, que ce soit en régime transitoire ou en régime permanent. Cette erreur relativement élevée

doit être pondérée par la valeur élevée de la température maximale de près de 180 °C, qui est

inférieure à 2%.

Figure 2 : εtrans pour les 60 scénarios Figure 3 : εsteady pour les 60 scénarios

Ces erreurs sont des erreurs ponctuelles et bien qu’elles soient utiles à l’ingénieur, elles ne

sont pas toujours représentatives du modèle. Nous définissons alors deux autres indicateurs qui
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sont l’erreur moyennée dans l’espace en régime stationnaire, et finalement l’erreur moyennée

dans l’espace et dans le temps pendant le régime transitoire.

〈ε〉steady =
1

V

∫

V

TEF (t = ∞)− TROM (t = ∞) (11)

〈ε〉trans =
1

V

1

τ

∫

V

∫

τ

TEF (t)− TROM (t) (12)

Figure 4 : 〈ε〉trans pour les 60 scénarios Figure 5 : 〈ε〉steady pour les 60 scénarios

Les Figs. 4 et 5 représentent respectivement 〈ε〉trans et 〈ε〉steady pour les soixante simula-

tions. On remarque que les deux erreurs sont inférieures à 1°C quelles que soient les conditions

aux limites et l’activation des sources. On remarque également que l’erreur commise lors du

régime transitoire est du même ordre que celle commise en régime établi.

Quelle que soit l’erreur étudiée, on remarque deux types de conditions aux limites. Pour

des conditions aux limites convectives avec h ≤ 103 W.m−2.K−1, les résultats sont excellents,

avec une erreur inférieure à 0,1°C quelle que soit l’indicateur observé. Ces résultats doivent

cependant être tempérés par le profil assez simple à résoudre puisque pour le cas 4 par exemple,

la température en régime permanent a une étendue de 120°C à 131 °C. Les cas de 14 à 18 sont

plus intéressants et sont des cas extrêmes. Ils correspondent à des cas où l’une des faces de la

puce est brasée sur une plaque froide, les autres faces sont soumises à la convection naturelle.

Cette condition aux limites “extrême” conduit également à un champ de température (et de

conductivité) extrême.

Figure 6 : Comparaison de la variation de la

température - différence entre le modèle réduit et

le modèle éléments finis

Figure 7 : Comparaison de la variation de la

conductivité - différence entre la conductivité

quadratique et la conductivité non linéaire
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Figure 8 : Champ de température pour 4 sources de

chaleur activées avec la conductivité quadratique
Figure 9 : Champ de conductivité obtenu par

la loi quadratique

Le champ de température calculé par le modèle réduit pour le cas 14 est présenté sur la Fig.

8. La température varie de 66 °C à 210 °C, ce qui donne un gradient de température de l’ordre

de 1, 6×105(K/m). Ces gradients de température extrêmes expliquent la difficulté de récupérer

correctement le champ de température. De plus, cette large plage de température engendre une

large plage spatiale de conductivité, de 27 à 35 W.m−1.K−1 (voir Fig. 9 ). La prise en compte

de la non-linéarité est donc incontournable.

La comparaison entre le modèle réduit avec une non-linéarité quadratique et le modèle com-

plet aux éléments finis avec la “vraie” loi de conductivité est faite sur la Fig. 6. Il représente

la température le long la ligne présentée dans la Fig. 8. Le champ de température est bien res-

titué dans toute sa complexité. La Fig. 9 montre le champ de conductivité obtenu en régime

permanent pour le cas 14 avec quatre sources activées. Une comparaison de la variation de la

conductivité quadratique et de la conductivité non linéaire est représentée sur la Fig. 7 selon la

ligne apparaissant sur la Fig. 9. Là encore, le modèle réduit est capable de récupérer le champ

de conductivité.

Enfin, le temps de calcul pour une simulation est inférieur à 0.25 s avec modèle réduit contre

95 s pour la simulation par éléments finis. L’intégration de cette technique permet de minimiser

les temps des simulations numériques par un facteur de 380 tout en conservant une très bonne

précision.

6. Activation temporelle des sources

Pour la deuxième partie de l’étude, les sources

dissipent un flux de chaleur dépendant du temps

comme illustré sur la Fig. 10. Nous avons re-

tenu une température ambiante de 22 °C et un

ensemble de conditions aux limites correspon-

dant au cas 14 (c’est-à-dire un cas difficile).

Un modèle éléments finis est exécuté avec la

loi de conductivité non linéaire, et est appelé

“Modèle de référence”. Ce modèle est comparé

à trois modèles d’ordre réduit de 50 modes cha-

cun : un modèle réduit linéaire à conductivité

constante, un entièrement non linéaire et le der-

nier considère une non-linéarité “quadratique”.

Les résultats sont résumés dans le tableau 3.

εtrans(°C) 〈ε〉trans(°C)tCPU (s)

EF - - 330

Réduction

linéaire 23,2 1,9 0,34

Réduction

non-linéaire 4,4 0,08 226

Réduction

“quadratique” 5,1 0,12 0,55

Tableau 3 : Comparaison entre les trois

modèles de réductions avec 50 modes chacun
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Figure 10 : Le scénario d’activation

des différentes zones de la puce
Figure 11 : Évolution de la température maximale at-

teinte–différence entre le modèle réduit et le modèle EF

Le modèle réduit linéaire est très rapide (près de 400 fois plus rapide que le modèle EF),

mais donne une mauvaise précision, prouvant ainsi qu’il faut tenir compte de la non-linéarité.

Au contraire, le modèle réduit non-linéaire donne d’excellents résultats en termes de précision,

mais le ré-assemblage des matrices conduit à une augmentation du temps de calcul, et le modèle

réduit perd tout intérêt. Le modèle réduit avec une non-linéarité “quadratique’ combine les avan-

tages des deux modèles avec une précision de même ordre qu’avec le modèle réduit entièrement

non-linéaire, ce qui signifie que l’erreur est principalement due à la réduction, et non à l’ap-

proximation de la loi de conductivité. Pour illustrer cette simulation, nous présentons sur la

Fig. 11 la température maximale obtenue par le modèle de référence et le modèle réduit avec

une non-linéarité quadratique, ainsi que l’erreur sur la température maximale. Cette dernière est

inférieure à 2°C sauf à trois pas de temps, lorsque les basculements se produisent.

7. Conclusion

Lors de cette étude, nous nous sommes intéressé à la réduction d’un modèle de conduction

thermique non-linéaire. Nous avons approché la loi de comportement non-linéaire de la conduc-

tivité par une loi quadratique, ce qui conduit à une simplification des équations modales. Cette

méthode est très simple à écrire, et le code correspondant dérive aisément d’un code linéaire.

Cette hypothèse a permis de conserver un temps de calcul du même ordre de grandeur que le

modèle linéaire, tout en conservant une très bonne précision.
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Résumé - Pour prévenir et s’adapter aux canicules en zone urbaine, il est nécessaire de disposer d’outils

numériques de prédiction des transferts thermiques couplés qui prennent en compte la complexité

géométrique de la ville. L’étude qui suit présente un modèle probabiliste de transferts couplés conducto-

radiatif linéarisé et transitoire. La méthode de Monte-Carlo (MC) est utilisée pour la résolution du

modèle probabiliste avec une randomisation des contributions des différents modes de transferts de

chaleur à la paroi. Nous faisons ici la preuve de concept du passage à l’échelle à l’aide du programme

Stardis.

Nomenclature

Cp chaleur spécifique, J.kg−1.K−1

hc coefficient convectif, W.m−2.K−1

hr coefficient radiatif, W.m−2.K−1

k conductivité thermique, W.m−1.K−1

q0 flux radiatif, W.m−2

n,n1,n2vecteur normal

N nombre de rayons lancés

s écart-type

t temps, s

T température, K

W poids MC

y triplet de coordonnées

Symboles grecs

α diffusivité, m2.s−1

δb distance de réinjection, m

ρ masse volumique, kg.m−3

Indices et exposants

I initial

s surface

1. Introduction

Le phénomène d’ı̂lot de chaleur urbain (ICU) accentue les effets des vagues de chaleur qui

deviendront plus fréquentes sur des territoires fortement peuplés. Actuellement, 50 % de la po-

pulation mondiale vit dans des villes et ce chiffre devrait atteindre 70 % d’ici 2050. Pour réduire

les problèmes de santé [1] et l’augmentation de la consommation d’énergie causée par la clima-

tisation, qui augmente également la température urbaine [2], il devient urgent de comprendre et

de prédire les ICU pour proposer des solutions d’adaptation. Pour ce faire, les décideurs locaux

doivent avoir accès à des données scientifiques sur les températures que les villes subiront. Il

est essentiel de disposer d’outils numériques de prédiction des transferts thermiques couplés

qui prennent en compte la complexité géométrique de la ville. Cependant, il est extrêmement

difficile de tenir compte de la géométrie complexe des villes, de l’hétérogénéité des matériaux

urbains et de la diversité des processus physiques qui se déroulent à des échelles très variées

[3]. Néanmoins, différentes approches ont été développées, soit en utilisant une géométrie sim-

plifiée [4, 5], soit en appliquant le modèle à de petits domaines sur de courtes périodes de temps

[6, 7].

Ces dernières années, une nouvelle approche de la résolution a été développée. Elle consiste à

https://doi.org/10.25855/SFT2023-072
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formuler le problème sous forme intégrale puis à utiliser une technique de résolution stochas-

tique. MC permet une résolution précise des échanges de chaleur et une vision des chemins

de propagation des sources qui aide à mieux comprendre et prédire les échanges de chaleur

en milieu urbain [8, 9]. Le logiciel de simulation thermique 3D Stardis (https ://www.meso-

star.com/projects/stardis/stardis.html) est utilisé pour calculer la température (par exemple avec

un calcul sonde en un point) avec de nouveaux algorithmes MC résolvant les transferts ther-

miques couplés. Les progrès récents de l’informatique ont rendu cette approche très efficace.

En particulier, les structures accélératrices d’accès à la donnée ont permis de rendre les temps

de calcul sonde insensibles à la complexité de la donnée. MC est une méthode massivement

parallélisable, ce qui rend théoriquement possible le passage à l’échelle des simulations pour

être appliquées à la ville.

Dans cette étude, le modèle de transferts couplés est présenté et une preuve de concept de

ce passage à l’échelle est donnée avec le programme Stardis enrichi d’un modèle de ciel pour

les rayonnements solaire et thermique. La validation numérique du code est obtenue par com-

paraison avec une méthode déterministe dans une géométrie simplifiée. Ensuite, la méthode est

appliquée au calcul du flux de chaleur montant au-dessus d’une géométrie urbaine simplifiée.

2. Description du système

2.1. Formulation intégrale du problème

Le modèle vise à calculer la température de surface Ts de tout point y de la géométrie à

l’interface entre le solide et le fluide en fonction du temps t. L’équation de la chaleur, Eq. 1, est

résolue dans des milieux solides homogènes et isotropes (transparents ou opaques au rayonne-

ment) sans source appartenant à un domaine DS avec une frontière ∂DS dont les surfaces sont

des interfaces solide-solide (∂DS,S ) ou solide-fluide (∂DS,F ) :

∂

∂t
Ts(y, t) = α∆Ts(y, t), avec α =

k

ρCp

(1)

avec ρ la densité, Cp la chaleur spécifique du matériau et k la conductivité thermique. Les

conditions aux limites du système sont les suivantes :

Ts(y, t) = TI(y), t < tI ,

−k∇Ts(y, t) · n = h(y, t) [Ts(y, t)− TF (y, t)] + hr(y, t) [Ts(y, t)− Tr(y, t)] + qo(y, t),

y ∈ ∂DS,F , t > tI (2)

k1∇Ts(y, t) · n1 = k2∇Ts(y, t) · n2, y ∈ ∂DS,S, (3)

avec TI la température au temps initial (tI), TF la température du fluide, Tr la température ra-

diative, n la normale sortante du domaine, h le coefficient d’échange par convection, hr le co-

efficient d’échange radiatif linéarisé et q0 le flux solaire absorbé. Dans l’équation 3, on suppose

que le transfert radiatif peut être linéarisé par rapport à la température autour d’une température

de référence donnée Tref , ce qui signifie que T 4 ≈ T 4

ref + 4T 3

ref (T − Tref ) ce qui conduit à

hr = 4ϵσT 3

ref . Avec un système de transfert de chaleur linéarisé comme celui-ci, il est pos-

sible d’évaluer un propagateur pour chacune des sources d’énergie de sorte que la température

à un endroit et un instant donnés peut être exprimée comme une simple somme de toutes les
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sources à tous les moments précédents, multipliée par leur propagateur correspondant. Ainsi,

l’algorithme MC évalue une température locale à un endroit donné et à un moment donné (cal-

cul sonde) en explorant l’espace et le temps (à rebours) pour trouver les sources en utilisant

une marche aléatoire sur des sphères dans le solide (conduction) et une marche de multiple

réflexions entre parois opaques (rayonnement). De plus, la technique de double randomisation

aboutit à la connexion de ces marches aléatoires à l’interface solide-fluide. L’équation 2 peut

être écrite sous forme probabiliste :

Ts(y, t) = PcTs(y − δb, t) + PvTF + PrTr +
q0
htot

, (4)

avec

Pc =
k

δb htot

; Pv =
h

htot

; Pr =
hr

htot

,

htot =
k

δb
+ h+ hr,

et δb une distance de ré-injection dans le solide qui doit être petite afin de représenter au mieux le

gradient normal à la frontière. Pc, Pv et Pr sont les probabilités de transfert conductif, convectif

et radiatif, respectivement, de sorte que, Pc + Pv + Pr = 1. À cette interface, la température

est inconnue et le chemin aléatoire continue en enregistrant le terme lié à la source solaire puis

en démarrant aléatoirement un nouveau chemin en conduction ou rayonnement. En effet, si

le mode convectif est aléatoirement choisi, la température du fluide est retenue et le chemin

s’arrête. De même, si le chemin conductif remonte jusqu’à tI , le chemin s’arrête et retient la

température initiale.

2.2. Transferts de chaleur couplés

2.2.1. Fonctionnement de Stardis

Le code Stardis est basé sur une approche MC reverse pour estimer la solution d’un problème

linéaire de transfert de chaleur. Cette approche permet de remonter le temps entre le point de

mesure et la source de chaleur en échantillonnant les chemins thermiques à travers le système.

Dans ce cas, cela implique une définition complète des sources, afin d’englober toutes les in-

formations ayant un impact sur la solution, ce qui inclut : les flux de surface imposés ainsi que

toutes les températures limites imposées et le champ de température initial. Le concept clé ici

est que les phénomènes de transfert de chaleur ne sont pas considérés séparément mais sont

naturellement couplés via la récursion croisée des différents algorithmes MC. Ici, la grandeur

d’intérêt est la température de surface du bâtiment Ts(y, t). Pour chaque point de mesure, N
chemins thermiques sont échantillonnés dont chacun possède le poids MC, Wi. Ensuite, ces

poids sont moyennés afin de produire une estimation de la quantité d’intérêt (T̃s). De plus,

grâce aux propriétés de la méthode MC, l’erreur standard σ, reliée à l’intervalle de confiance

associée à l’estimation MC de la grandeur peut être facilement calculée.

Ts(y, t) =

∫

2π

pΩ dΩ(ω) W (5)

Ts(y, t) ≈
1

N

N
∑

i

Wi = T̃s (6)

σ̃ =
1√
N

√

√

√

√

1

N

N
∑

i

W 2
i − T̃ 2

s (7)
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Le fonctionnement du logiciel est présenté de manière simplifiée dans le schéma de la Fig. 1.

Le schéma montre les différents types de chemin thermique qu’il est possible de tracer jusqu’à

une source :

— 1 : Chemin conductif vers une température imposée

— 2 : Flux solaire, flux imposé

— 3 : Transfert par convection, température du fluide

— 4 : Chemin conductif vers la température initiale

— 5 : Trajet radiatif et absorption par le milieu, température de surface

— 6 : Chemin radiatif avec phénomène de réflexion

Figure 1 : Organigramme algorithmique de Stardis et exemples de chemins aléatoires

2.2.2. Flux solaire absorbé

La prise en compte du flux solaire absorbé q0 dans Stardis a été réalisée. L’expression de q0
(W m−2) à la position yi est donnée par :

q0(yi, t) =

∫

2π

I0(yi, t,−ωi) ε(yi,ωi) |n · ωi| dΩi

avec ε l’émissivité du matériau opaque, ici égale à l’absorptivité, ωi la direction du rayon depuis

yi et I0 la luminance solaire. Pour améliorer la convergence du MC, I0 est divisée en deux

parties, le rayonnement solaire direct Id(yi,−ωd) et le rayonnement diffus Is(yi,−ωi) qui
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comprend les phénomènes de réflexion et de diffusion :

I0(yi, t,−ωi) = Id(yi, t,−ωd) + Is(yi, t,−ωi) (8)

La figure 2 montre les différents chemins possibles pour le flux solaire. Les flèches pleines

représentent le flux solaire direct et les flèches en pointillés représentent le flux solaire diffus.

— 1 : Flux solaire direct (direct normal irradiation, DNI)

— 2 : Réflexion du chemin diffus

— 3 : Pas d’irradiation solaire directe, ombrage

— 4 : Flux solaire diffus absorbé après avoir pénétré dans un bâtiment

Figure 2 : Organigramme algorithmique et exemples de chemins pour des contributions directes et

diffuses à q0

3. Validation et résultats

3.1. Validation

L’approche a été validée pour une géométrie mono-dimensionnelle, ici une dalle homogène

de béton de longueur et largeur L et d’épaisseur e où L >> e comme le montre la Fig. 3. Ainsi,

la dalle est considérée d’étendue infinie dans les directions x et y. Les résultats du modèle

probabiliste présenté sont comparés avec des résultats obtenus avec une méthode de différences

finies (DF). Les conditions limites sont les suivantes :
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Figure 3 : Géométrie 1D et conditions limites pour la configuration de validation

Ts(z, t) = Ti, t < ti,

−k∇Ts(z, t) · n = h2(Ts(z, t)− Tf2), z = 0,

−k∇Ts(z, t) · n = h1(Ts(z, t)− Tf1) + φ, z = e.

h1 et h2 sont les coefficients de convection et Tf1 ainsi que Tf2 sont les températures du fluide

au-dessus et en dessous de la dalle, respectivement. φ est la densité de flux radiatif appliquée

sur la face supérieure de la dalle. Deux cas ont été étudiés, dans un cas φ = 0 et dans l’autre

cas φ = 900 W.m−2. Seuls les résultats pour le second cas sont présentés ici pour des raisons

de concision. Pour comparer les deux modèles, la température a été calculée en trois points

différents le long du temps : T1 ≡ Ts(z = e, t) la température de la face supérieure, T2 ≡
Ts(z = 0, t) la température de la face arrière et T center ≡ Ts(z = e/2, t) la température au

centre de la dalle. Le calcul MC a été effectué avec 106 réalisations. Les résultats obtenus sont

présentés dans la Fig. 4. L’écart entre les températures calculées par DF et MC est compris dans

l’intervalle de confiance de MC (Fig. 4b). Cela valide ainsi notre approche. On note aussi que la

barre d’erreur (±σ̃) diminue proche de l’instant initial (tI = 0) et augmente à des temps élevés.

En effet, les sources échantillonnées sont plus nombreuses à mesure que le temps du calcul est

éloigné de la condition initiale et l’intervalle de confiance traduit cette dispersion des poids MC.

3.2. Résultats

Cette méthode a ensuite été testée sur un cas réaliste. L’objectif est ici de calculer le flux

radiatif montant lors d’une vague de chaleur en été. Les flux montants sont, entre autres, uti-

lisés dans les modèles météorologiques à meso-échelles pour caractériser l’effet d’ICU. Ces

modèles calculent le flux montant de la ville en simplifiant la géométrie (rues canyons, qua-

drillage de blocs) et en utilisant principalement la méthode des radiosités pour les transferts

radiatifs. Cependant, ils ne sont pas pratiques dans les géométries urbaines comportant des

formes complexes et de nombreux matériaux avec des réflectivités différentes (spéculaires et

diffuses). Le modèle probabiliste présenté résout la thermique couplée et prend en compte la

complexité géométrique de la ville. La géométrie de l’expérience COSMO [10] est considérée

dans cette étude. Elle est composée de 15x30 cubes de béton creux (de coté 1.5 m et d’épaisseur

5 cm) assimilés à un quartier idéalisé à l’échelle 1/5. La figure 5 présente les températures

équivalentes corps noirs au cours d’un 25 juin (ciel clair) et permet notamment de visualiser

l’impact du flux solaire sur la distribution spatiale des températures équivalentes corps noir.
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(a) (b)

Figure 4 : Température au-dessus, à l’intérieur et sous une dalle de béton homogène calculée avec

une méthode des différences finies et une méthode MC pour un ϕ = 900 W.m−2 (a) et la différence de

température ∆ entre les deux méthodes (b).

Figure 5 : Température de corps noir pour la géométrie COSMO à différents instants dans la journée.

Le flux radiatif montant et le flux solaire global (DNI et diffus) incident sont tracés en fonction

du temps pendant une journée dans la Fig. 6a. Le flux radiatif montant est maximum lorsque

l’angle d’élévation du soleil est le plus élevé. En effet, la présence d’ombrage diminue le flux

solaire absorbé par la géométrie et la température de surface des blocs bétons. Malgré un flux

solaire faible en fin de journée, les refroidissements radiatif et convectif de la géométrie sont

freinés par l’inertie thermique du domaine. Le flux radiatif net échangé entre la géométrie et le

ciel est tracé dans la Fig. 6b. La température radiative du ciel est considérée constante à Trad =
273 K. On constate un décalage entre les valeurs maximales des deux grandeurs qui résulte de

l’influence prépondérante du flux solaire sur les transferts thermiques couplés (h = 10 W m−2

K−1). Le calcul a été réalisé avec N = 107 réalisations. L’ordre de grandeur des intervalles de

confiance (± σ̃) est de 10−2 W m−2 (elles ne sont donc pas visibles).

4. Conclusion

Cette étude montre qu’il est possible de réaliser des simulations de transferts couplés dans

des géométries de grandes tailles et ainsi lever certains verrous associés à la gestion des discrétisations

par les modèles déterministes. Le passage à l’échelle est mis en évidence dans une simula-
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(a) (b)

Figure 6 : Flux montant (a) et flux net échangé (b) au cours d’une journée ensoleillée de juin.

tion en géométrie urbaine réaliste comportant des données spatiales et temporelles complexes

pour la résolution des transferts thermiques en milieu urbain. La méthode proposée et son

implémentation dans un logiciel libre permet de poser de nouvelles questions scientifiques

comme celle du couplage de la thermique urbaine avec des simulations micro-météorologiques

d’écoulement en vue de prédiction ou de développement de modèles de paramétrisation. Cette

étude a été réalisée dans le cadre du projet MC2 financé par l’ANR (ANR-21-CE46-0013).
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Résumé – Les phénomènes instationnaires se produisant à l’aval d’une paire de promoteurs de 
tourbillons « delta » au sein d’un canal rectangulaire sont étudiés dans le régime transitionnel à l’aide 
de simulations numériques LES (Large-Eddy Simulation) pour trois nombres de Reynolds : 400, 800 et 
1500. Les résultats numériques sont confrontés à des analyses issues de mesures expérimentales (LDA 
et SPIV). Un regard critique est apporté sur l’approche LES à travers une étude comparative des champs 
de vitesse moyens et spectres turbulents obtenus numériquement et expérimentalement. À ReDH=800, la 
génération de structures cohérentes permettent une intensification des contraintes de cisaillement 
pariétales en aval des promoteurs de tourbillons qui n’est plus observée pour ReDH=1500. 

Nomenclature 

Cf  coefficient de frottement pariétal 
f   fréquence, Hz 
H  hauteur du canal, m 
Lx,Ly,Lz dimensions du domaine de calcul, m 
ReDH  nombre de Reynolds 
St  nombre de Strouhal 

U0 vitesse débitante, m/s 
Symboles grecs 
 tenseur des contraintes visqueuses, Pa 
 masse volumique, kg/m3 
Indices et exposants 
DH diamètre hydraulique 

1. Introduction 

Les promoteurs ou générateurs de tourbillons (GT) longitudinaux ont été massivement 
étudiés dans différentes applications. En aéronautique, ils peuvent être utilisés pour retarder les 
phénomènes de décollement [1, 2]. Dans le domaine de la thermique, ces techniques sont 
connues pour intensifier les échanges proche paroi, avec des gains le plus souvent observés 
dans le régime laminaire que dans le régime turbulent [3, 4, 5, 6].  

Dans les régimes transitionnels et turbulents, les tourbillons longitudinaux générés sont la 
plupart du temps étudiés expérimentalement ou numériquement en moyennant temporellement 
les champs de vitesse et de température. Les simulations numériques de type RANS (Reynolds-
Averaged Navier-Stokes), adoptant une approche statistique de la turbulence, peuvent prédire 
avec plus ou moins de précision les performances globales de l’intensification (transferts de 
chaleur vs. pertes de charge). Cette approche ne pouvant en revanche décrire le développement 
de structures turbulentes instationnaires, des écarts peuvent être observés sur les quantités 
locales telles que l’énergie cinétique turbulente k ou le Nombre de Nusselt local. La DNS 
(Direct Numerical Simulation) ou la LES (Large-Eddy Simulation) permet d’accéder à une 
physique plus complexe mais nécessite des ressources de calcul plus importantes. Les 
instationnarités à l’aval de GT n’ont pas été clairement étudiées dans la littérature. Récemment, 
Younes et al., [7] ont étudié les phénomènes instationnaires à l’aval d’une paire de GT (de type 
« delta-winglet ») dans des régimes allant du régime laminaire (ReDH=400) au régime turbulent 
(ReDH=12000) à l’aide d’une analyse spectrale détaillée des fluctuations de vitesse.  

L’objectif de cette étude est de compléter ce travail en initiant des pistes de compréhension 
sur les phénomènes induits par ces GT à l’aide de simulations LES dans le régime laminaire et 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-073
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transitionnel pour trois valeurs du nombre de Reynolds basé sur le diamètre hydraulique 
ReDH=400, 800 et 1500. La partie introduction s’achève en décrivant les méthodes 
expérimentales et numériques utilisées respectivement pour les mesures LDA et les simulations 
LES. La deuxième partie a pour objet de comparer les simulations par analyse des champs de 
vitesse et spectrale. La troisième partie présente et discute les structures turbulentes induites par 
les GT et leurs impacts sur le coefficient de frottement pariétal. 

1.1. Méthode expérimentale  

Un dispositif expérimental contenant une veine aéraulique (Figure 2a) a été mis œuvre afin 
d’effectuer des mesures locales de vitesse en utilisant la technique Anémométrie Laser à effet 
Doppler (Laser Doppler Anemometry : LDA), le détail de ce dispositif est décrit dans [6, 7]. 
Les mesures LDA ont été réalisées à différents points à l’aval d’une paire de générateurs de 
tourbillons Delta (de type « delta-winglet ») (Tableau 1 et Figure 1) afin d’avoir accès à des 
valeurs instantanées de vitesse. 

 

 

Figure 1 : Géométrie des 
générateurs de tourbillons 

 

Géométrie du générateur de tourbillons 
 

 

Angle d’attaque, β 30° 
Hauteur, h 0.998 H 
Envergure, b  1.24 H 
Largeur entre bords d’attaque, γ  0.26 H 

Tableau 1 : Dimensions du modèle 

La LDA est une technique optique quasi non-intrusive permettant de déduire la vitesse de 
l’écoulement ensemencé par des traceurs (particules) suivant le fluide. Cette technique 
d’interférométrie consiste à focaliser une forte intensité lumineuse dans un petit volume 
d’espace (volume de mesure) issu de l’intersection (avec un angle : θ) de deux faisceaux lasers 
de longueur d’onde λ. La Figure 2b illustre l’intersection des deux faisceaux laser dans le volume 
de mesure. Ce volume de mesure est donc formé de l’addition de deux ondes constituant un 
réseau de franges Doppler. La distance entre deux franges, df , est estimée par la formule ci-
dessous :  𝑑𝑓 = 𝜆2𝑠𝑖𝑛 𝜃2 

(1) 

Le déphasage Doppler, FD, traduit la diffusion de la lumière (selon la théorie de Mie) de la 
particule/traceur traversant le volume de mesure. Cette diffusion (signal lumineux émis ou 
bouffée Doppler : Figure 2b) est collectée par un photomultiplicateur et convertie ainsi en une 
fréquence (FD). Le déphasage Doppler dépend de la vitesse et l’orientation des particules 
traversant le volume de mesure, de λ et l’angle θ. Lorsqu’une particule traverse les franges, 
l’intensité de la lumière réfléchie varie en fonction de l’intensité de la frange. Par conséquent, 
l’amplitude du signal détecté (burst) varié avec le temps (df/U). La vitesse de déplacement des 
particules est ainsi calculée, en suivant l’équation ci-dessous : 𝑈𝑝𝑎𝑟𝑡𝑖𝑐𝑢𝑙𝑒𝑠 = 𝑑𝑓𝐹𝐷 (2) 

 

 

 

h 

b 

γ 

β 
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a) b) 

 

 

 

 
 

Veine d’essai  
Hauteur, H 50 mm 
Largeur, L 3.5 H 

Longueur, Le 
Diamètre 

Hydraulique, DH 

25.6 H 
 

0.077 H 
 

Figure 2 : a) Veine d’essai et GT, b) Principe du système de mesure LDA 

Pour cette présente étude, un système Dantec LDA (1D, 90 mW, BSA F80) a été utilisé. Le 
faisceau laser ND:YAG a une longueur d’onde 660 nm avec une distance focale de 500 mm. 
Les dimensions du volume de mesure sont : dx=0.16 mm, dy=0.16 mm et dz=2.69 mm et la 
distance entre deux franges est df =0.0021 mm. Un système de déplacement ISEL est utilisé 
pour piloter le déplacement automatique du laser et effectuer différents points de mesure tout 
au long de la veine d’essai. Un nombre important d’échantillonnages a été réalisé afin d’assurer 
une convergence statistique des vitesses et des fluctuations. Au total, l’acquisition de 200 000 
échantillons a été effectuée pour chaque point de mesure.  

1.2. Méthodes numériques 

Des simulations LES sont réalisées pour les trois nombres de Reynolds d’intérêt (400, 800 
et 1500). Le domaine de calcul utilisé pour cette étude, décrit dans la Figure 3, se focalise sur le 
champ proche du perturbateur où son influence sur les quantités moyennes et fluctuantes est 
prépondérante en x/H<6. Le domaine est de dimensions (Lx, Ly, Lz)=(500 mm, 50 mm, 
175 mm). La taille de référence étant la hauteur H=Ly=50 mm du canal, les tailles 
adimensionnées du domaine de calcul sont donc (10, 1, 3.5). Le repère du domaine est fixé par 
convention à l’amont du promoteur situé à 2H de l’entrée. Les conditions aux limites d’entrée 
sont un profil de vitesse uniforme et constant non perturbé, tandis que la pression est contrôlée 
à la sortie du domaine. Des conditions d’adhérence (vitesse nulle) sont imposées aux parois (en 
y/H=0 et y/H=1). Des conditions de glissement libre (symétrie) sont imposées sur les surfaces 
latérales (en z/H=±1.75) garantissant un effet de confinement et un nombre de mailles réduit 
par rapport à une condition de paroi. Les équations résolues sont les équations de Navier-Stokes 
filtrées (eq. 3, 4). Le tenseur des contraintes sous-mailles est déterminé à l’aide de 
l’approximation de Boussinesq (eq. 5) où un modèle de turbulence de type WALE a été adopté 
[8] pour déterminer la viscosité turbulente. 
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∇ ∙ �̃� = 0 (3) 𝜕𝜕𝑡 (ρ�̃�) + ∇ ∙ (ρ�̃� ⊗ �̃�) = −∇ ∙ 𝑝𝑰 + ∇ ∙ (�̃� + 𝝉𝑆𝐺𝑆) 
(4) 

𝝉𝑆𝐺𝑆 = 2𝜇𝑡𝑺 − 23 (𝜇𝑡∇ ∙ �̃�)𝑰 
(5) 

Le maillage compte 0.6 millions de mailles pour ReDH=400 tandis que 1.32 millions de mailles 
ont été imposées pour ReDH=800 et 1500. Ces maillages garantissent une première maille au 
niveau des parois située à y+ strictement inférieur à 0.2, 0.2 et 0.4 respectivement pour 
ReDH=400, 800 et 1500. Un pas de temps de 0.001s a été choisi pour ReDH=400, et de 6.10-4 s 
pour ReDH =800 et 1500. Le logiciel Star-CCM+ a été utilisé adoptant la méthode des volumes 
finis et utilisant des schémas numériques d’ordre deux spatialement et temporellement, 
l’avancement temporel étant assuré à travers l’algorithme de correction pression-vitesse 
« PISO ». Le cas ReDH=400 est un cas laminaire et purement stationnaire. Les simulations à 
ReDH=800 et 1500 peuvent être considérées comme des simulations LES hautement résolues 
spatialement et temporellement.  

 
Figure 3 : Vues du dessus et latérale du domaine de calcul. Le point bleu indique la position locale 

dans l’écoulement où les spectres de turbulence sont réalisés. 

2. Comparaison des simulations LES 

2.1. Champs de vitesse moyens 

La figure 4 compare les champs de vitesse moyens (cartographie de la vitesse longitudinale et 
lignes de courant de la vitesse transversale) ainsi que les profils de vitesse longitudinaux issus 
d’une étude expérimentale antérieure [6] et des simulations numériques LES en x/H=3. Les 
champs moyens mettent en évidence la présence d’une paire de tourbillons principaux 
contrarotatifs. Globalement, un bon accord est trouvé sur l’amplitude des vitesses 
longitudinales pour les trois nombres de Reynolds. Par ailleurs, on note également une bonne 
prédiction de la position des centres moyens des tourbillons longitudinaux excepté pour le 
ReDH=400. En revanche, les profils de vitesse tracés transversalement en milieu de canal à 
y/H=0.5 montrent systématiquement un déficit dans la zone de sillage des perturbateurs pour 
la LES par rapport à la mesure. Pour ReDH=800 et 1500, on note respectivement un écart 
inférieur à 15% sur la vitesse minimale de ces profils. Pour ReDH=400, ces écarts atteignent en 
moyenne 30%. Au centre du canal, l’accord entre les profils est globalement assez bon, on 
notera toutefois une sous-estimation pour ReDH=1500 de l’ordre de 10%. 

En conclusion, les champs de vitesse moyens prédits par simulation LES sont en bon accord 
avec les mesures SPIV réalisées par [6]. Par ailleurs, on observe clairement la zone d’influence 
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des parois latérales en z/H=±1.75 sur l’allure des lignes de courant dans le plan transversal. On 
peut conclure que les conditions aux limites de glissement libre ont un impact relativement 
faible sur la topologie moyenne interne au canal, pour approximativement -1.2<z/H<1.2. On 
peut noter que la condition d’entrée synthétique (vitesse uniforme) imposée en entrée de 
domaine, alors que le profil expérimental présente des déficits en parois, impacte l’amplitude 
des vitesses essentiellement dans les sillages proches des deux perturbateurs. 

 

 Figure 4 : Lignes de courants du champ de vitesse moyen dans le plan transversal à l’écoulement en 
x/H=3 et cartographie colorisée de la vitesse longitudinale pour ReDH=400, 800 et 1500 (de haut en 
bas). À gauche, SPIV [6] ; Au centre, LES. À droite : profils de vitesse longitudinale tracés au centre 

du canal en y/H=0.5 de z/H=-1.2 à z/H=1.2 

2.2. Analyse spectrale 

Des spectres sont réalisés à une position locale dans l’écoulement à x/H=3 située dans le 
prolongement du bord de fuite du promoteur de droite en z/H=-0.81 (voir le point bleu de la 
Figure 3). Les spectres sont présentés dans la Figure 5. Les fréquences fondamentales ainsi que 
le nombre de Strouhal correspondant, basé sur la longueur caractéristique du 
promoteur (St=f.L/U0, avec L=H=0.05 m), sont présentés dans le Tableau 2. 

 

   
 

Figure 5 : Spectres obtenus par LES (orange) et LDA (bleu) en x/H=3 pour ReDH=800 (gauche) et 
ReDH=1500 (droite) 

À ReDH=400, aucun pic n’est observé sur le spectre par simulation (non présenté ici), les 
amplitudes détectées par LDA sont très faibles, montrant ainsi les caractères laminaire et 
stationnaire pour ce nombre de Reynolds. Pour ReDH=800, on observe que la simulation 
reproduit fidèlement la fréquence fondamentale détectée à 2.3 Hz proche de celui obtenu 
expérimentalement à 2,8 Hz pour des nombres de Strouhal respectivement de 0.71 et 0.82 
(Tableau 2). On observe que la LES arrive à reproduire également trois harmoniques détectées 
expérimentalement dont les fréquences sont décalées d’un même facteur que la fondamentale, 
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mais d’amplitudes plus faibles globalement. Ce léger décalage « à gauche » du spectre obtenu 
par CFD (computantla Fluid Dynamic) peut s’expliquer par les valeurs plus faibles observées 
en moyenne sur la position locale en z/H=-0.81 (voir Figure 4). Pour ReDH=1500, la 
fondamentale est détectée par CFD à 5,1Hz avec St=0.82 proche de la mesure avec f=5,4Hz 
pour St=0.9. En revanche, on observe quatre pics secondaires sur le spectre alors que la LDA 
n’en détecte qu’un seul. De plus, un pic d’amplitude importante est détecté par simulation à une 
fréquence deux fois plus faibles que la fondamentale. On notera que cette fréquence est 
également détectée expérimentalement pour d’autres nombres de Reynolds dans le régime 
transitionnel mais à des amplitudes beaucoup plus faibles [7]. Cette fréquence pourrait être 
générée par un effet de « sway » des deux sillages interagissant entre eux, mais ce point doit 
être éclairci par des analyses plus approfondies. Par ailleurs, l’intégrale du spectre nous montre 
que l’énergie cinétique est sous-estimée par la CFD en cet endroit local de l’écoulement alors 
que les profils de la Figure 4 montre une très bonne concordance de la vitesse longitudinale 
moyenne en z/H=-0.81.  
 

 ReDH=800 ReDH=1500 
 LES LDA LES LDA 
Fréquence fondamentale (Hz)        3.2 2.8 5.1 5.4 
Nombre de Strouhal 0.71 0.82 0.82 0.90 

Tableau 2 : Fréquences fondamentales et nombres de Strouhal détectés par simulation LES et 
mesures LDA  

Globalement, les fréquences fondamentales des instationnarités sont prédites correctement 
par la simulation LES pour ReDH=800 et 1500, mais la prédiction des fréquences secondaires 
est, selon les cas, de qualité très variable. Il semble que le décalage des fréquences 
fondamentales, principalement observé pour ReDH=800, est lié à la qualité de la prédiction des 
vitesses du champ moyen : une prédiction correcte des vitesses peut mener à une bonne 
prédiction des fréquences. En revanche, une prédiction correcte de la vitesse moyenne locale 
ne garantit pas une bonne prédiction de la distribution des fréquences secondaires ou de 
l’énergie cinétique fluctuante, de même qu’une description fidèle de l’allure du spectre de 
vitesse peut être obtenue malgré une sous-estimation de la vitesse moyenne locale.  

3. Structures tourbillonnaires et frottement pariétal 

Dans la littérature, on peut noter un manque crucial sur la description des structures 
cohérentes générées à l’aval des GT. Cette étude préliminaire, nous permet d’analyser 
qualitativement les structures tourbillonnaires dans le régime transitionnel et d’apporter des 
éléments de compréhension de l’influence de ces structures sur le frottement pariétal local 
induit à l’aval de ce GT (Delta Winglet).  

La Figure 6 présente les structures tourbillonnaires détectées par critère Q à l’aval des GT. 
À ReDH=400, comme indiqué dans l’analyse spectrale, aucune fréquence n’est repérée, ce qui 
correspond à la formation de deux tourbillons longitudinaux parfaitement stationnaires. À 
ReDH=800, la structure longitudinale principale est toujours existante mais est accompagnée de 
structures tourbillonnaires cohérentes dont certaines proviennent des instationnarités générées 
par les contraintes de cisaillement induites au niveau des arêtes de décollement obliques et 
verticales de la paire de Delta Winglet. D’autres structures sont ensuite induites par ces 
structures primaires interagissant entre elles plus en aval du perturbateur. On note une symétrie 
quasi parfaite de l’ensemble des structures le long du domaine de calcul considéré. Ces 
structures tourbillonnaires sont donc générées de manière parfaitement synchrone pour 
ReDH=800. Par ailleurs, ces tourbillons sont générés de manière périodique, la fréquence de 
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périodicité correspondant à la fondamentale détectée à 2.3 Hz : la distribution spatiale de ces 
structures est ainsi identique tous les 0.435 s. À ReDH=1500, on observe une perte de symétrie 
des structures turbulentes générées dans les deux sillages du GT, où le tourbillon longitudinal 
instantané a totalement disparu pour laisser place à des structures tourbillonnaires turbulentes 
plus désordonnées. Les deux sillages fonctionnent ainsi de manière indépendante pour x/H<1.5, 
leur interaction s’opère en aval vers x/H=1.5 à 2 environ. Ces structures n’étant pas symétriques 
et de nature plus aléatoire, elles ne peuvent pas donner naissance à des structures cohérentes 
qui peuvent s’auto-entretenir plus en aval, comme cela a été observé pour ReDH=800. Les 
spectres discutés précédemment indiquent qu’un nombre important de fréquences sont 
sollicitées en x/H=3, caractérisant donc un écoulement plus turbulent et chaotique. 

 

Figure 6 : À gauche : structures tourbillonnaires à l’aval des promoteurs avec de haut en bas 
ReDH=400, 800 et 1500 colorées par la vitesse longitudinale (le rouge correspond à une vitesse égale 

ou supérieure à 1.5 fois la vitesse débitante). Au centre et à droite : distributions pariétales des 
coefficients de frottement local moyen et instantané, respectivement. 

Nos simulations montrent que l’impact de ces structures est assez notable sur le frottement 
pariétal induit. La figure 6 montre les distributions pariétales du coefficient de frottement local 
Cf moyen et instantané, défini par l’équation suivante : 𝐶𝑓 = |𝜏̿ ∙ �⃗� |12 𝜌𝑈02 

(6) 

Où 𝜏̿ est le tenseur des contraintes visqueuses locales (instantanées ou moyennes), �⃗�  la 
normale à la paroi avec, pour la paroi du bas, �⃗� = −𝑦 . Pour le cas laminaire, la zone de fortes 
valeurs du coefficient de frottement occupe une zone assez importante à l’aval du perturbateur 
avec des niveaux élevés attendus en régime laminaire par rapport au régime transitionnel ou 
turbulent. Pour ReDH=1500, on remarque que le coefficient de frottement est prépondérant 
uniquement dans les zones d’accélération à proximité du GT. Plus en aval, la zone 
d’intensification moyenne est très peu étendue en aval et de faible amplitude. Une cartographie 
instantanée à ReDH=1500 nous montre que les tourbillons induits par le GT ont un impact très 
faible sur l’augmentation des contraintes de cisaillement pariétal. Pour ReDH=800, on observe 
en revanche que la zone d’intensification couvre une surface s’étendant jusqu’à la sortie du 
domaine avec un coefficient de frottement pariétal plus élevé dans l’intervalle 1<x/H<3. Une 
cartographie instantanée montre que des zones particulièrement intenses se produisent 
régulièrement à l’aval du GT. La figure 7 montre que ces zones d’intensification instantanées 
sont associées aux structures turbulentes observées précédemment à ReDH=800. On identifie en 
particulier une structure cohérente qui est générée par l’arête oblique et transportée par 
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convection dans la partie inférieure du canal augmentant sensiblement les frottements 
pariétaux. Les structures induites par les deux Delta Winglet sont contrarotatives et générées en 
même temps. Cette caractéristique garantit une durée de vie assez longue et explique l’étendue 
de la zone d’intensification plus en aval. 

  

Figure 7 : Structures cohérentes à l’aval d’un GT identifiées par critère Q, associées aux coefficients 
de frottement pariétal (légende sur la Figure 6). Un seul sillage est affiché pour faciliter la visibilité.  

4. Conclusion 

Une analyse de l’écoulement à l’aval d’une paire de générateurs de tourbillons de type Delta 
Winglet à l’aide de simulations LES et d’une technique optique LDA dans le régime laminaire 
à transitionnel est présentée dans cette étude. Pour ReDH=800, on observe une topologie 
d’écoulement symétrique instationnaire avec la génération de structures cohérentes 
périodiques. Pour ReDH=1500, l’écoulement est turbulent et clairement non symétrique, alors 
que bon nombre d’auteurs considèrent ces régimes comme étant laminaires et stationnaires. Les 
simulations ont montré qu’on pouvait reproduire fidèlement les fréquences fondamentales, mais 
qu’une bonne définition qualitative du champ moyen ne garantit pas nécessairement une bonne 
représentativité des instationnarités à l’aval du perturbateur. Les structures tourbillonnaires ont 
été identifiées par simulation numérique et des comportements très différents sont observés 
selon les trois valeurs de nombre de Reynolds étudiés. La génération de structures 
tourbillonnaires pour ReDH=800 permet une intensification particulière du coefficient de 
frottement pariétal. Des simulations complémentaires devront être menées en résolvant 
l’équation de conservation de l’énergie pour évaluer l’intensification sur le transfert thermique. 
Des études plus approfondies doivent être également menées pour mieux comprendre 
l’influence de la condition d’entrée des simulations LES sur les instationnarités générées. 
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Abstract - In this paper, we examine a machine learning-based method aimed at improving the

accuracy of T-LES fields in the context of highly anisothermal flows. We compare this method with an

already existing super-resolution method. We train our convolutional neural network by filtering Direct

Numerical Simulation (DNS) snapshots into T-LES ones, and optimize our network to reconstruct DNS

small scales from T-LES snapshots. Our results show that the neural network outperforms the classical

reconstruction method in terms of the quality of the reconstructed coherent structures, but ends up

increasing the Root Mean Square (RMS) values over the DNS ones.

Nomenclature

T temperature, K

· large eddy simulation filter

h half height of the canal, m

Greek symbols

∆i mesh length in the i direction, m

θ neural network weights

Index and exponent

f fine mesh

c coarse mesh

r reconstructed field

1. Introduction

Solar receivers used in gas-pressurized concentrated solar power plants are subject to ex-

tremely high temperatures and heat fluxes, as well as intense turbulence and asymmetrical heat-

ing. These conditions present a significant challenge when it comes to the simulation of the

system using Direct Numerical Simulation (DNS) due to the large size of the receiver com-

pared to the smallest turbulent structures. Thermal Large Eddy Simulation (T-LES) is a good

alternative to overcome this challenge. T-LES models the effect of the smallest turbulence struc-

tures and reduces computational costs. However, the high heat fluxes present in solar receivers

can affect the turbulence, and existing sub-grid models developed for isothermal or weakly

anisothermal flows may not be suitable under such operating conditions [1]. Some types of

sub-grid closure models use convolutions to filter local quantities like the scale similarity Bar-

dina et al. model [2]. T-LES inherently does not contain enough information for a precise

assessment of simulation quantities. To predict thermomechanical constraints within a solar

receiver, it is crucial to enhance the accuracy of the filtered data by inverting the T-LES filter

and enabling the recovery of RMS temperature values and RMS heat flux values, which are

important for understanding the thermal behavior of the system. Some Deep Learning (DL)

https://doi.org/10.25855/SFT2023-087
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approaches exist, most notably Bode et al. [3], Fukami et al. [4], Kim et al. [5], all with differ-

ent types of convolutional neural networks (CNN) architectures to reconstruct the small scales

from LES simulations. These techniques aim to be included in CFD solvers to more accurately

estimate simulation quantities like velocity fields, or passive scalar quantities in reactive flows.

In this work, we will adopt a neural network-based approach and revisit the architecture used

in Lapeyre et al. [6] by adapting it and learning to reconstruct fine scale temperature fields. We

will compare the results of the neural network-based reconstruction against the scale similarity

method developed by Stolz and Adams [7].

2. Supporting data

The simulation used for this work assumes a constant Prandtl number of Pr = 0.76. The

flow is charactarized by its friction Reynolds number defined as

Reτ,w =
Uτh

νw
, (1)

where h is the half-height of the channel, νw the wall kinematic viscosity and Uτ the friction

velocity. In our anisothermal channel flow, the two walls have different friction Reynolds num-

bers. We define the mean friction Reynolds number at the hot and cold sides as

Reτ =
1

2

(

Reτ,1 +Reτ,2

)

. (2)

We consider the DNS data generated in Dupuy et al. [8] for a channel flow at Reτ = 180,

periodic both in the streamwise (x) and spanwise (z) directions, with lower and upper wall

temperatures fixed at T1 = 293K and T2 = 586K; we filter the data using a top-hat filter. The

mesh is regular both in the streamwise and spanwise directions, and grows in size according to

a hyperbolic tangent law along the wall-normal direction. We use cubic spline interpolation to

coarsen the DNS temperature data T to the LES grid. This operation shrinks the data from a

384 × 266 × 384 grid to a 48 × 50 × 48 grid. We then use a top-hat filter that spreads over 3

cells in each direction, and re-interpolate the filtered temperature field T
c

to the DNS mesh T
f
.

The following sketch summarizes the work flow

T f Coarsening
−−−−−→ T c Filtering

−−−−→ T
c Cubic spline
−−−−−−→
interpolation

T
f Reconstruction method
−−−−−−−−−−−→ Tr. (3)

The top-hat filter approximation for 3 cells of a given quantity φ is given by

φ(xi, yk, zj, t) =
1

9(yk+1 − yk−1)

i+1,j+1,k+1
∑

i′,j′,k′=i−1,j−1,k−1

φ(xi′ , yk′ , zj′ , t)(yk′+1 − yk′). (4)

This filter is weighted along the y axis because grid points in the wall-normal direction follow

a hyperbolic tangent transformation.

3. Common reconstruction methods

We test our approach against an already existing method developed by Adams et al. [7, 9, 10].

This method uses an iterative deconvolution procedure based on the Van Cittert method which
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we now succinctly discuss. The inverse of a convolution filter G assumed invertible, writes

G−1 = (I − (I −G))−1, (5)

= lim
p→∞

p
∑

i=0

(I −G)i. (6)

We take a p = 6 approximation to this converging Neumann series (Stolz and Adams [7]

recommend p = 5).

3.1. Reconstruction task in the context of our data

There are multiple ways of reconstructing using the above mentioned method. We kept two

of them:

• Reconstructing on the coarse grid, then interpolating

T
Coarsening
−−−−−→ T c Filtering

−−−−→ T
c Reconstruction method
−−−−−−−−−−−→ T c

r

Cubic spline
−−−−−−→
interpolation

T f
r . (7)

• Interpolating then reconstructing on the fine grid

T
Coarsening
−−−−−→ T c Filtering

−−−−→ T
c Cubic spline
−−−−−−→
interpolation

T
f Reconstruction method
−−−−−−−−−−−→ Tr. (8)

A visual representation using real data is provided in Figure 1.

In the case of process 8, because of the filtering and interpolation processes, we are unable

to estimate an accurate filter size on the DNS mesh. On the other hand, we know the filter size

on the coarse mesh. The T-LES mesh was chosen so that the homogeneous directions (x) and

(z) are 8 times coarser on the T-LES, but the mesh coarsening coefficient in the wall normal

direction (y) is not constant. Because of this, we have to estimate the filter size in this direction.

This coarsening coefficient fluctuates between 5.2 and 6.1.

4. Deep Learning method

To improve upon the conditioning of the learning task, we make the neural network fNN(·, θ)
learn the residual, and not the reconstruction itself

Tr = T
f
+ fNN(T

f
; θ), (9)

with θ the network weights. The architecture is detailed in Lapeyre et al. [6].

4.1. Data acquisition

As discussed in Section 2, DNS simulation data are sampled every ∆+
t = 7.76 × 10−3.

The training set is composed of 13 snapshots, and the validation set of 4 snapshots for a total of

17. These snapshots are taken into a contiguous interval t+max− t+min = 1.32× 10−1 for training

and validation. Full convergence of statistics is achieved prior to taking snapshots, which are

spaced out in time to ensure that they are uncorrelated.

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

323



4.2. Learning procedure

We perform a learning procedure where data are taken from a fixed height in the canal close

to the hot boundary, with a crop height of 16 pixels.

On this fixed height, we randomly sample one subdomain per training snapshot at each step

of the mini-batch training. These subdomains are of size 16×16×16, and we do this 500 times

per epoch. This training procedure is done on the coarse mesh to have a similar structure as in

process 7. The loss function is defined as

L(T, Tr) =

√

√

√

√

N
∑

i=1

(T [i]− Tr[i])2,

where [i] is the ith training example, and N the total number of patches in the current batch,

results are shown with N = 13.

We optimize our neural network using a stochastic gradient optimization technique (ADAM,

Kingma and Ba [11]) for a total of 150 epochs with a learning rate fixed at 10−2 at the beginning

and decreasing by 20% each 10 epoch. Data are augmented via random 90° flips and mirror op-

erations, similarly as Lapeyre et al. [6]. We do not allow flips and mirroring that would change

the asymmetry of the wall-normal direction. The training takes approximately 20 minutes on

an Nvidia RTX A3000 GPU.

5. Results

In the following section, we will compare temperature profiles, RMS profiles
√

⟨T ′2⟩ =
√

⟨T 2⟩ − ⟨T ⟩2, where ⟨·⟩ is the spacial averaging over periodic directions (x) and (z), and prob-

ability distributions functions (PDF) as obtained by running the DNS, LES and reconstruction

methods for a given snapshot. This snapshot is taken from the same simulation as the training

snapshots, and is filtered in the same way as is explained in Section 2, but at a much earlier

point in the simulation, at t+train − t+test = 25.36 before the training snapshots. Mean temperature

profiles correspond to the mean of the temperature over the periodic directions.

The filter and the cubic spline interpolation do not affect the mean temperature profile, on

the other hand the profile of the RMS
√

⟨T ′2⟩, plotted in Figure 2 shows that the LES filter

under–predicts the RMS values of the DNS temperature field. Visual slices of the domain are

taken around the point of maximum RMS on planes parallel to the walls.

5.1. Scale similarity method

As discussed in Section 3.1, we consider two methods for the scale similarity, labeled coarse

and fine, for the reconstruction respectively performed on the coarse grid (with the correct LES

filter size), and the fine grid (for the estimated LES filter size). In Figure 3, we can see the

RMS quantities closely line up with the DNS ones. Figure 4, on the two right most columns,

demonstrates qualitatively the 2 types of reconstruction against the DNS and the LES. One can

clearly see that the scale similarity method adds smaller structures. Finally, in Figure 5, at the

slice where RMS is maximum along the wall-normal direction, the probability density function

of the reconstructed temperature manages to get close to the DNS ones.
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5.2. Machine learning method

The result of the learning procedure described in Section 4.2 shows the neural network’s loss

converges around 150 epochs as seen in Figure 6. While the mean temperature profile closely

lines up with the DNS one, we can see in Figure 7 the neural network adds too much detail to

the reconstructed snapshots the further we are from the boundary. This can also be qualitatively

appreciated in Figure 4, although the added structures are the same size as the DNS ones, unlike

the scale similarity. Finally, in Figure 5, it can be observed that the CNN aligns almost perfectly

with the DNS, indicating its ability to accurately reproduce the temperature distribution.

6. Conclusion

In this work, we demonstrated the capability of a neural network residual-based formula-

tion to mimic DNS fields from LES ones in terms of statistics and visual evaluation of the

reconstructed fields and have compared its performances against an established reconstruction

method. Results show that the scale similarity method works to recover statistics such as the

RMS quantities or the PDF, but somewhat fails in qualitative assessments. On the other hand,

the CNN shows good results with respect to the qualitative assessment and reasonable results

on the RMS profile. The machine learning approach has yielded promising results. Future work

will aim at reconstructing the whole domain, not just a fixed-height sub-domain, learn over dis-

tribution of outputs, as opposed to learning a point to point image, and finally, be trained to

accurately invert unknown filters from simulated T-LES, not just filtered DNS snapshots.
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Figure 1: Data preparation process for reconstruction algorithm assessment. The top process corre-

sponds to equation 8, and the bottom one corresponds to equation 7.
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Résumé 

Deux approches de résolution du transfert de chaleur instationnaire couplé conducto-radiatif dans un 
milieu semi-transparent homogène gris, à géométrie 1D, et soumis à des conditions aux limites de 
Dirichlet sont présentées. La première suit une méthode classique déterministe et sert de référence à la 
seconde. Cette dernière, purement stochastique, représente une nouveauté en associant la méthode des 
marcheurs Browniens pour modéliser le transfert par conduction, et une méthode de lancer de rayons 
pour le transfert par rayonnement. Un excellent accord est obtenu entre les deux approches. 

Nomenclature 𝑎 diffusivité thermique, m2.s-1 𝐶𝑝 capacité thermique massique, J.kg-1.K-1 𝛿𝑡 pas de temps, s 𝛿𝑥 pas d’espace, m 𝐸 épaisseur optique 𝑒 épaisseur du mur, m 𝑔 paramètre de la fonction de phase de 
 Henyey-Greenstein 𝐿 luminance totale, W.m-2 𝑙 longueur d’extinction, m 𝑀 nombre de marcheurs 𝑛 indice de réfraction 𝑁𝑟 rayons lancés par cellule ou surface 𝑁𝑡 nombre de pas de temps 𝑁𝑥 nombre de pas d’espace ou de voxels ℙ probabilité 𝑃 puissance surfacique radiative, W.m-2 𝑃𝑙 nombre de Planck 𝑝𝑅 puissance volumique radiative, W.m-3 𝑟 nombre aléatoire 𝑆 terme source de l’ETR, W.m-3 𝑇 température, K 𝑇0 température imposée en 𝑥 = 0, K 𝑇𝑒 température imposée en 𝑥 = 𝑒, K 𝑡 temps, s 𝑉𝑣 volume d’un voxel, m3 𝑥 position suivant l’axe 1D, m 

Symboles grecs 𝛽 coefficient d’extinction, m-1 𝛿ℎ enthalpie élémentaire, J 𝜃 angle zénithal d’émission 𝜅 coefficient d’absorption, m-1 𝜆 conductivité thermique, W.m-1.K-1 Λ matrice des résultats du lancer de rayons 𝜇 𝑐𝑜𝑠𝜃 Π fonction de phase de diffusion 𝜌 masse volumique, kg.m-3 𝜎 coefficient de diffusion, m-1 𝜎𝑆𝐵  constante de Stefan-Boltzmann, 
 W.m-2.K-4 𝜑 flux surfacique, W.m-2 𝜙 angle azimutal d’émission 𝜔 albédo de diffusion 
Indices et exposants 
* adimensionné 
abs absorbé 
c caractéristique 
emi émis 
f final 
i , j indices spatial et directionnel 
N loi normale centrée réduite 
r , rh référence, référence de l’enthalpie 
S , V en surface, en volume 
U loi uniforme sur [0,1] 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-093
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1. Introduction 

Les matériaux de type céramiques poreux présentent de nombreuses applications en tant 
qu’isolants à hautes températures. Dans l’aérospatial ou les nouvelles technologies pour 
l’énergie, les besoins de caractérisation et de modélisation du comportement de ces matériaux 
sont croissants et de plus en plus exigeants [1-4]. En particulier, les matériaux de structures 3D 
complexes, hétérogènes, semi-transparents et portés à haute température atteignent les limites 
des modèles classiques déterministes instationnaires, car les besoins en mémoire vive 
deviennent très importants, et les maillages des structures poreuses très complexes [5].  

Pour contourner ces difficultés, on cherche à développer une méthode purement 
stochastique. Ces méthodes présentent l’avantage de nécessiter bien moins de mémoire vive, 
au détriment d’un besoin en puissance de calcul souvent plus important lorsqu’on souhaite 
atteindre le régime thermique asymptotique. Des méthodes hybrides, couplant des résolutions 
stochastique et déterministe, ont été proposées dans la littérature [6]. Certaines méthodes 
purement stochastiques existent, comme celles associées au projet Stardis [7], mais ces 
méthodes sont conçues pour des structures mathématiques 3D (et non voxélisées) et évaluent 
la température en des points et instants donnés (et non le transfert instationnaire complet). 

Notre modèle stochastique repose sur le couplage de la méthode des marcheurs Browniens 
et d’une méthode de lancer de rayons. La première méthode a initialement été proposée dans 
les travaux de G. Vignoles [8-9] avant d’être approfondie par V. Gonneau [10-11]. La méthode 
discrétise l’enthalpie des voxels en quanta d’énergie appelés marcheurs Browniens, dont le 
déplacement représente le transfert de chaleur conductif. La seconde méthode repose sur 
l’analyse des trajectoires de rayons au sein du milieu, et permet ainsi d’évaluer le transfert 
radiatif pour un profil de température donné. Cette méthode de lancer de rayons reprend celle 
approfondie dans la thèse de Y. Dauvois [12]. De plus, pour éviter l’étape de maillage, souvent 
complexe, on fait le choix de travailler sur des structures numériques voxélisées, directement 
accessibles par tomographie.  

Dans cet article, notre objectif principal est de valider notre concept ; nous nous plaçons 
donc dans un cas simple de mur (1D) homogène semi-transparent gris. Nous décrivons d’abord 
le modèle déterministe, puis nous présentons notre modèle stochastique. Enfin, la comparaison 
des résultats obtenus sur un cas test permettra de valider les deux approches. 

2. Modèle déterministe 

Notre milieu d’étude est un mur (1D) homogène semi-transparent gris borné par deux 
surfaces noires à températures imposées. Le milieu est initialement à la température uniforme 𝑇𝑒 ; et à partir de l’instant 𝑡 = 0, les conditions aux limites de surfaces noires, de températures 𝑇0 en 𝑥 = 0 et 𝑇𝑒 en 𝑥 = 𝑒, sont imposées. 

Pour résoudre le transfert conducto-radiatif par une méthode déterministe, il faut coupler la 
résolution de l’équation du transfert radiatif (ETR) à celle du bilan d’énergie. 

2.1. Équation du transfert radiatif 

Etant donné les hypothèses ci-dessus, l’ETR instationnaire et intégrée en fréquence s’écrit : 𝜇 𝜕𝐿(𝑥, 𝜇, 𝑡)𝜕𝑥 + 𝛽𝐿(𝑥, 𝜇, 𝑡) = 𝜅𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇(𝑥, 𝑡)4𝜋 + 𝜎4𝜋 ∫ 𝐿(𝑥, 𝜇′, 𝑡)Π(𝜇, 𝜇′)𝑑𝜇′1
−1  (1) 

et les conditions aux limites de surfaces noires sont : 
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𝐿(𝑥 = 0, 𝜇 > 0, 𝑡) = 𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇04𝜋    ;   𝐿(𝑥 = 𝑒, 𝜇 < 0, 𝑡) = 𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇𝑒4𝜋  (2) 

On introduit le terme source 𝑆(𝑥, 𝜇, 𝑡) égal à la partie droite de l’équation (1). On discrétise 
l’intervalle spatial 0 ≤ 𝑥 ≤ 𝑒 en 𝑁𝑥 cellules de largeurs identiques 𝛿𝑥, et l’intervalle 
directionnel −1 ≤ 𝜇 ≤ 1 selon une quadrature classique de Lobatto à 96 points (2×48) [13]. 
L’application de la méthode des différences finies à l’ETR à un instant 𝑡 fixé aboutit aux 
expressions suivantes de la luminance totale 𝐿𝑖,𝑗 (𝑖 étant l’indice de la cellule et 𝑗 celui de la 
direction) : 𝐿𝑖,𝑗 = 𝑆𝑖+1,𝑗 + 𝑆𝑖,𝑗 − (𝛽 + 2𝜇𝑗 𝛿𝑥⁄ )𝐿𝑖+1,𝑗𝛽 − 2𝜇𝑗 𝛿𝑥⁄    lorsque   𝜇𝑗 < 0 (3) 

𝐿𝑖,𝑗 = 𝑆𝑖,𝑗 + 𝑆𝑖−1,𝑗 − (𝛽 − 2𝜇𝑗 𝛿𝑥⁄ )𝐿𝑖−1,𝑗𝛽 + 2𝜇𝑗 𝛿𝑥⁄    lorsque   𝜇𝑗 > 0 (4) 

La fonction de phase Π(𝜇, 𝜇′) est prise égale à celle issue de la fonction de Henyey-
Greenstein de paramètre 𝑔 ∈ [−1,1]. Les équations (3-4) permettent de calculer le champ de 
luminance 𝐿𝑖,𝑗 connaissant le champ de source 𝑆𝑖,𝑗 . Par ailleurs, le champ 𝑆𝑖,𝑗 peut être calculé 
sur la base de son expression en fonction du champ 𝐿𝑖,𝑗. On procède donc par itérations jusqu’à 
convergence des champs 𝐿𝑖,𝑗 et 𝑆𝑖,𝑗 . 

2.2. Bilan d’énergie 

Dans notre problème, le bilan d’énergie s’écrit : 𝜌𝐶𝑝 𝜕𝑇(𝑥, 𝑡)𝜕𝑡 = 𝜆 𝜕2𝑇(𝑥, 𝑡)𝜕𝑥2 + 𝑝𝑅(𝑥, 𝑡) (5) 

et les conditions initiale et aux limites sont : 𝑇(𝑥, 𝑡 < 0) = 𝑇𝑒   ;   𝑇(𝑥 = 0, 𝑡 ≥ 0) = 𝑇0   ;   𝑇(𝑥 = 𝑒, 𝑡 ≥ 0) = 𝑇𝑒 (6) 

Dans l’équation (5), le terme 𝑝𝑅(𝑥, 𝑡) représente la puissance volumique radiative, qui a ici 
pour expression : 𝑝𝑅(𝑥, 𝑡) = 𝜅 (2𝜋 ∫ 𝐿1

−1 (𝑥, 𝜇, 𝑡)𝑑𝜇 − 4𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇(𝑥, 𝑡)4) (7) 

et dont l’intégrale en 𝜇 est calculée encore une fois à l’aide de la quadrature de Lobatto [13]. 

En appliquant la méthode des différences finies de manière très classique selon un schéma 
implicite, on est capable, par résolution d’un système linéaire, d’obtenir le champ de 
température 𝑇𝑖 à un instant 𝑡 fixé en fonction du champ de puissance volumique 𝑝𝑖𝑅. L’obtention 
des champs 𝑇𝑖 , 𝐿𝑖,𝑗 , 𝑆𝑖,𝑗 et 𝑝𝑖𝑅 à un instant 𝑡 fixé résulte donc d’itérations entre résolutions de 
l’ETR et du bilan d’énergie. 

3. Modèle stochastique 

De même que pour le modèle déterministe, on prend en compte l’apport du transfert radiatif 
dans le bilan d’énergie sous forme d’un terme de puissance volumique radiative. Ce dernier est 
calculé dans chaque voxel via la méthode de lancer de rayons, laquelle se base sur le profil de 
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température au pas de temps précédent. Le profil de température est quant à lui obtenu par la 
méthode des marcheurs Browniens dans laquelle on prend en compte l’apport de la puissance 
volumique radiative. 

3.1. Lancer de rayons 

Le mur semi-transparent est discrétisé en 𝑁𝑥 cellules, auxquelles on ajoute les deux surfaces 
noires aux extrémités. La puissance volumique radiative dans la cellule 𝑖 a pour expression : 𝑝𝑖𝑅 = 𝑃𝑖𝑎𝑏𝑠 − 𝑃𝑖𝑒𝑚𝑖𝛿𝑥  (8) 

où 𝑃𝑖𝑎𝑏𝑠 et 𝑃𝑖𝑒𝑚𝑖 sont les puissances radiatives absorbée et émise par unité de surface de la 
cellule 𝑖. Pour une cellule du milieu semi-transparent, i.e. pour 1 ≤ 𝑖 ≤ 𝑁𝑥 , le terme 𝑃𝑖𝑒𝑚𝑖 a 
pour expression : 𝑃𝑖𝑒𝑚𝑖 = 4𝜅𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇𝑖4𝛿𝑥 (9) 

tandis qu’aux deux extrémités (surfaces noires), i.e. pour 𝑖 = 0 ou 𝑖 = 𝑁𝑥 + 1, 𝑃𝑖𝑒𝑚𝑖 vaut : 𝑃0𝑒𝑚𝑖 = 𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇04   ;   𝑃𝑁𝑥+1𝑒𝑚𝑖 = 𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇𝑒4 (10) 

Enfin, la puissance radiative absorbée par la cellule 𝑖 𝑃𝑖𝑎𝑏𝑠 s’exprime aisément si on introduit 
la matrice de probabilités conditionnelles Λ𝑖,𝑖′ définie par : Λ𝑖,𝑖′ = ℙ(rayon absorbé par la cellule 𝑖′ | rayon émis par la cellule 𝑖) (11) 

avec 0 ≤ 𝑖, 𝑖′ ≤ 𝑁𝑥 + 1 et où la notation ℙ(A | B) signifie « probabilité conditionnelle de 
l’événement A sachant l’événement B ». 𝑃𝑖𝑎𝑏𝑠 s’exprime alors en fonction des puissances 
radiatives émises 𝑃𝑖′𝑒𝑚𝑖 de la manière suivante : 

𝑃𝑖𝑎𝑏𝑠 = ∑ 𝑃𝑖′𝑒𝑚𝑖Λ𝑖′,𝑖𝑁𝑥+1
𝑖′=0  (12) 

Pour déterminer la matrice Λ𝑖,𝑖′ , on effectue un lancer de rayons suivant la méthode décrite 
dans les travaux de Y. Dauvois [12]. Un grand nombre de rayons sont lancés depuis les 𝑁𝑥 
voxels et les deux surfaces noires. On les suit depuis leur émission jusqu’à leur absorption. 
Même si on ne retiendra que la position d’absorption 𝑥 suivant l’axe 1D d’étude, les rayons se 
déplacent dans l’espace 3D entre les deux plans en 𝑥 = 0 et 𝑥 = 𝑒. Pour chaque rayon, on 
procède comme suit dans chaque voxel et dans chacune des deux surfaces noires : 

1. Tirer un nombre aléatoire 𝑟𝑈 dans la loi uniforme sur [0,1] pour définir la position de 
départ dans le voxel (prendre 𝑥 = 0 pour la surface noire de gauche, et 𝑥 = 𝑒 pour celle 
de droite). 

2. Tirer un nombre aléatoire 𝑟𝑈 pour définir le cosinus de l’angle zénithal d’émission 𝜇 =𝑐𝑜𝑠𝜃 (𝜃 ∈ [0, 𝜋] pour l’émission depuis un voxel, 𝜃 ∈ [0, 𝜋2] pour la surface noire de 
gauche, et 𝜃 ∈ [𝜋2 , 𝜋] pour la surface noire de droite). 

3. Tirer un nombre aléatoire 𝑟𝑈 pour définir l’angle azimutal d’émission 𝜙 ∈ [0, 2𝜋]. 
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4. Dans les milieux semi-transparents Beeriens, la fonction de répartition des longueurs 
d’extinction 𝑙 a pour expression (1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛽𝑙)) ; par conséquent, une longueur 
d’extinction 𝑙 s’obtient en tirant un nombre aléatoire 𝑟𝑈 puis en résolvant l’équation 𝑟𝑈 = 1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛽𝑙) [14]. 

5. Si le rayon ainsi émis atteint une surface noire, il est absorbé. 

6. Sinon, le devenir du rayon lors d’une extinction en volume se décide par comparaison 
d’un nombre aléatoire 𝑟𝑈 à l’albédo de diffusion 𝜔 : si 𝑟𝑈 ≥ 𝜔, le rayon est absorbé ; 
sinon, il est diffusé. Dans ce dernier cas, le rayon prend une nouvelle direction de 
parcours qui est tirée aléatoirement sur la base de la fonction de phase de diffusion 
retenue pour le milieu semi-transparent. 

La connaissance des cellules de départ et d’arrivée de tous les rayons ainsi lancés permet de 
calculer la matrice de probabilités conditionnelles Λ𝑖,𝑖′ et ensuite les puissances volumiques 
radiatives 𝑝𝑖𝑅 pour un champ de température donné via les équations (8-10) et (12). 

3.2. Marcheurs Browniens 

La méthode des marcheurs Browniens a été principalement développée dans les travaux de 
V. Gonneau [10-11]. Elle consiste à discrétiser l’enthalpie 𝐻 contenue dans un voxel de volume 𝑉𝑣 à la température uniforme 𝑇𝑐 en un grand nombre 𝑀𝑟 de quanta d’énergie appelés marcheurs 
Browniens. L’enthalpie élémentaire 𝛿ℎ portée par chaque marcheur est donc : 𝛿ℎ = 𝐻𝑀𝑟 = 𝜌𝐶𝑝𝑉𝑣(𝑇𝑐 − 𝑇𝑟ℎ)𝑀𝑟  (13) 

où 𝑇𝑟ℎ désigne la température de référence de l’enthalpie (𝑇𝑟ℎ est donc telle que 𝐻(𝑇𝑟ℎ) = 0). 

Le déplacement des marcheurs suit le schéma d’Itô-Taylor permettant de décrire des 
phénomènes de diffusion stochastique. Ainsi, le déplacement 𝐷𝑥 d’un marcheur pendant un pas 
de temps 𝛿𝑡 dépend de la diffusivité thermique du matériau 𝑎 et du tirage d’un nombre aléatoire 𝑟𝑁 dans la loi normale centrée réduite : 𝐷𝑥 = 𝑟𝑁√2𝑎𝛿𝑡 (14) 

Connaissant le nombre de marcheurs 𝑀𝑖 présents dans un voxel 𝑖 à un instant 𝑡 donné, on 
peut immédiatement déduire la température 𝑇𝑖 de ce voxel à cet instant via l’expression : 𝑇𝑖 = 𝑇𝑟ℎ + 𝑀𝑖𝑀𝑟 (𝑇𝑐 − 𝑇𝑟ℎ) (15) 

Enfin, pour simuler notre problème, il faut que la procédure de marches Browniennes que 
nous employons puisse prendre en compte les conditions aux limites de Dirichlet ainsi qu’une 
puissance volumique radiative. C’est l’objet des sections 3.2.1. et 3.2.2. qui suivent. 
3.2.1. Prise en compte d’une condition à la limite de Dirichlet avec les marcheurs Browniens 

On a discrétisé le milieu 1D en 𝑁𝑥 voxels. Par ailleurs, on considère que les deux surfaces 
noires sont infiniment fines, de sorte qu’aucun volume ne peut y être défini. On ne peut donc 
pas non plus considérer de marcheurs Browniens dans ces surfaces. On fait donc le choix 
d’imposer les températures non pas aux frontières (i.e. aux abscisses 𝑥 = 0 et 𝑥 = 𝑒) mais au 
niveau du premier voxel (adjacent à la surface noire en 𝑥 = 0) et du dernier voxel (adjacent à 
la surface noire en 𝑥 = 𝑒). Ainsi, la régulation de la température ne se fait pas exactement aux 
surfaces mais dans les deux voxels frontières. 
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Afin d’illustrer la méthode de régulation que nous appliquons, supposons qu’à la fin d’une 
procédure de déplacement des marcheurs entre deux instants successifs 𝑡 et (𝑡 + 𝛿𝑡), il manque 
un certain nombre de marcheurs dans le voxel à température imposée. Afin de combler ce 
manque, il va falloir injecter, entre 𝑡 et (𝑡 + 𝛿𝑡), un flux thermique supplémentaire (et inconnu), 
autrement dit un nombre (inconnu) de marcheurs supplémentaires, par la face du voxel en 
contact avec la surface noire. Ces marcheurs seront donc injectés à des instants aléatoires entre 𝑡 et (𝑡 + 𝛿𝑡), i.e. à des instants 𝑡𝑈 = 𝑡 + 𝑟𝑈𝛿𝑡 où 𝑟𝑈 désigne un nombre aléatoire tiré dans la 
loi uniforme sur [0,1] ; et une fois injectés, ils devront faire une marche aléatoire dans le milieu 
pendant la durée restante, soit 𝑡 + 𝛿𝑡 − 𝑡𝑈 = (1 − 𝑟𝑈)𝛿𝑡. On va donc leur imposer un 
déplacement 𝐷𝑥 égal à : 𝐷𝑥 = 𝑟𝑁√2𝑎(1 − 𝑟𝑈)𝛿𝑡 (16) 

Certains marcheurs finiront leur marche dans le voxel où on les a injectés, tandis que d’autres 
échoueront dans des voxels plus éloignés. Il faudra donc répéter cette procédure d’injection tant 
que le nombre de marcheurs manquants dans le voxel à température imposée n’est pas comblé. 

Il faut noter que cette procédure fonctionne aussi lorsque le nombre de marcheurs dans le 
voxel à température imposée est trop élevé. Dans cette situation, il faut injecter des marcheurs 
« négatifs », i.e. portant l’enthalpie élémentaire (−𝛿ℎ). 

3.2.2. Prise en compte d’une puissance volumique radiative avec les marcheurs Browniens 

Cette procédure est détaillée dans la thèse de V. Gonneau [10]. 

Supposons qu’on doive prendre en compte une puissance volumique radiative 𝑝𝑖𝑅 dans le 
voxel 𝑖. A cette puissance volumique peut être associée une quantité d’enthalpie à injecter entre 
deux instants successifs 𝑡 et (𝑡 + 𝛿𝑡), et donc un nombre de marcheurs 𝑀𝑝𝑅,𝑖 : 𝑀𝑝𝑅,𝑖 = 𝑝𝑖𝑅𝑉𝑣𝛿𝑡𝛿ℎ  (17) 

Cette injection est répartie uniformément au cours du pas de temps et dans le voxel, ce qui 
s’effectue par deux tirages aléatoires dans la loi uniforme. 

4. Résultats 

Pour nos calculs, on adimensionne les équations : 

 Les abscisses 𝑥 et les instants 𝑡 sont adimensionnés de manière classique : 𝑥∗ = 𝑥 𝑒⁄  
et 𝑡∗ = 𝑎𝑡 𝑒2⁄  ; 

 Les températures sont adimensionnées par la température de référence 𝑇𝑟 = 𝑇0 : 𝑇∗ = 𝑇 𝑇𝑟⁄  ; 
 Les flux surfaciques et luminances sont adimensionnés par la même grandeur de 

référence 𝜑𝑟 = 𝐿𝑟 = 𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇𝑟4 𝜋⁄  : 𝜑∗ = 𝜑 𝜑𝑟⁄  et 𝐿∗ = 𝐿 𝐿𝑟⁄  ; 
 Les puissances volumiques radiatives sont adimensionnées par la puissance 

volumique de référence 𝑝𝑟 = 𝐿𝑟 𝑒⁄  : 𝑝𝑅∗ = 𝑝𝑅 𝑝𝑟⁄  . 

L’adimensionnement fait apparaître deux nombres sans dimension qui fixent la physique du 
problème : d’une part l’épaisseur optique 𝐸 = 𝛽𝑒, et d’autre part le nombre de Planck 𝑃𝑙 qui a 
pour expression 𝑃𝑙 = 𝜆𝛽 𝑛2𝜎𝑆𝐵𝑇𝑟3⁄ . 

Les paramètres choisis pour nos simulations sont renseignés dans le tableau 1. On choisit 
volontairement une configuration délicate pour mettre à l’épreuve nos modèles. En particulier, 
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le milieu est absorbant et diffusant, la diffusion est très fortement anisotrope, et le transfert 
radiatif domine largement le transfert conductif. Les résultats des deux approches sont 
comparés sur les figures 1 et 2. 

 
Paramètres Valeurs 

(sans unités) 
Descriptions 𝑁𝑡 100 Nombre de pas de temps 𝑁𝑥 100 Nombre de pas d’espace (ou de voxels) 𝑀𝑟 1e5 Nombre de marcheurs de référence 𝑁𝑟 1e5 Nombre de rayons lancés par cellule et par surface noire 𝑡𝑓∗ 0.125 Temps final adimensionné 𝑇𝑒∗ 0.5 Température adimensionnée de la surface noire en 𝑥 = 𝑒 𝐸 1 Épaisseur optique 𝑃𝑙 0.1 Nombre de Planck 𝜔 0.5 Albédo de diffusion 𝑔 0.9 Paramètre de la fonction de phase de Henyey-Greenstein 

Tableau 1 : Paramètres du cas traité par les méthodes déterministe et stochastique. Les paramètres 𝑀𝑟 et 𝑁𝑟 ne concernent que la méthode stochastique ; tous les autres sont communs aux deux méthodes. 
 

Figure 1 : Profils de température adimensionnée 
à différents instants 𝑡∗. Figure 2 : Profils de flux conductif, radiatif et 

total adimensionnés à l’instant 𝑡∗ = 0.125. 

On observe un excellent accord entre les deux méthodes, ce qui valide notre modèle 
stochastique. Le tracé des flux à 𝑡∗ = 𝑡𝑓∗ à la figure 2 permet d’observer que le flux total est 
constant selon 𝑥, preuve que le régime thermique asymptotique est atteint à cet instant. Le 
programme stochastique termine le calcul en 21 secondes (1 seconde pour le lancer de rayons, 
20 secondes pour la méthode des marcheurs Browniens) sur 8 processeurs et nécessite 31 Mo 
de mémoire vive, contre 10 secondes et 90 Mo de mémoire vive pour la méthode déterministe 
sans parallélisation. Ces écarts devraient se creuser très sensiblement lors du passage à des 
structures 3D. Il faut cependant noter que la méthode stochastique est particulièrement facile à 
paralléliser, contrairement à la méthode déterministe, ce qui constitue un très gros avantage de 
la méthode stochastique pour le passage au 3D. 

5. Conclusion 

Deux méthodes fondamentalement différentes ont été développées pour la résolution du 
couplage conducto-radiatif instationnaire dans un milieu semi-transparent 1D homogène, gris, 
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et borné par deux surfaces noires : la première, déterministe, servant de référence, et la 
deuxième où les deux phénomènes de transfert sont traités de manière totalement stochastique. 
Leur comparaison sur un cas où le transfert radiatif est dominant, le milieu est absorbant et 
diffusant, et la diffusion est très fortement anisotrope, a permis de valider cette nouvelle 
approche. Cependant, l’application à ce cas académique (milieu homogène et géométrie 1D) 
reste une preuve de concept. Le modèle stochastique prendra tout son sens lors du passage à 
des structures 3D hétérogènes. Pour cela, la principale difficulté qu’il reste à résoudre est le 
comportement d’un marcheur Brownien à l’interface de deux constituants, qui pose problème 
dans le cas de forts contrastes de propriétés thermophysiques [11]. 
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Résumé - Lors d’un accident hypothétique de perte de réfrigérant dans le circuit primaire d’un réacteur

nucléaire REP (APRP), un écoulement vapeur avec gouttes dispersées est formé en aval du front de

trempe, contribuant au refroidissement des assemblages. A des fins de validation de modèles, une

boucle appelée COLIBRI a été développée, afin de mesurer le flux thermique extrait par un écoulement

de vapeur et de gouttes typique d’un APRP dans un tube sous-canal représentatif. Également, le code

mécaniste NECTAR a été créé afin de calculer le flux de chaleur extrait par l’écoulement vapeur/gouttes

pour une configuration identique à celle de COLIBRI. Cet article compare les résultats de NECTAR et

de COLIBRI en faisant varier la corrélation utilisée pour l’estimation de l’énergie transférée par une

goutte lors de son impact.

Nomenclature

Cp Capacité thermique J/kgK
d Diamètre, m

Eg Énergie d’une goutte, J

f Coefficient de frottement

Fr,ij Facteur de corps gris entre le phases i et j

g Accélération de la pesanteur, m/s2

h Enthalpie, kJ/kg
hfg Enthalpie latente de vaporisation, kJ/kg
hi Coefficient de convection par impact,

W/m2K
L Longueur du tube, m

m Masse, kg

ṁ Débit massique, kg/s
Nu Nombre de Nusselt

Pr Nombre de Prandtl

Re Nombre de Reynolds

re Rayon d’étalonnement d’une goutte

S Surface, m2

ST Aire de la section transversale d’un sous-

canal, m2

T Température, K

u Vitesse, m/s

z Coordonnée axiale, m

Symboles grecs

ϕ Flux thermique , W

φ Densité de flux thermique, W/m2

ρ Densité massique, kg/m3

α Fraction volumique

ϵ Emissivité

σSB Constante de Stefan-Boltzmann, W/m2K4

σ Écart type

µ Espérance

τb Taux de déformation du sous-canal

Indices et exposants

ev Évaporation

ext Externe

g Gouttes

i Impact

int Interne

p Paroi

r Rayonnement

sat Saturation

v Vapeur
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Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

337



1. Introduction

Lors d’un hypothétique accident de perte de réfrigérant primaire dans un réacteur à eau pres-

surisée, de l’eau froide est injectée dans le cœur par le bas afin de refroidir les assemblages com-

bustibles et de limiter les conséquences, un processus connu sous le nom de renoyage. En bas

des assemblages, le refroidissement des crayons s’effectue par contact direct de l’eau (en régime

d’ébullition nucléée). En aval du front de trempe, la vapeur est formée en raison du contact de

l’eau avec les crayons à haute température entraı̂ne des gouttes formant un écoulement dispersé.

Dans cette zone avale, le transfert de chaleur entre l’écoulement et la paroi se réalise en régime

d’ébullition en film, avec des impacts de gouttes vers la paroi. Finalement, une fois les gouttes

toutes évaporées, le transfert de chaleur se fait majoritairement par convection entre la vapeur

et la paroi.

Le transfert de chaleur dans le régime d’ébullition nucléée est beaucoup plus élevé que dans

le régime d’ébullition en film, de sorte que la température maximale des crayons est atteinte

dans la zone de ce deuxième régime. Par conséquent, la caractérisation des transferts de chaleur

et du refroidissement est d’une grande importance pour la sûreté nucléaire afin de prédire cor-

rectement la température maximal atteint par les assemblages. Cependant, cet écoulement est

complexe, car il existe des interactions physiques multiples entre les phases et entre les phases

et la paroi. Des modèles ont été développés et doivent être évalués, surtout le modèle d’impact

de gouttes.

Différentes expériences ont été réalisées afin d’évaluer le refroidissement des assemblages

combustibles pendant un APRP [1]. Cependant, ces expériences se sont concentrées sur la ca-

ractérisation de l’évolution de la température de la paroi sans caractériser précisément les pa-

ramètres thermo-hydrauliques de l’écoulement de la vapeur et des gouttes. Cela a limité l’ex-

trapolation des résultats à d’autres configurations. C’est pourquoi le banc expérimental CO-

LIBRI 1 a été développé pour caractériser le transfert thermique d’un flux de vapeur et de

gouttes à l’échelle d’un sous-canal dans des conditions thermo-hydrauliques typiques d’un

APRP [2]. Une des caractéristiques de COLIBRI est qu’elle utilise des techniques laser pour

déterminer la distribution en taille et en vitesse des gouttes. Les autres principaux paramètres

thermo-hydrauliques de la vapeur et des gouttes (débit massique, pression et température) sont

également mesurés.

De plus, un code appelé NECTAR 2, basé sur une approche mécaniste, a été développé afin de

simuler l’ensemble des phénomènes thermo-hydrauliques se produisant dans la section d’essais.

Ce code a été validé sur la base d’une première campagne expérimentale réalisée sur la boucle

COLIBRI ; un bon accord entre les résultats calcul/expérience ayant été obtenu [3]. Par ailleurs,

le code NECTAR a clairement mis en évidence l’importance des gouttes dans le refroidissement

des crayons car le flux de chaleur extrait par impact de gouttes pouvait représenter jusqu’à 10 %

du flux de chaleur total extrait par l’écoulement diphasique. Pour ce calcul, le modèle proposé

par Gradeck et al. [4] a été utilisé pour estimer le transfert de chaleur d’une goutte lors de

l’impact et la corrélation de Hewitt et Govan [5] pour estimer le flux de gouttes impactant

la paroi. Lors de cette première campagne, la fraction volumique des gouttelettes et le flux

massique des gouttelettes étaient dans la plage basse des valeurs attendues lors d’un APRP

(αg = 10−4, ṁg = 0, 75 kg/h). La boucle COLIBRI a donc été modifiée afin d’augmenter la

fraction volumique des gouttes et le débit massique des gouttes (αg = 2.10−3, ṁg = 7, 7 kg/h).

Le but de cet article est de comparer les résultats numériques obtenus avec NECTAR avec les

1. COLIBRI : COoLIng of Blockage Region Inside a PWR Reactor.

2. NECTAR : New Experimental Code for Thermal-hydraulic Analysis in a Representative geometry.
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résultats expérimentaux en ce qui concerne le flux thermique total extrait à la paroi pour ces

nouvelles conditions d’écoulement. D’autre part, différents modèles pour déterminer l’énergie

extraite par l’impact d’une goutte sur une paroi (modèles de Breitenbach et al. [6], Gradeck et

al. [4] et Lelong et al. [7] ) ont été evalués avec le code NECTAR.

2. COLIBRI

COLIBRI est composé de trois parties principales (Fig. 1) :

I. Elément en acier inoxydable où l’écoulement diphasique est formé. Cela se fait en in-

jectant des gouttes à saturation dans un flux de vapeur surchauffée par deux systèmes

indépendants. Cette partie se termine par une fenêtre en borosilicate où les mesures de

vitesse et de distribution de gouttes sont effectuées par PDA 3.

II. Tube en forme de venturi en Inconel 625 (tube d’essai). Dans cette étude, un tube droit de

25.5 cm de longueur, 11.78 mm de diamètre interne et 0.57 mm d’épaisseur a été utilisé.

Cet élément possède également deux brides en cuivre à ses extrémités, afin d’être chauffé

par effet Joule.

III. Élément en acier inoxydable qui connecte la section d’essai au réseau de condensation

de la vapeur. Cet élément comporte aussi une fenêtre optique pour l’obtention des ca-

ractéristiques physiques de l’écoulement en aval de la section d’essais.

Figure 1 : Schéma de la section d’essai de la boucle COLIBRI.

Le Tableau 1 présente les paramètres thermo-hydrauliques de COLIBRI. La boucle CO-

LIBRI est également équipée d’une caméra infrarouge afin de mesurer les variations spatio-

temporelles de la température de la paroi externe du tube d’essai. Le flux de chaleur est estimé

avec un bilan d’énergie sur la paroi du tube, selon le bilan suivant :

Φint(z, t) = −

(

SρpCpp
πdint

)

dTp(z, t)

dt
−

(

dext
dint

)

Φpertes(z, t) (1)

3. PDA : Anémométrie par phase Doppler.
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Paramètres Gamme

Pression de la vapeur (absolu) 0.9− 2 bar

Débit massique des gouttes 3− 12 kg/h

Température des gouttes injectées > 80 ◦C

Diamètres des gouttes injectées 5− 700 µm

Débit massique de vapeur 2− 8 kg/h

Température de la vapeur 100 ◦C − 500 ◦C

Fraction volumique des gouttes 10−4 − 7.10−3

Température initiale de la paroi < 750 ◦C

Tableau 1 : Paramètres thermo-hydrauliques de la boucle COLIBRI

Où Φpertes correspond aux pertes par convection et rayonnement avec l’air environnant. Ce flux

est estimé à partir d’une expérience sans écoulement interne (de relaxation). Les détails sur la

technique de PDA, les incertitudes et la géométrie sont disponibles dans Peña Carrillo et al. [2].

3. Code NECTAR

NECTAR est un code 1D axial pour l’estimation du flux de chaleur extrait de la paroi par

l’écoulement de vapeur avec des gouttes dispersées en régime d’ébullition en film. NECTAR est

basé sur une approche mécaniste, de ce fait, le code estime de façon individuelle les différents

mécanismes de transfert de chaleur et de masse entre la paroi, la vapeur et les gouttes représentés

dans la Fig. 2.

Figure 2 : Transferts thermiques et massique considérés dans NECTAR

Le flux de chaleur dissipé à la paroi (Φint) est la somme de différentes contributions de

transferts entre la paroi et les gouttes et entre la paroi et la vapeur.

Φint = Φpv + Φr,pv + Φi,pg + Φr,pg (2)

Pour déterminer les variables thermo-hydrauliques, le code résout les équations de conser-

vation pour chacune des phases (cf. Tableau 2).

Le modèle est 1D axial à 2 fluides (vapeur et gouttes) en non-équilibre thermique et dyna-

mique. Le code NECTAR tient compte de la polydispersion des gouttes (selon une distribu-

tion de type log-normale). En outre, NECTAR prend également en compte la fragmentation

éventuelle des gouttes selon le modèle de Chou et Faeth [9]. Les gouttes sont supposées à satu-

ration et sphériques. Dans le domaine de simulation, les pertes de charges sont négligées. Une
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Équations

Conservation de la

masse (vapeur)
dmv

dt
= ṁev

Bilan de quantité

de mouvement (goutte)

ρgug
dug

dz
= − 3

4dg

CD

1+B
ρv (ug − uv) |ug − uv|+ (ρv − ρg) g

(CD est calculé selon la corrélation de Morsi et Alexander [8])

Bilan d’énergie Cpv

{

Tv (z + dz)
[

ṁv(z) +
dṁv(z)

dt

]

− ṁv(z)Tv(z)
}

= Φev

Φev = Φi,pg + Φr,pg + Φvg + Φr,vp

Tableau 2 : Équations de conservation du code NECTAR [3].

description détaillée du code NECTAR est disponible dans Oliveira et al.[3]. Pour le calcul des

différents transferts de chaleur, le code NECTAR utilise les corrélations empiriques résumées

dans le Tableau 3.

Équations

Convection forcée paroi/vapeur (Φpv) [10] Nuv =
f/8(Rev−1000)Pr

1+12.7(f/8)1/2(Pr2/3−1)
Convection entre la vapeur

et les gouttes (Φvg) [11, 12]
Nuvg (1 + (hv − hg) /hfg) = 2 + 0.6Re

1/2
M Pr

1/3
f

Impact d’une goutte avec la paroi (Φi,pg) qi,pg =
6ṁ

πρgd3
Eg

Rayonnement entre la vapeur,

les gouttes et la paroi (Φr,pg,Φr,pv,Φr,vg)
qr,ij = Fr,ijσSB(T

4
i − T 4

j )

Tableau 3 : Équations de conservation du code NECTAR [3].

Le facteur de corps gris Fr,ij entre la vapeur, la paroi et les gouttes est calculé selon le modèle

des résistances thermiques proposé par Sun et al. [13]. D’autre part, le flux de gouttes impactant

la paroi (ṁ) est calculé selon la corrélation d’Hewitt et Govan [5]. Dans cette étude, l’énergie

transférée par l’impact d’une goutte (Eg) est calculé selon les modèles de Gradeck et al. [4],

Breitenbach et al. [6] ou Lelong et al. [7]. Ces corrélations sont décrites dans le Tableau 4.

Équations

Lelong et al. [7]
Eg = π

[

8
9
(Nukv(Tp − Tsat)rg))

3 ρvρghfgan
µv

]0.25
∫ tR
0

rs(t)dt

+ϵpσB

(

T 4
p − T 4

sat

)

π
∫ tR
0

r2s(t)dt

Gradeck et al. [4] Eg = hpv,exp(Tp − Tsat)π
∫ tR
0

r2s(t)dt

Breitenbach et al.[6] Eg =
4.63d2.5g Gep(Tp−Tsat)

u0.5
n (K+2G)

, G =
√
πλvρvhfg

2(Tp−Tsat)e2w
, K =

√

G2 + 4G√
π
−G

Tableau 4 : Corrélations pour le calcul de l’énergie transférée par l’impact d’une goutte

Lelong et al.[7] et Gradeck et al.[4] utilisent le même modèle pour estimer le temps de

résidence (tR) et la variation du diamètre de la goutte pendant l’impact (rs(t)) ; modèles qui

diffèrent de ceux utilisés par Breitenbach et al.[6].
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4. Domaine de simulation et conditions limites

Le code NECTAR a été conçu pour simuler les conditions géométriques et thermo-hydrauliques

de COLIBRI. NECTAR utilise l’évolution spatio-temporelle de la température externe du tube

chauffé de COLIBRI, mesurées lors de l’expérience. Ensuite, NECTAR calcule la valeur du

transfert dû à chaque mécanisme en chaque maille axiale. Finalement le flux de chaleur calculé

est comparé au flux estimé à partir des données expérimentales de COLIBRI. Les conditions

thermo-hydrauliques évaluées pour la présente expérience sont :

— Débit de vapeur de 3.8 kg/h, avec une température de 271°C.

— Débit et vitesse moyenne des gouttes de 8 kg/h et 16.3 m/s respectivement, ce qui cor-

respond à un taux de plein de αg = 1.6x10−3.

— Température initiale maximale de la paroi d’environ 700°C (au centre du tube).

Par ailleurs, l’histogramme des gouttes mesuré à la première fenêtre optique (en amont de

la section d’essais) est représenté Fig.3a. Le diamètre moyen (d10) est de 257µm avec une

distribution de type log-normal, un type de distribution courant pour une situation d’APRP

[14]. La Figure 3a montre aussi la distribution des gouttes utilisée pour le calcul NECTAR qui

a été ajustée à partir de l’histogramme expérimental.

(a) (b)

Figure 3 : a) Distribution en taille normalisée mesurée en COLIBRI (en bleu) et utilisée avec

NECTAR (en rouge) avec µ = ln(d10) et σ = 0.4244. et b) Domaine de simulation du code

NECTAR.

Finalement, le domaine de simulation est représenté Fig. 3b . Comme mentionné pour le

calcul du flux, NECTAR utilise la température mesurée par la caméra infrarouge de COLI-

BRI comme donnée d’entrée (comme les paramètres thermo-hydrauliques de la vapeur et des

gouttes). Néanmoins, cette comparaison est exclusivement faite pour la région centrale du tube

(les 100 mm centraux du tube) afin de limiter l’influence des pertes par conduction aux brides

électriques utilisées pour alimenter en courant le tube.

5. Résultats

La Fig. 4 montre le flux thermique moyen extrait par l’écoulement interne de vapeur et

de gouttes obtenu expérimentalement avec COLIBRI et avec NECTAR. Également, la figure
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représente le flux estimé avec NECTAR en utilisant trois corrélations différentes pour l’estima-

tion de l’énergie transférée pendant l’impact d’une goutte. Comme mentionné avant, la simu-

lation n’est valable que dans le régime d’ébullition du film (Dans ce cas précis, en dessous de

Tp = 450 oC).

Figure 4 : Comparaison du flux interne dégagé par l’écoulement mesuré COLIBRI et simulé

avec NECTAR

Il est possible d’observer que les résultats de la simulation NECTAR avec toutes les corrélations

utilisées sont en bon accord avec l’expérience. D’autre part, la simulation avec la corrélation de

Gradeck et al.[4] surestime le flux à haute température, probablement parce que le transfert de

chaleur par impact est moins sensible à la température que ce qui avait été estimé par Gradeck

et al.[4]. Également, a haute température, NECTAR sous-estime le flux lorsque la corrélation de

Lelong et al.[7] est utilisée, car son modèle utilise un nombre de Nusselt constant. Finalement,

la corrélation de Breitenbach et al.[6] présente l’erreur moyenne la plus faible par rapport aux

résultats de COLIBRI, comme le montre le tableau 5.

Plage

10 % 20 % Erreur moyenne

Lelong et al.[7] 63.4 % 100 % 7.8%

Gradeck el al.[4] 27 % 100 % 10.7%

Breitenbach et al.[6] 100 % 100 % 3.7%

Tableau 5 : Pourcentage des points se trouvant dans différentes plages d’erreur et erreur moyen

de la comparaison NECTAR/COLIBRI

6. Conclusion

Dans ce travail, une évaluation de trois modèles d’impact a été réalisée avec le code NEC-

TAR utilisant des données expérimentales. La comparaison est basée sur les résultats des trans-

ferts thermiques qui ont lieu dans un tube représentatif d’un sous-canal de REP refroidi par un

écoulement vapeur/gouttes. En plus, on a comparé trois différentes corrélations pour le calcul

du flux de chaleur par impact de gouttes. Cette comparaison a permis d’obtenir les conclusions

suivantes :

— La simulation réalisée avec le code NECTAR prédit correctement le flux thermique

trouvé expérimentalement avec toutes les corrélations analysées, avec une erreur moyenne
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de maximum 10.7 % (corrélation de Gradeck et al.[4]).

— La simulation réalisée avec le code NECTAR et la corrélation de Breitenbach et al.[6]

estime le flux de chaleur trouvé expérimentalement avec COLIBRI dans l’expérience

évaluée de manière très satisfaisante, avec une erreur moyenne inférieure à 3.7 %.

Une analyse plus approfondie de ces corrélations doit être faite avec d’autres résultats expérimentaux

de COLIBRI afin de valider le modèle d’impact de gouttes que sera utilisé dans NECTAR.

D’autre part, il serait également important d’évaluer les autres modèles utilisés pour estimer le

flux de gouttes impactant la paroi.
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La lévitation aérodynamique dédiée à l’estimation de 
la viscosité de métaux liquides 
 
Dylan Le Maux, Mika Ranaivo, Edouard Geslain, Mickaël Courtois, Thomas Pierre*, 
Muriel Carin, Philippe Le Masson 
 
Univ. Bretagne Sud, UMR CNRS 6027, IRDL, F-56100 Lorient, France. 
 
* Auteur correspondant : thomas.pierre@univ-ubs.fr 
 
Résumé – Ce travail poursuit une thématique phare du laboratoire : la caractérisation des 
propriétés physiques des métaux liquides à haute température (> 1 500 °C). L’objectif est ici 
d’évaluer si le dispositif de lévitation aérodynamique d’échantillons métalliques chauffés par 
laser, développé au laboratoire pour la mesure de masse volumique et tension superficielle, est 
adapté à la mesure de viscosité. Expérimentalement, des ondes acoustiques, propagées par le 
gaz de lévitation, provoquent la déformation de l’échantillon. Une caméra filme cette 
déformation durant sa relaxation (oscillations amorties). Un post-traitement trace l’évolution 
des diamètres principaux de l’échantillon (observable) au cours du temps (variable). Le modèle 
théorique de relaxation étant fonction de plusieurs paramètres, une étude de sensibilité précède 
l’estimation de la viscosité par techniques inverses. Les résultats obtenus à partir d’expériences 
de lévitation mettent en évidence des écarts avec ceux de la littérature. En conséquence, 
l’impact de la gravité et du gaz sustentateur sont discutés au moyen d’un modèle multiphysique 
représentant l’expérience. 
 
Nomenclature 
Lettres latines 
A amplitude, m 
f fréquence, Hz 
N nombre de pas de temps 
r rayon, m 
t temps, s 
T température, K 
X sensibilité réduite, m 
Lettres grecques 𝛽 paramètre 𝜌 masse volumique, kg·m-3 

𝜌𝑖 coefficient de corrélation 𝜏0 temps de relaxation, s 𝜑 déphasage, rad 𝜎𝛽𝑖 écart-type 𝜎𝛽𝑖𝛽𝑗 covariance 
Indices et exposants 
0 initial 
i indice de paramètre 
j indice de paramètre 
k indice du temps 
N normé

 
1. Introduction 
 

Le développement de simulations numériques multiphysiques, dans notre cas de procédés 
métallurgiques, nécessite la connaissance des propriétés physiques des métaux à l’état liquide. 
Et cet état de la matière ne facilite pas leurs mesures. La littérature n’est cependant pas 
totalement vierge : les techniques de lévitation sont celles qui offrent le plus de succès mais 
requièrent des développements technologiques importants [1]. Nous en inspirant, un dispositif 
de lévitation aérodynamique d’échantillons métalliques chauffés par laser a été développé au 
laboratoire. Il a donné entière satisfaction pour la mesure à l’état liquide de masse volumique 
[2] et de tension de surface [3-4] ; pour la diffusivité de métaux à l’état solide, la faisabilité de 
l’estimation par méthodes bayésiennes a seulement été abordée [5]. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-002
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En complément, la littérature propose également des résultats de viscosité [6-11] obtenus 
avec des techniques extrêmement variées et souvent complexes. 

Dans cette communication, nous étendons notre dispositif expérimental à la mesure de 
viscosité et testons sa validité en nous appuyant sur un modèle direct classique d’oscillateur 
amorti fréquemment rencontré dans la littérature sur ce type d’expérience [6-9]. 
Expérimentalement, des ondes acoustiques, propagées par le gaz de lévitation, provoquent la 
déformation de l’échantillon. Une caméra filme cette déformation durant sa relaxation 
(oscillations amorties). Un post-traitement trace l’évolution des diamètres principaux de 
l’échantillon (observable) au cours du temps (variable). Le modèle théorique de relaxation étant 
fonction de plusieurs paramètres, une étude de sensibilité précède l’estimation de la viscosité 
par techniques inverses.  

Le dispositif expérimental est d’abord présenté. La partie suivante présente le modèle 
théorique, l’étude de sensibilité et la technique inverse employée pour l’estimation des 
paramètres. Enfin, la dernière partie présente les estimations de la viscosité du fer pur à partir 
de données expérimentales, puis à partir d’un modèle numérique simulant strictement 
l’expérience mais avec la possibilité de retirer les effets gravitationnels et de modifier la nature 
du gaz environnant. 

 
2. Présentation de l’expérience 
 

Le dispositif expérimental est présenté sur la Figure 1. Un gaz de composition Ar + 2,5 % 
H2 est soufflé à travers une buse convergente-divergente de 60° afin de mettre en lévitation une 
bille d’environ 30 mg, soit à peu près 2 mm de diamètre pour du fer (A). Le débit de gaz est 
contrôlé par un débitmètre Brooks SLA5850S (B). La lévitation a lieu dans une chambre 
étanche équipée de fenêtres borosilicate (C). La fenêtre supérieure est dédiée au chauffage laser 
(IPG Photonics YLR 300/3000 QCW at 1 070 nm (D)). Le laser possède une puissance 
maximale de 280 W en mode continu, et possède une optique de focalisation de 500 mm 
légèrement défocalisée pour avoir une zone visée de 2 mm sur l’échantillon métallique.  
 

 
Figure 1 : schéma du dispositif expérimental de lévitation dans la configuration permettant 

la mesure de la viscosité de métaux liquides. 
 

Les deux fenêtres latérales en vis-à-vis permettent à une caméra haute vitesse (F) Phantom 
VEO-E 310L d’observer l’échantillon rétro-éclairé par un laser (300 mW, laser diode 532 nm) 
(G) et la mesure pyrométrique (E). Cette mesure est assurée par un pyromètre bispectral (Optris 
CT Ratio 2MH1 : 1,45 µm et 1,75 µm). Le rapport d’émissivité nécessaire au bon 
fonctionnement du pyromètre a été réglé par rapport au plateau de fusion du fer pur dont la 
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température est connue. Il est évident qu’une incertitude subsiste pour toute variation 
importante de la température même si le rapport d’émissivité est supposé peu variant. 

L’échantillon, assimilable à une bille métallique, est chauffé par le laser jusqu’à ce qu’il 
devienne liquide. Cette goutte est ensuite sollicitée acoustiquement pour la faire osciller : un 
signal sinusoïdal est généré, amplifié (H) et transformé en ondes de pression grâce à un haut-
parleur (I). Un second débitmètre (B) contrôle un jet latéral de gaz afin de forcer la rotation de 
l’échantillon autour de son axe vertical, et ainsi faciliter l’analyse fréquentielle. Finalement, un 
analyseur d’oxygène mesure les résidus d’oxygène dans la chambre à vide (J).  
 

 
Figure 2 : évolution de la température d’un échantillon en fonction du temps. 

 
La Figure 2 présente un résultat expérimental type avec l’évolution de la température de 

l’échantillon mesurée par le pyromètre au cours du temps. Durant la phase à température 
stabilisée, la goutte liquide est stimulée acoustiquement à différentes fréquences autour de celle 
de résonance, et avec entre chaque fréquence un temps de relaxation. La caméra haute vitesse 
filme les oscillations de la goutte à la vitesse de 1 000 images par seconde. Un programme de 
traitement d’images développé à l’aide de Matlab® détermine le contour de la goutte, 
assimilable à une ellipse dont les paramètres sont ajustés par une méthode des moindres carrés. 
À chaque pas de temps, les variations maximales de rayons sont enregistrées, généralement 
perpendiculairement l’un de l’autre lors des oscillations de mode 2 [1]. Un exemple type 
d’évolution d’un rayon est présenté sur la Figure 5 lors de la relaxation depuis la fréquence de 
résonance. 
 
3. Estimation de la viscosité 
3.1. Modèle direct et étude de sensibilité 
 

Durant la phase de relaxation de la goutte, celle-ci se comporte comme un oscillateur amorti, 
dont la variation du rayon au cours du temps est supposée [6] : 
 𝑟(𝑡) = 𝑟0 + 𝐴 𝑠𝑖𝑛(2𝜋𝑓𝑡 + 𝜑) 𝑒− 𝑡𝜏0 (1) 

 
où 𝑟0 est le rayon au repos, A est l’amplitude maximale des oscillations, f la fréquence, 𝜑 le 
déphasage et 𝜏0 le temps caractéristique de relaxation. Ce dernier est relié à la viscosité 
dynamique 𝜂 par la formule de Lamb (2) valable pour une goutte dans le vide, où 𝜌 est la masse 
volumique du matériau testé [12] : 
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𝜂 = 𝜌𝑟025𝜏0  (2) 

 
L’équation (1) est considérée comme le modèle complet de l’évolution du rayon de la sphère 

liquide en fonction du temps. Nous utilisons également un modèle plus simple en ne considérant 
que l’enveloppe de la fonction (1), donc sans le terme sinusoïdal. Considérant l’équation (1) 
complète, l’évolution du rayon au cours du temps est fonction de plusieurs paramètres  𝛃 = [𝑟0 𝐴 𝑓 𝜑 𝜏0]𝑇. Une étude de sensibilité par le calcul des sensibilités réduites (3) est dès 
lors présentée pour définir la corrélation entre ces paramètres en fonction du temps 𝑡𝑘. 
 𝜒𝑗(𝑡𝑘, 𝛃) = 𝛽𝑗 𝜕𝑟(𝑡𝑘, 𝛃)𝜕𝛽𝑗  (3) 

 
Les données d’entrées du modèle sont les suivantes : 𝑟0 = 1,0 mm, A = 0,015 mm,  

f = 200 Hz, 𝜑 = 0 rad et 𝜂 = 5 mPa·s. Dans un souci de lisibilité, la Figure 3 présente l’évolution 
des sensibilités réduites normées (4) durant une période. L’analyse des sensibilités permet de 
souligner les deux principaux points suivants [13] : 

• Les sensibilités réduites à 𝜏0 et à A semblent proportionnelles. Cependant, le calcul 
montre que le rapport de ces sensibilités réduites est égal à 𝑡/𝜏0 et est donc 
proportionnel au temps. Il est aisé à t = 0 d’avoir une première idée de la valeur de A. 

• Pris deux par deux, il existe une décorrélation entre le paramètre 𝜏0 et les trois autres, 
à savoir 𝑟0, f et 𝜑. 

 𝜒𝑗𝑁(𝑡𝑘, 𝛃) = 𝜒𝑗(𝑡𝑘, 𝛃)max[𝜒𝑗(𝑡𝑘, 𝛃)] (4) 

 

  
Figure 3 : sensibilités réduites 𝜒𝑗(𝑡𝑖, 𝜷) au 
cours du temps. 

Figure 4 : simulation du rayon au cours du 
temps selon les équations (1) et (2). 

 
3.2. Modèle inverse 
 

Les techniques inverses utilisées pour estimer les paramètres sont basées sur la méthode 
des moindres carrés couplés à un algorithme de type Levenberg-Marquardt [14-15]. Il s’agit de 
minimiser l’écart quadratique entre les rayons expérimentaux et théoriques de la goutte liquide : 
 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

350



𝐽 = ∑[𝑟𝑡ℎ(𝑡𝑘, 𝛃) − 𝑟𝑒𝑥𝑝(𝑡𝑘)]2𝑁
𝑘=1  (5) 

 
où N est le nombre de points. La Figure 4 présente un exemple d’estimation à partir de données 
théoriques additionnées d’un bruit gaussien de 10 % et de moyenne nulle sur l’amplitude des 
oscillations (bruit d’amplitude proche de l’expérience). Les valeurs estimées sont très proches 
de celles du modèle direct, validant la méthodologie d’estimation. Les coefficients de la matrice 
de corrélation 𝜌𝑖𝑗 sont également calculés à l’aide de l’équation (6) où 𝜎𝛽𝑖𝛽𝑗, 𝜎𝛽𝑖 et 𝜎𝛽𝑗 sont les 
éléments de la matrice de covariance sur l’erreur de mesure [13]. Le Tableau 1 montre que les 
valeurs sont bien estimées. De plus, les coefficients de corrélation confirment l’analyse, tout 
particulièrement entre l’amplitude initiale A et le temps de relaxation 𝜏0. 
 𝜌𝑖𝑗 = 𝜎𝛽𝑖𝛽𝑗𝜎𝛽𝑖𝜎𝛽𝑗 (6) 

 
Tableau 1 : bilan des données physiques d’entrée initiales et estimées à partir de mesures 

bruitées. 
 𝑟0, mm A, mm f, Hz 𝜑, rad 𝜏0, s 𝜂, mPa·s 

Valeurs 
initiales 

2,00 1,00 0 𝜋 0,112 50 

Valeurs 
estimées 

≈ 1,00 ≈ 0,015 ≈ 200 ≈ -0,005 ≈ 0,277 ≈ 4,99 

Coefficients 
corrélation 

𝜌𝑟0𝜏0= 0,014 𝜌𝐴𝜏0 = -0,712 𝜌𝑓𝜏0 = -0,011 𝜌𝜑𝜏0 = 0,016 

 
4. Résultats et discussion 
4.1. Estimation à partir de résultats expérimentaux 
 

Des essais ont été effectués sur des échantillons de fer (pureté 99,99 %) et les deux 
possibilités d’utiliser le modèle direct ont été considérées en vue de l’estimation (voir § 3.1). 
La masse volumique du fer est donnée selon l’équation (7) [16], où pour T = 293 K le résultat 
correspond à celui donné par |17]. 
 

  
Figure 5 : rayons expérimentaux et estimés à 
partir du modèle complet (1) pour une sphère 
de fer liquide (1 855 K).  

Figure 6 : rayons expérimentaux et estimés à 
partir de l’enveloppe de la fonction (1) pour 
une sphère de fer liquide (1 855 K). 
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La Figure 5 présente un exemple d’estimation avec le modèle complet et la Figure 6 avec 

l’enveloppe de la fonction (1). Le Tableau 2 regroupe l’ensemble des estimations pour cet essai. 
 𝜌𝐹𝑒(𝑇) = 8 013 − 0,56 𝑇 (7) 
 

Tableau 2 : bilan des estimations avec les deux modèles théoriques et comparaison avec la 
littérature. 

 𝑟0, mm A, mm f, Hz 𝜑, rad 𝜏0, s 𝜼, mPa·s 
Modèle 
complet 

1,196 0,023 207 0,02 0,164 12,13 

Modèle 
enveloppe 

1,198 0,031 - - 0,441 8,96 

Modèle de Mills [16] 5,17 
 

Il apparaît que les résultats d’estimation de la viscosité sont différents avec les deux modèles, 
mais aussi par rapport à la littérature où une formulation de la viscosité pour le fer en fonction 
de la température est proposée par Mills [16] basée sur des mesures expérimentales : 
 

 
La recherche des extrema pour la méthode avec l’enveloppe est tributaire du bruit de mesure 

comme on peut le voir sur la Figure 6, ce qui pourrait avoir une incidence non-négligeable sur 
l’estimation. Cependant, quelle que soit la méthode employée, ces résultats sont représentatifs 
de l’ensemble des tests exploitables et présentés sur le fer (▲ sur la Figure 7). La tendance 
globale est d’être systématiquement au-dessus de la littérature d’un facteur 2 voire 3. Dès lors, 
nous avons développé un modèle numérique multiphysique de l’expérience pour mieux 
comprendre l’influence de la gravité et du gaz de lévitation, qui sont deux paramètres non pris 
en compte dans la solution analytique (1). 
 

 
Figure 7 : comparaison entre les viscosités estimées et celles de la littérature [16]. 

 
4.2. Estimation à partir de simulation numérique 
 

Trois simulations numériques résolvant avec Comsol Multiphysics® les équations 
hydrodynamiques dans le métal fondu et le gaz sustentateur [3] calculent l’évolution du rayon 

𝜂(𝑇) = 10−0,622+2 478𝑇  (8) 
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(grâce à une méthode à maillage mobile) d’une goutte de fer liquide de même caractéristique 
que précédemment (𝜂 = 5 mPa·s,  = 7800 kg·m-3) selon trois configurations expérimentales 
différentes : i) lévitation avec gaz et gravité ; ii) lévitation en impesanteur avec gaz ; iii) 
lévitation en impesanteur sans gaz. Le premier cas est le même qu’expérimentalement, les deux 
suivants pourraient correspondre à une expérience dans l’ISS [11] avec et sans gaz environnant. 
Les données d’entrée sont les mêmes qu’au § 3.1. Les Figures 8 à 10 ainsi que le Tableau 3 
présentent et synthétisent les résultats d’estimation pour les trois tests. 
 

   
Figure 8 : simulation et 
estimation pour l’expérience 
sous gravité et avec gaz. 

Figure 9 : simulation et 
estimation pour l’expérience 
impesanteur avec gaz. 

Figure 10 : simulation et 
estimation pour l’expérience 
impesanteur sans gaz. 

 
Tableau 3 : synthèse des estimations pour les trois simulations numériques. 

 𝑟0, mm A, mm f, Hz 𝜑, rad 𝜏0, s 𝜼, mPa·s 
Données 
d’entrée 

1,000 - 220 - - 5,00 

Gravité 
avec gaz 

1,039 0,049 217 1,66 0,114 14,77 

Impesanteur 
avec gaz 

1,000 0,013 225 1,54 0,267 5,84 

Impesanteur 
sans gaz 

1,000 0,026 228 1,49 0,315 4,95 

 
Les estimations, avec les simulations, sont fidèles à l’expérience : gravité avec gaz, et 

donnent approximativement les mêmes résultats : une viscosité surévaluée par rapport à la 
littérature et surtout très différente de celle d’entrée (5 mPa·s). La suppression de la gravité 
apporte cette fois-ci des résultats satisfaisants par comparaison avec les données d’entrée. Il est 
à noter que l’estimation sans le gaz environnant permet d’obtenir une viscosité relativement 
proche de celle initiale. 

Au vu de cette partie numérique, il est clair que le modèle théorique utilisé dans cette étude 
et pour notre expérience de lévitation aérodynamique ne semble pas adapté à l’estimation 
directe de la viscosité du fer, contrairement à la tension de surface et à la masse volumique. Il 
sera donc nécessaire de s’orienter vers des modèles plus complets prenant en compte les effets 
de la gravité ou d’une force externe (ici le gaz sustentateur) [18]. 
 
Conclusion 
 

Cette communication est dédiée à l’estimation de la viscosité du fer liquide sous forme de 
sphère à l’aide d’un dispositif de lévitation aérodynamique. Le matériau testé ici est le fer. À 
partir de mesures d’évolution du rayon des gouttes liquides au cours du temps, la viscosité est 
estimée par techniques inverses par minimisation de l’erreur quadratique entre les rayons 
expérimentaux et ceux proposés par un modèle analytique. Les résultats ont montré une 
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surestimation de la valeur du paramètre à partir du modèle analytique de l’oscillateur 
couramment rencontré dans la littérature, laquelle, notons-le, ne précise pas systématiquement 
les conditions expérimentales telles que la présence d’un gaz environnant, sa nature et les 
incertitudes associées. Dès lors, une simulation numérique de l’expérience a été développée 
avec possibilité d’influer sur la gravité, la nature et la présence du gaz. Les estimations 
comparatives concordent avec celles effectuées à partir des résultats expérimentaux. 
Cependant, la suppression de la gravité dans le modèle, puis du gaz environnant tend à obtenir 
des valeurs de viscosité proches de celles de la littérature accréditant l’hypothèse que le modèle 
d’oscillateur amorti simple est perturbé par le flux gazeux de lévitation et ne suffit pas à 
représenter convenablement l’expérience de lévitation. 

Une perspective à explorer consisterait à utiliser le modèle numérique pour déterminer une 
nouvelle loi valide pour notre expérience et permettant ainsi la détermination de la viscosité 
malgré la présence de gravité. 
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Résumé - L’érosion éolienne compromet les performances énergétiques des systèmes à énergie solaire 

en diminuant la transmittance des verres sodo-calciques employés. La gravité de l’érosion peut être 
quantifiée au moyen de la réflectance bidirectionnelle. Cette dernière est fournie en exploitant les 

capacités métrologiques des caméras thermiques LWIR-Vox. L’approche développée est non-intrusive 

et non-destructive. Ce résultat ouvre la possibilité de développer un nouvel outil pour la cartographie 

de surfaces vitreuses exposées afin de localiser les zones érodées et d’en indiquer leur sévérité. 

Nomenclature 

!! Réflectance directionnelle hémisphérique "# Transformée de Fourier 

!"
 Composante spéculaire de la réflectance ! Amplitude du fondamental du spectre 

!!
 Composante diffuse de la réflectance $#$ Réflectance bidirectionnelle 

Φ!
 Signal d’émission %%

 Angle d’incidence 

Φ" Signal réfléchi %& Angle de réflexion 

Os Signal objet en format numérique 

 
  

1. Introduction 

En exploitation, les systèmes à énergie solaire sont soumis à des conditions climatiques 
variables entrainant une dégradation de leurs performances énergétiques dans le temps. Du 
fait de son faible coût et de ses propriétés optiques adaptées, le verre sodo-calcique est 
intensivement utilisé dans ces systèmes (panneaux photovoltaïques, chauffe-eau solaires, 
miroirs à concentrateur, etc…). Le verre étant exposé aux agressions climatiques, il s’opacifie 
naturellement dans le temps. Il en résulte principalement une diminution de sa transmittance 
dans le visible affectant considérablement l’efficacité énergétique des systèmes. Parmi tous 
les processus d’altération, l’érosion est la plus sévère, car elle est irréversible et 
particulièrement intense là où la ressource solaire est abondante (milieux arides ou désertiques 
associés à des vents forts) [1]. À l’heure actuelle, les moyens de contrôle sur site sont 
essentiellement de proximité (tests électriques et contrôles visuels). À l’échelle d’une 
installation étendue, ces contrôles prennent beaucoup de temps et ne permettent pas une 
détection précoce des altérations. Nos travaux visent à développer un outil de contrôle non-
destructif et non-intrusif exploitant les capacités métrologiques et d’imagerie des caméras 
thermiques. Dans un premier temps, nous avons mis en œuvre l’indicateur émissivité 
apparente à travers une approche thermique. Cependant, cette approche est intrusive et reste 
difficilement utilisable en conditions in-situ [2]. La réflectivité bidirectionnelle en régime 
oscillant devrait pallier cette insuffisance. Nous avons choisi de tester ses capacités pour la 
détection de l’érosion éolienne chez des verres sodocalciques. L’érosion affecte la réflectivité 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-011
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et l’absorptivité des surfaces. Dans cet article, nous caractériserons les effets de l’érosion sur 
la réflectance spectrale des verres. Nous montrerons ensuite que la réflectivité bidirectionnelle 
présente une forte sensibilité à l’érosion. La corrélation de la réflectivité bidirectionnelle avec 
la transmittance dans le domaine du visible sera établie, permettant d’évaluer la gravité de 
l’érosion en termes des performances énergétiques des systèmes. L’exploitation de la 
réflectance bidirectionnelle LWIR pour la cartographie de l’état physico-chimique des 
surfaces sera discutée en conclusion. 

2. Échantillons érodés 

Nous avons érodé des plaques de verre sodo-calcique au moyen d’une sableuse 
industrielle. Le processus d’érosion est expliqué dans la référence [2]. Une caractérisation en 
transmittance [300nm – 2800nm] est également effectuée dans la référence [2]. Un examen 
visuel nous a permis de délimiter une surface dont l’érosion est observée uniforme. Il est 
ensuite possible de quantifier le % moyen d’érosion par un traitement d’imagerie. Les 
caractérisations présentées dans ce travail se font sur une petite zone choisie aléatoirement. 
Les résultats de chaque caractérisation sont variables, compte tenu de la dispersion locale du 
% de surface érodée. Pour tenir compte de ces aléas, nous avons quantifié l’incertitude de type 
A (k=2) par une analyse statistique de 9 zones représentatives pour chaque échantillon. Le 
résultat est montré dans le tableau 1. 

 

Tableau 1 : % de surface érodée et incertitude de type A (k=2) associée 

3. Réflectances spectrales des verres érodés 

L’érosion affecte la réflectivité et l’émissivité des surfaces. Le but de ce paragraphe est 
d’observer l’évolution de la réflectance directionnelle hémisphérique, de sa composante 
spéculaire et de l’émissivité avec le pourcentage de surface érodée dans le domaine infrarouge 
[2 µm, 20µm]. La réflectance spectrale directionnelle hémisphérique est quantifiée au moyen 
du spectromètre « Perkin Elmer FTIR Spectrometer Frontier » équipé d’une sphère intégrante 
« Pike ». Chaque spectre enregistré est l’accumulation (moyenne) de 64 spectres consécutifs. 
L’émissivité du verre est ensuite déduite de la mesure de la réflectance hémisphérique. La 
composante spéculaire de la réflectance est mesurée par le module « 10Spec » du 
spectromètre à un angle d’incidence de 10° de la normale. Les réflectances spéculaire et 
diffuse sont les deux composantes de la réflectance directionnelle hémisphérique. Si "! 
désigne la composante spéculaire et "" la composante diffuse, alors la réflectance 
directionnelle hémisphérique ## est donnée par : 

"$ $ "! % "" (1) 
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Ayant quantifié la réflectance directionnelle hémisphérique et sa composante spéculaire, la 
composante diffuse est calculée en utilisant l’équation 1. Dans la figure 1, nous comparons la 
contribution de la réflexion spéculaire et de la réflexion diffuse pour un échantillon non érodé 
et dans la figure 2 pour un verre érodé à &'(. 

  

Figure 1 : Contribution de la réflexion 
spéculaire/diffuse pour un verre non érodé 

Figure 2 : Contribution de la réflexion 
spéculaire/diffuse pour un verre érodé à "#$ 

Nous observons une forte signature spectrale des effets de l’érosion dans la bande LWIR 
[8 ; 14µm]. À 48% d’érosion, nous constatons également que la réflectance directionnelle 
hémisphérique est principalement portée par sa composante spéculaire même si la 
contribution diffuse est déjà effective. Les extrema en réflectance et en émissivité sont 
observés à une longueur d’onde de ) $ *+&,-.. Une analyse fine des contributions 
spéculaire et diffuse en fonction du pourcentage d’érosion est présentée dans la figure 3. 

 

Figure 3 : Évolution en valeurs absolues de la réflectance spéculaire et de la réflectance diffuse en 
fonction du pourcentage de surface érodée à % & '(")*+, 

Les contributions spéculaire et diffuse de la réflexion varient avec le pourcentage de 
surface érodée. La composante spéculaire de la réflectance diminue alors que la composante 
diffuse augmente. Cependant, la diminution de la composante spéculaire en valeur absolue, 
est plus prononcée : la réflectance directionnelle hémisphérique diminue avec l’érosion. Elle 
est compensée par une augmentation de l’émissivité dans la bande LWIR. 

En conclusion, la réflectivité bidirectionnelle LWIR se révèle pertinente pour la détection 
de l’érosion chez le verre du fait 1. elle est portée principalement par la composante 
spéculaire de la réflectance 2. les effets de l’érosion ont une signature importante dans la 
bande [8µm, 14 µm]. 
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4. Réflectivité bidirectionnelle LWIR 

La réflectivité bidirectionnelle est quantifiée de manière indépendante en irradiant un 
échantillon par un environnement thermique oscillant. L’approche expérimentale consiste à 
émettre un flux pseudo-sinusoïdal /% à une fréquence stabilisée. Une partie de ce signal sera 
réfléchie par la cible. On appellera le signal réfléchi /&. Ce dernier sera enregistré par une 
caméra thermique LWIR [8.1µm, 13.0µm]. Le principe de la mesure est présenté dans la 
figure 4. 

 

Figure 4 : Mesurage de la réfectivité bidirectionnelle. Les angles d’incidence et de réflexion sont 
sensiblement identiques 

Les thermosignaux sont analysés à partir d’enregistrements vidéos. La vidéo d’émission 
consiste à quantifier le thermosignal d’émission. La quantification se fait en deux étapes 
avant/après caractérisation. Dans la première étape, nous positionnons le corps noir + hacheur 
face à la caméra A325sc à environ 30cm, ce qui correspond au même chemin optique 
d’émission. Nous enregistrons la vidéo d’émission. Nous extrayons les données de la cavité 
du corps noir sous forme des vecteurs (temps, thermosignal). Nous déterminons ainsi le 
chronogramme du signal d’émission contenant environ 8 cycles (512 points). Nous 
appliquons la transformée de Fourier numérique du chronogramme fenêtré (Hann). L’outil 
nous donne l’amplitude des composantes fréquentielles du thermosignal d’émission. En fin 
d’acquisition, nous répétons l’analyse afin de vérifier la stabilité du thermosignal d’émission. 
Grâce à la stabilité du corps noir, nous n’observons aucune variation significative sur la durée 
de 10 minutes. En mesure en réflectivité, la caméra est positionnée au moyen de repères 
assurant une reproductibilité de la distance et de l’angle d’observation. La quantification du 
thermosignal réfléchi résulte du même traitement que celui appliqué sur le thermosignal 
d’émission. 

Les vidéos sont enregistrées à une fréquence trame compatible avec la fréquence du 
hacheur. Le rapport des amplitudes des signaux à la fréquence fondamentale ! nous donne la 
réflectance bidirectionnelle dans la bande spectrale de la caméra : 

0'" $
!12345(67

!12345)67
 (2) 
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5. Hacheur infrarouge 

Un soin particulier a été apporté dans la conception du disque équipant le hacheur : on 
recherchera un rapport entre le fondamental et le premier harmonique le plus grand possible 
dans le but d’optimiser l’exactitude de mesure des fondamentaux utilisés dans le calcul de 
0'" (eq. 2). Le hacheur utilisé est du modèle « model SR540 chopper controller ». Les 
disques disponibles sont ajourés : en rotation, ils produisent dans l’état une irradiation carrée 
dont le rapport fondamental/1er harmonique est de 3 :1. À l’aide d’une l’imprimante 3D 
« stratasys F170 » [3], nous avons imprimé un disque sous la forme de deux demi-lunes 
(figure 5) produisant une irradiation pseudo-sinusoïdale dont le rapport est de 6 :1 (figure 6). 

La qualité du dispositif est conditionnée par l’exactitude et la stabilité de la source 
infrarouge utilisée : c’est pourquoi nous associons le hacheur au calibrateur de thermomètres 
« Fluke 9100 S » que nous avons conditionné en corps noir [4]. L’exactitude en température 
d’émission est de 89:;<=9>? et la stabilité est de 89:;:,9>? à 50°C [5]. L’émissivité de la 
cavité est :+*'' 8 :+::'. La cavité exploitée présente un diamètre de 6,4 mm tandis que 
l’ouverture maximale des demi-lunes est de 6 mm. 

 

Figure 5 : Corps noir et hacheur permettant de produire un signal pseudo-sinusoïdal  

Ce dispositif délivre une irradiation pseudo-sinusoïdale (figure 6) 

  

Figure 6 : Chronogramme  et spectre du thermosignal d’émission. La température de corps noir 
est réglée à 50°C. Le thermosignal d’émission est moyenné sur une ligne comportant 9 IFOV. Pour le 

calcul du spectre, le chronogramme est fenêtré (Hann) 

Nous obtenons ainsi l’amplitude du fondamental du signal d’émission. On remarquera le 
rapport de 6 :1 entre le fondamental et le premier harmonique, améliorant le rapport 
signal/bruit produit par les demi-lunes comparé à celui produit par des fentes rectangulaires. 

Hacheur op+que

Cavité corps noir
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6. Dispositif expérimental 

Le dispositif comporte le hacheur infrarouge, un porte-échantillon et la caméra LWIR 
modèle A325sc (figure 7). 

  

Figure 7 : Dispositif expérimental Figure 8 : Chemin optique indiquant les angles 
d’incidence et de réflexion ainsi que la distance de travail 

Le dispositif est fixé sur une planche en bois. Compte tenu de l’encombrement du hacheur, 
nous avons ouvert les angles tel que @) $ @( A &:> par rapport à la normale. Les références 
[6, 7] montrent que les caractéristiques directionnelles restent constantes chez les matériaux 
isolants ou diélectriques comme le verre tant que les angles d’observation restent inférieurs à 
60°. On attend donc le même comportement concernant la réflectance bidirectionnelle. La 
distance normale entre la caméra/hacheur et le porte échantillon est d’environ 20 cm. Afin de 
limiter la dérive thermique de la caméra durant l’expérimentation, elle est thermostatée dans 
une boite froide [4]. Pour la mesure du signal réfléchi, nous appliquons le même traitement 
que celui du signal d’émission (figure 6). Le résultat est présenté dans la figure 9. 

  

Figure 9 : Chronogramme  et spectre du thermosignal de la réflexion. Le thermosignal de 
réflexion est moyenné sur une ligne comportant 9 IFOV. Pour le calcul du spectre, le chronogramme 

est fenêtré (Hann) 

Nous obtenons ainsi l’amplitude du fondamental du signal réfléchi. Le rapport entre les 
deux amplitudes, utilisant l’équation 2 nous donne la valeur de la réflectivité bidirectionnelle. 
On évitera autant que faire se peut un échauffement de l’échantillon qui entacherait 
l’amplitude du fondamental d’une contribution émissive synchrone du signal réfléchi. 
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7. Érosion et réflectivité bidirectionnelle  

Nous avons caractérisé différents échantillons de verre sodo-calcique avec différents taux 
d’érosion. Les résultats de la réflectivité bidirectionnelle sont illustrés dans la figure 10. 

 

Figure 10 : Réflectivité bidirectionnelle en fonction de la surface érodée. L’incertitude combinée 
sur -"! est de l’ordre de ./$0 Les incertitudes sur le % de surface érodée sont indiquées dans le 

tableau 1 

Nous observons que la réflectivité bidirectionnelle est sensible à l’érosion du verre. Cette 
variation est linéairement décroissante en fonction du taux d’érosion de la surface. Le 
coefficient de sensibilité de la réflectance bidirectionnelle est donné par B 0'"C D E0'" EFC  où 
F désigne le pourcentage de surface érodée. Le coefficient varie de :+:B9(*+ (surface érodée 
à 19%) jusqu’à :+B,9(*+ (surface érodée à 99,9%). La réflectivité bidirectionnelle se 
positionne dans la catégorie des mesurandes intéressants pour détecter ce type de défauts. 

8. Réflectivité bidirectionnelle et transmittance optique du verre 

Dans la figure 11, nous présentons la relation de corrélation entre la transmittance [300 nm 
– 2800 nm] et la variation de la réflectivité bidirectionnelle. 

 

Figure 11 : Transmittance [300 nm – 2800 nm] versus la réflectivité bidirectionnelle 

Le raccordement à la transmittance du verre dans le visible permet une évaluation de la 
gravité de l’érosion. Nous observons une variation linéaire, ce qui permet de déduire 
facilement l’impact sur la production énergétique à partir de la réflectivité bidirectionnelle. 
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9. Conclusions 

La réflectance des verres érodés présente une signature spectrale caractéristique dans la 
bande LWIR. L’érosion produit une suppression progressive de la réflectance spéculaire. De 
ce fait, l’indicateur réflectivité bidirectionnelle LWIR rend compte avec une très bonne 
sensibilité des effets de l’érosion. Chez les verres, la variation de la réflectance spéculaire est 
modérée compte tenu de l’émissivité LWIR élevée de ce matériau (de l’ordre de 0,83). Si la 
signature spectrale de l’érosion est indépendante de la nature des matériaux (cela reste à 
vérifier dans un prochain travail), on peut s’attendre à des variations absolues d’autant plus 
importantes que l’émissivité nominale des surfaces est petite : la réflectance devrait permettre 
une détection encore plus fine des effets de l’érosion dans la plupart des surfaces d’émissivité 
LWIR inférieure à 0,8. La cartographie en réflectance bidirectionnelle LWIR ne pose en 
pourcentage aucun problème spécifique. Le réflectogramme fournira à terme une vue 
d’ensemble de l’état physico-chimique des surfaces scrutées (nous avons vérifié que les effets 
de la chaleur humide sur les verres sodocalciques sont aussi détectables en réflectivité 
bidirectionnelle). L’indicateur graphique est à priori productible in situ dans une approche 
totalement non intrusive et non destructive au moyen d’un appareillage simple que l’on 
s’efforcera de rendre compact et autonome. L’utilisation d’un environnement thermique 
oscillant améliore le rapport signal/bruit tout en s’affranchissant de toutes les contributions 
radiatives statiques sur la durée de mesure (en particulier la température d’émission de la 
cible). La résolution spatiale de mesure est contrainte par la règle des « 3x3 IFOV » mais reste 
adaptable par le choix des optiques commercialement disponibles chez les caméras LWIR. 
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1Nantes Université – UMR CNRS 6607 - Laboratoire de Thermique et Energie de Nantes – Rue

Christian Pauc – 44300 Nantes Cedex 3
2 Energy and Thermofluid Group, The International University of Beirut BIU, Beirut P.O. Box 146404
∗(auteur correspondant : rita.moussallem@univ-nantes.fr)

Résumé - L’objectif principal de cette étude est de développer une méthode inverse permettant

d’identifier la conductivité thermique des matériaux polymères durant leur transformation. Le principe

de cette méthode consiste à minimiser l’écart quadratique entre l’évolution mesurée de la température

du matérieu durant sa transformation et les résultats numériques obtenus à partir d’un modèle basé

sur une méthode de différences finies. Un algorithme d’optimisation hybride combinant une méthode

stochastique avec une méthode déterministe est adopté pour identifier la conductivité thermique en

fonction de deux champs. Les premiers résultats obtenus permettent de décrire la variation de cette

propriété en fonction de la température T et de la cristallinité relative α de la matrice thermoplastique.

Nomenclature

T Température, K
K Coefficient de Nakamura, s−n

x Épaisseur, mm
R Résistance thermique de contact, m2.K/W
cp Chaleur spécifique, J/(kg.K)
∆H Enthalpie de cristallisation, J/kg
Symboles grecs

α Cristallinité relative

λ Conductivité thermique, W/(m.K)
ρ Masse volumique, kg/m3

Indices et exposants

n Exposant d’Avrami

Nak Modèle de Nakamura

1. Introduction

La maı̂trise de la qualité finale des produits industriels nécessite de connaı̂tre de façon très

fine le comportement des matériaux durant les différentes phases de leur fabrication. Ainsi,

la modélisation précise des transferts thermiques durant les procédés de fabrication est indis-

pensable. Cependant, cette modélisation exige une connaissance et une caractérisation fidèle

des propriétés thermophysiques des matériaux telles que la conductivité thermique, la chaleur

spécifique et le volume spécifique, durant les différentes étapes de production. Actuellement,

ces propriétés sont bien identifiées à l’état solide mais, dans le cas de la conductivité thermique,

sa mesure à l’état fondu (pour les polymères thermoplastiques) et durant sa transformation ne

sont pas maı̂trisées. La cristallinité relative des polymères thermoplastiques a une influence

significative sur leur comportement thermique. En effet, ses propriétés thermophysiques sont

dépendantes de la fraction solidifiée et de la température. Les méthodes de caractérisation tra-

ditionnelles ont été largement employées pour estimer les variations des propriétés thermophy-

siques des polymères amorphes et semi-cristallins en fonction de la température [1] [2] [3]

[4]. Des expériences de caractérisation ont été précédemment réalisées dans le but d’évaluer la

https://doi.org/10.25855/SFT2023-020
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variation de ces propriétés en fonction de la température et du taux de cristallisation [5] [6].

Ces études ont utilisé des méthodes discrètes permettant d’estimer les propriétés thermophy-

siques des polymères semi-cristallins dans leurs états finals avec un pourcentage de cristallisa-

tion défini à l’état solide.

L’utilisation des méthodes inverses en thermique vise souvent à identifier les propriétés thermo-

physiques d’un matériel dans son état final [7] [8] [9] [10]. Ainsi, ces méthodes d’estimation ont

été utilisées pour identifier une valeur fixe pour chaque propriété au lieu d’identifier un profil

évolutif avec la température.

Des protocoles expérimentaux ont été précédemment mis au point pour identifier la variation

de la conductivité thermique des thermoplastiques en fonction de la température [11] [12]. La

réponse thermique du matériel a été mesurée et implémentée dans une méthode inverse afin

d’estimer les paramètres inconnus. Les valeurs de la conductivité thermique correspondant à

plusieurs niveaux de température ont été identifiées, mais uniquement pour le polymère à l’état

solide et liquide (hors la phase de cristallisation).

L’originalité de la présente étude est traduite par le fait qu’aucune loi de variation n’a été pré-

imposée pour résoudre la méthode inverse. Le modèle établi identifie les propriétés thermophy-

siques en prenant en considération l’évolution de la température et du degré de transformation.

Un modèle numérique décrivant l’évolution de la température couplée avec la cristallisation est

développé. La sensibilité de la réponse thermique aux différentes propriétés thermophysiques

est examinée et la robustesse de l’algorithme d’optimisation est validée.

2. Modèle numérique

2.1. Description et résolution du modèle numérique

Un modèle numérique permettant de simuler le problème thermique a été développé pour la

réalisation de la méthode inverse. Le modèle numérique correspond principalement au refroi-

dissement d’une pièce polymère thermoplastique injectée, de grandes dimensions devant son

épaisseur e = 4 mm. L’équation de la chaleur 1-D prend en compte le flux de chaleur exother-

mique dégagé durant la phase de cristallisation. Le problème thermique est décrit par l’équation

de la chaleur (1) couplée avec celle décrivant la source de chaleur (2).

ρ(α, T )Cp(α, T )
∂T

∂t
=

∂

∂x

(

λ (α, t)
∂T

∂x

)

+ ρ(α, T )∆H
∂α

∂t
∀x ∈]0; e[ ∀t > 0 (1)

∂α

∂t
= n×KNak(T )× (1− α)[−ln(1− α)]1−

1

n ∀x ∈ [0; e] ∀t > 0 (2)

Avec ∆H l’enthalpie de cristallisation, KNak(T ) le coefficient de Nakamura en fonction de

la température et n l’exposant d’Avrami. La forme différentielle de Nakamura [13] [14] a été

simplifiée en une équation plus facile à implémenter et à résoudre numériquement. Levy [15] a

démontré la fiabilité et la précision d’écrire la cinétique de cristallisation sous la forme suivante :

∂α

∂t
= KNak(T ).G(α) ∀x ∈ [0; e] ∀t > 0 (3)

Avec G(α) une fonction normalisée sur l’intervalle [0,1]. Une résistance thermique de contact

de 10−2 m2.K/W est considérée entre le polymère et le moule. Cette valeur est basée sur les
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travaux réalisées par Le Mouellic et al. [16] sur le banc que nous utiliserons. Les conditions aux

limites prennent en considération ce contact imparfait et sont écrites sous les formes suivantes :

−λ(α, T )
∂T

∂x
= −

T − Tmoule

R1

en x = 0 ∀t > 0 (4)

−λ(α, T )
∂T

∂x
=

T − Tmoule

R2

en x = e ∀t > 0 (5)

Les conditions initiales du problème thermique sont les suivantes :

T (x, t = 0) = 573.15 K ∀x ∈ [0; e] (6)

α(x, t = 0) = 0 ∀x ∈ [0; e] (7)

Ce problème thermique est discrétisé par différences finies. Le schéma de Crank-Nicolson

est adopté pour discrétiser le modèle unidimensionnel. Les équations numériques couplées à

résoudre sont alors :

T k+1 = [Ak+1]−1
× (Bk+1

× T k + b) (8)

αk+1 = αk +∆t×KNak(T
k+ 1

2 )×G(αk+ 1

2 ) (9)

Avec A et B des matrices tridiagonales contenant les termes de conduction et b le vecteur

de cristallisation et de conditions aux limites. L’équation de la chaleur étant couplée avec la

cinétique de cristallisation, un calcul itératif est exécuté pour modéliser le comportement ther-

mique du polymère. Initialement, les valeurs à tk+1 sont considérées égales à celles à tk. Par la

suite, la température et la cristallinité relative à tk+1 sont calculées en résolvant les équations

(8) et (9). A chaque pas de temps, les calculs sont répétés tant que la différence de température

et de cristallinité relative entre deux itérations successives est supérieure à 10−3K et 10−6 res-

pectivement. Le problème thermique est résolu en utilisant l’algorithme de Thomas puisque les

matrices A et B sont tridiagonales [17].

2.2. Évaluation du modèle numérique

Le modèle numérique consiste à simuler la phase de refroidissement d’un Polyamide 66

injecté à une température de 573 K dans un moule en acier à 293 K. La cinétique de cristal-

lisation du PA 66 a été étudiée par Faraj [18] ainsi que ses propriétés thermophysiques. Dans

le but d’évaluer le modèle numérique développé, des lois de mélanges ont été classiquement

appliquées pour résoudre le problème thermique. La conductivité thermique et l’inertie ther-

mique volumique sont décrites par les équations (10) and (11) avec ”sc” et ”a” désignant la

phase semi-cristalline et amorphe respectivement. Rappelons ici que le but ultime de nos tra-

vaux est de nous affranchir de ces modèles comportementaux, particulièrement dans le cas de

la conductivité thermique pour laquelle une loi de mélange n’a pas de sens ... même si elle est

très couramment utilisée.

λ(T, α) = λsc × α + λa × (1− α) (10)

ρCp(T, α) = ρCpsc
× α + ρCpa

× (1− α) (11)
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La résolution du problème thermique permet de simuler l’évolution de la température et de

la cristallinité relative à différentes positions dans l’épaisseur du polymère. Étant donné que les

conditions aux limites sur les deux frontières sont identiques et que le polymère est isotrope, le

problème thermique est symétrique. Seuls les résultats obtenus sur des points situés entre 0 et e
2

sont présentés sur les Figures 1 et 2.
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Figure 1 : Evolutions de températures pour

différentes positions dans l’épaisseur du po-

lymère

0 50 100 150

Temps (s)

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0.7

0.8

0.9

1

C
ri

s
ta

ll
in

it
é
 R

e
la

ti
v
e
 

x=0 mm

x=0.2 mm

x=0.4 mm

x=0.6 mm

x=0.8 mm

x=1 mm

x=1.2 mm

x=1.4 mm

x=1.6 mm

x=1.8 mm

x=2 mm

Figure 2 : Evolutions de la cristallinité rela-

tive pour différentes positions dans l’épaisseur

du polymère

Une première évaluation de notre modèle est effectuée en comparant ces résultats avec ceux

donnés par le logiciel d’éléments finis ”Comsol Multiphysics”. La méthode de résolution uti-

lisée par ce logiciel est la méthode d’Euler régressive et le couplage entre l’équation thermique

et la cristallisation est réalisé grâce à la librairie développée par Levy [19]. Les mêmes pas d’es-

pace et de temps sont adoptés dans les deux modèles. Les différences de températures et de taux

de cristallisation sont présentées sur les Figures 3 et 4. Les différences de températures restent

inférieures à 1,2 K et celles de taux de cristallisation atteignent un maximum de 0,009, ce qui

justifie que les résultats du modèle numérique sont fiables, comparativement à ceux obtenus sur

un logiciel commercial. Notre modèle numérique peut donc être utilisé dans la méthode inverse

que nous présentons à suivre.
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2.3. Sensibilité aux propriétés thermophysiques

Une étude de sensibilité est requise pour vérifier la faisabilité de l’estimation des paramètres

de notre modèle et reconnaı̂tre les corrélations possibles entre certaines propriétés thermophy-
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siques. La sensibilité réduite de la température par rapport à la conductivité thermique, la cha-

leur spécifique et la masse volumique est calculée avec la formule suivante :

S∗(β, t) =
∂Y (β, t)

∂β
(12)

Avec β le paramètre à identifier et Y la réponse du modèle thermique.

Les résultats obtenus sont présentés sur la Figure 5. L’évolution similaire des courbes de sen-

sibilité signale l’existence d’une corrélation entre les propriétés thermophysiques. Cette consta-

tation définit le problème comme étant mal posé [20]. Dans ce cas, l’identification simultanée

des propriétés est impossible. La méthode inverse sera ainsi appliquée pour identifier unique-

ment la conductivité thermique, grandeur pour laquelle les lois de mélanges sont discutables.
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Figure 5 : Sensibilités réduites de la température

par rapport aux 3 propriétés thermophysiques

Figure 6 : Principe de la méthode inverse

3. Résolution de la méthode inverse

3.1. Description du problème inverse

La résolution du problème inverse est basée principalement sur la minimisation de l’écart

quadratique entre les résultats expérimentaux ou synthétiques et les résultats numériques. Le

concept du problème inverse est illustré sur la Figure 6. L’algorithme d’optimisation continue

à ajuster les valeurs des paramètres inconnus jusqu’à ce que la fonction objectif satisfasse un

critère prédéfini.

La fonction objectif est définie par la formule suivante :

J =
n

∑

i=1

∫ tf

0

(Ti,Experimental(β)− Ti,Numerical(β))
2dt (13)

Avec n le nombre de points auxquels la température est mesurée/calculée, tf la durée de l’expérience

et β l’ensemble des paramètres à identifier.

3.2. Les paramètres inconnus du problème inverse

Le polymère injecté à l’état fondu se refroidit pour se cristalliser et passer de l’état fondu à

l’état solide. Durant la cristallisation, la conductivité est dépendante de la température T et de

la cristallinité relative α. Les valeurs de la conductivité correspondantes aux différentes combi-

naisons de température et de cristallinité relative sont stockées dans une matrice de dimension

m× n.
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...
...

...
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. . .
. . .
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...

λm1 λm2 . . . . . . . . . . . . λmn−1 λmn











(14)

Cette matrice est définie pour les n niveaux de température et les m niveaux de cristalli-

nité relative. En phase solide et liquide, le cristallinité relative a une valeur fixe (α = 1 et

α = 0 respectivement). Dans ces conditions, la conductivité est uniquement dépendante de la

température. A l’état liquide et solide, la conductivité thermique est définie par deux vecteurs

contenant les valeurs correspondantes aux niveaux de températures définis pour chacun de ces

cas.

3.3. Algorithme d’optimisation

L’identification des paramètres inconnus peut être réalisée à l’aide d’une méthode d’opti-

misation stochastique ou déterministe. Étant donné que le problème thermique est non linéaire

et possède un grand nombre d’inconnus, un algorithme stochastique est adopté pour éviter la

convergence vers un minimum local. Les approches méta-heuristique utilisée dans cette étude

sont l’optimisation par essaim de particules (PSO) [21] et algorithme génétique (GA) [22]. Les

valeurs optimisées par l’algorithme stochastique seront implémentées comme valeurs initiales

dans un algorithme déterministe de premier ordre de type simplexe.

3.4. Résultats

3.4.1. Sans bruit synthétique

Les premiers essais d’estimation sont réalisés sans ajout de bruit synthétique sur les résultats

numériques. Le tableau 1 regroupe les différences relatives maximales entre les valeurs ”vraies”

de la conductivité et les valeurs estimées par PSO et GA. On remarque que l’algorithme génétique

est susceptible d’estimer les valeurs de la conductivité thermique avec plus de précision que

l’identification par essaim de particules.

Phase PSO GA

Solide 3.004% 1.107%
Durant la cristallisation 20.15% 6.41%
Liquide 3.87% 0.196%

Tableau 1 : Différences relatives maximales entre les valeurs ”vraies” de la conductivité et les valeurs

estimées par PSO et GA

3.4.2. Avec bruit synthétique

Plusieurs niveaux de bruit de mesures ont été ajoutés aux résultats numériques. Une minimi-

sation hybride couplant l’algorithme génétique et le simplexe est utilisée pour ces estimations.

Les erreurs relatives des résultats obtenus sont présentés sur les Figures 7, 8, 9 et 10. La marge

d’erreur obtenue avec les différents niveaux de bruit ajoutés confirme la validité et la robustesse

de l’algorithme d’identification.
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Figure 7 : Erreurs relatives sur les résultats ob-

tenus avec un bruit de 0.01 °C
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Figure 8 : Erreurs relatives sur les résultats ob-

tenus avec un bruit de 0.025 °C
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Figure 9 : Erreurs relatives sur les résultats ob-

tenus avec un bruit de 0.1 °C
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Figure 10 : Erreurs relatives sur les résultats

obtenus avec un bruit de 0.3 °C

4. Conclusion

Une méthode originale d’identification de la conductivité thermique d’un polymère thermo-

plastique en fonction de la température et de la cristallinité relative est présentée dans cet article.

Un modèle numérique décrivant la cristallisation d’un thermoplastique a été développé et com-

paré avec Comsol Multiphysics. Après comparaison des résultats d’identification obtenus avec

un algorithme d’optimisation par essaim de particules et ceux obtenus à l’aide d’un algorithme

génétique, ce dernier a convergé vers de meilleurs résultats pour ce problème thermique in-

verse. Ce travail constitue l’étape préliminaire de l’identification expérimentale. Le protocole

expérimental développé par Le Mouellic et al. [16] a été utilisé pour mesurer l’évolution de

la température au niveau de différents points d’un polymère injecté durant son refroidissement.

Les mesures seront implémentées dans la méthode d’identification développée afin d’estimer

les valeurs de la conductivité thermique. Les résultats obtenus permettront de visualiser le

”vrai” profil d’évolution de la conductivité durant la phase de cristallisation. Des manipula-

tions expérimentales sont en cours d’exécution pour enregistrer le comportement thermique du

polymère et finaliser la méthode inverse. Le profil d’évolution de la conductivité thermique sera

ensuite implémenté dans le modèle numérique afin de comparer les températures simulées avec

les mesures expérimentales. Cette comparaison permettra de vérifier la crédibilité des résultats

de la méthode inverse et de valider définitivement notre modèle. L’étape suivante consistera à

appliquer cette nouvelle méthode d’identification sur des matériaux composites à matrice ther-

moplastique pour identifier la variation de la conductivité thermique durant leur cristallisation.
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Références

[1] W N Dos Santos. Thermal properties of melt polymers by the hot wire technique. Polymer

Testing, 24(7) :932–941, 2005.

[2] W N Dos Santos, CY Iguchi, and R Gregorio Jr. Thermal properties of poly (vinilidene

fluoride) in the temperature range from 25 to 210 c. Polymer testing, 27(2) :204–208,

2008.

[3] W N Dos Santos, J A De Sousa, and R Gregorio Jr. Thermal conductivity behaviour of

polymers around glass transition and crystalline melting temperatures. Polymer Testing,

32(5) :987–994, 2013.

[4] J Blumm and A Lindemann. Characterization of the thermophysical properties of molten

polymers and liquids using the flash technique. High Temp. High Press, 35(36) :627, 2003.

[5] HA Bioki, Z Mirbagheri, F Tabbakh, G Mirjalili, et al. Effect of crystallinity and irradia-

tion on thermal properties and specific heat capacity of ldpe & ldpe/eva. Applied Radiation

and Isotopes, 70(1) :1–5, 2012.

[6] L Bai, X Zhao, R-Y Bao, Z-Y Liu, M-B Yang, and W Yang. Effect of temperature,

crystallinity and molecular chain orientation on the thermal conductivity of polymers : a

case study of plla. Journal of Materials Science, 53(14) :10543–10553, 2018.

[7] I Philippi, J C Batsale, D Maillet, and A Degiovanni. Measurement of thermal diffusivities

through processing of infrared images. Review of scientific instruments, 66(1) :182–192,

1995.

[8] E Ruffio, D Saury, and D Petit. Robust experiment design for the estimation of thermo-

physical parameters using stochastic algorithms. International journal of heat and mass

transfer, 55(11-12) :2901–2915, 2012.
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base d’une résine thermoplastique (Polyamide 66). PhD thesis, Nantes, 2016.

[19] A Levy. A novel physics node for nakamura crystallization kinetics. Int. J. Numer. Me-

thods Eng, 80 :425–454, 2016.

[20] H W Engl, M Hanke, and A Neubauer. Regularization of inverse problems, volume 375.

Springer Science & Business Media, 1996.

[21] R Eberhart. James. kennedy, particle swarm optimization. In Proceedings of the IEEE

international conference on neural networks, Australia, volume 1948, 1942.

[22] J H Holland. Genetic algorithms. Scientific american, 267(1) :66–73, 1992.

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

373



Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

374



Thermal parameter estimation of mold in petri dishes 
by application of flashlight and thermal camera 
measurements 
 
Luiz F. S. FERREIRA1, Thomas PIERRE2*, Leonardo A. B. VARON3, Helcio R. B. 
ORLANDE1 
 
1 Université Fédérale de Rio de Janeiro, Politécnica/COPPE, Cidade Universitária, 68502, Rio de 
Janeiro, Brésil. 
2 Univ. Bretagne Sud, UMR CNRS 6027, IRDL, F-56100 Lorient, France. 
3 Univ. Santiago de Cali, Street 5 #62-00, Cali, Colombia. 
*(auteur correspondant : thomas.pierre@univ-ubs.fr) 
 
Abstract – Microbiology standard procedures for bacteria or micro-organisms detection in liquid or 
gas media usually require incubation of the samples for a few days. This work is aimed at the fast 
detection of micro-organisms by photothermal excitation on a plate with culture media that containing 
molds. The temperature is measured with an infrared camera. Temperature variations during the cooling 
period are used for the solution of a parameter estimation problem. The lumped model parameter is 
estimated by Markov Chain Monte Carlo method via Metropolis-Hastings algorithm. 

Nomenclature 
 
Latin letters 𝐴 area, m² 𝑐𝑝  specific heat, J·kg-1·K-1 𝐸 energy, J ℎ heat transfer coefficient, W·K-1·m-2 𝑷 vector parameters 𝑟 radius, mm 𝑇 temperature, °C 𝑡 time, s 

𝐘 measurement vector 
Greek letters 𝛼 Metropolis-Hastings ratio 𝜌  density, kg·m-³ 𝜀 emissivity 𝜎 Stefan–Boltzmann constant, W·m-2⋅K-4 𝜃 nondimensional temperature 𝜋  probability distribution function 
 

 
1. Introduction 

The process of bacteria and microorganisms detecting can take many hours or even days. 
There are an extensive set of techniques used to determine the viability of bacteria, such as 
nucleic acid-based methods, fluorescent dye-based methods, cellular/metabolic properties, and 
culture-based methods [1]. The European standard BS EN 14683 establishes minimum 
requirements for surgical masks used in operating rooms and other areas of healthcare facilities 
to avoid cross-contamination as much as possible. Therefore, a set of procedures is required to 
verify the adequacy of such masks in relation to several aspects. Among them, the procedure 
for calculating the bacterial filtration efficiency (BFE) is of interest, which is obtained by 
exposing plates to a device that sprays a solution with bacteria. After an incubation period of 
48 hours at 37 ± 2 °C, the number of bacterial cultures for each plate is counted. These bacteria 
form on an agar gel Petri dish following a procedure of exposure to a Staphylococcus aureus 
culture diluted in peptone water. After the procedure described and counting the amount of 
bacterial culture in each plate, the average of the BFE of all plates is calculated, thus obtaining 
the filtration efficiency [2]. The complete work focuses on culture-based methods (CBM) to 
perform a count of the number of bacterial cultures that reproduce after the standardized test 
for respective regulation. But, for preliminary approach, the experimental apparatus and the 
algorithms are developed in order to detect, count, and estimate parameters for molds. The 
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objective of this work is to automatically detect microorganisms in a petri plate, more 
specifically mold/fungi given their larger magnitude when compared with bacterial cultures. 
After the detection, estimate thermophysical parameters and dimensions of these organisms. 

2. Mathematical model and inverse problem 

In this work, we use the inverse problem under Bayesian framework to estimate the thermal 
parameters for mold of different sizes in agar gel. This approach needs a direct problem and an 
inverse problem methodology, which is described in this section. The direct problem assumes 
heat exchange between the mold and the medium as a lumped heat transfer, which works quite 
well in small bodies with Biot number less than 0.1. In this modeling approach, the inner 
temperature depends on a simple energy balance between the body and the environment. 
Equation (1) shows this general energy balance: 

 𝑑𝐸 /𝑑𝑡 = 𝐸g − 𝐸conv − 𝐸rad (1) 

where the left-hand term is the stored energy in the volume, the first right-hand term is the heat 
generation considered negligible, the second is the energy lost by convection, and the third item 
is the energy lost by radiation. The heat losses are assumed only due to convective and radiative 
exchanges and negligible in the base of the hemisphere. An illustration of a hemisphere for 
modelling the mold geometry can be seen in Figure 1. 

 
Figure 1: Geometry of a hemisphere. 

Hence, we can write the direct problem as: 

 𝜌𝑐𝑝𝑉 𝑑𝑇 /𝑑𝑡 = −(ℎ𝑟 + ℎ𝐿)𝐴𝑠(𝑇 − 𝑇∞) (2) 

 𝑇(𝑡 = 0) = 𝑇𝑖𝑛𝑖 (3) 

where 𝜌 is the density, 𝑐𝑝 the specific heat, 𝑇∞ is the room temperature (about 22 °C), 𝑇𝑖𝑛𝑖 the 
initial temperature, ℎ𝐿 convective heat transfer coefficient, and ℎ𝑟 is the linearized heat transfer 
coefficient for radiation, given by: 

 ℎ𝑟 ≡ 4𝜀𝜎𝑇∞3 (4) 

Despite ℎ𝑟 depends on the temperature, in the temperature range considered in our 
experiment, the variation for this coefficient is negligible but is considered in the uncertainties 
of the respective parameter. Considering the values of 𝑉 = 2𝜋𝑟3/3 and 𝐴𝑠 = 2𝜋𝑟2 for a 
hemisphere, and changing the variables using ℎ = ℎ𝑟 + ℎ𝐿, and 𝜃(𝑡) = 𝑇(𝑡) − 𝑇∞, the solution 
for equations (2) and (3) is the following expression: 

 𝜃(𝑡) = 𝜃0𝑒−𝑚𝑡 (5) 

 𝑚 = 3ℎ /(𝜌𝑐𝑝𝑟) (6) 

where 𝜃0 = 𝑇𝑖𝑛𝑖 − 𝑇∞, 𝜌𝑐𝑝 is the volumetric heat capacity, and 𝑟 is the radius of the base for 
each mold. 

The Bayesian approach for inverse problems deals with all available information to obtain 
the better estimative for parameters and its uncertainties taking into account prior information 
and the model selected to treat the measurements. All these elements are combined using the 
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B y  ’ theorem (7). The statistical inversion approach is based in some principles: for example, 
all parameters in the model are considered random variables and the solution of the inverse 
problem is the posterior probability distribution [3]. Based on all information available for 
parameters 𝐏 before the measured data is available, we need to select a probability distribution 
function 𝜋(𝐏) that represents the prior information. It is needed to select the likelihood function 𝜋(𝐘|𝐏) for modelling the measurement errors and to develop methods to explore the posterior 
density function, which is the conditional probability distribution given the measurements 𝜋(𝐏|𝐘). 

 𝜋(𝐏|𝐘) ∝ 𝜋(𝐘|𝐏)𝜋(𝐏) (7) 

The Metropolis-Hastings algorithm with separate sampling for the parameters is given by 
the following steps [3], [4]: 

1. Let 𝑡 = 0 and start the Markov chains with the sample 𝐏(0). 
2. Sample candidates 𝑷∗ from the proposal distribution 𝑞(𝐏∗|𝐏(t)). 
3. Compute the Metropolis-Hastings ratio 𝛼(𝐏∗|𝐏(𝑡)) = min [1, 𝜋𝑝𝑜𝑠𝑡(𝐏∗)𝑞(𝐏(𝑡)|𝐏∗)/ ( 𝜋𝑝𝑜𝑠𝑡(𝐏(𝑡))𝑞(𝐏∗|𝐏(𝑡))) ] 
4. Generate a random number with a uniform distribution in (0,1), 𝑈~𝑈(0,1). 
5. If 𝑈 ≤ 𝛼(𝐏∗|𝐏(𝑡)), make 𝐏(𝑡+1)= 𝐏∗. Otherwise, make 𝐏(𝑡+1)= 𝐏(𝑡). 
6. Make 𝑡 = 𝑡 + 1 and return to step 2 to generate the sequence {𝐏(1), 𝐏(2), . . . 𝐏(𝑛)}. 

 
The parameters of the mathematical model considered here are given by equation (8). As 

they are combined to form the parameter 𝑚 in equation (6), they are correlated. The estimation 
of the sole parameter m should be enough, but it is been extended to the three parameters (8). 
The Bayesian inference gives the possibility to evaluate priors on parameters, what cannot 
propose deterministic techniques. The initial temperature 𝜃0 is considered a deterministic 
parameter. The priors are determined and presented in Section 3. 

 𝐏 = [𝜌𝑐𝑝, ℎ, 𝑟]𝑇
 (8) 

3. Materials and Methods 

A thermographic camera FLIR SC660 records the images of a disposable petri plate with  
90 mm diameter and 15 mm high containing about 15 ml of agar gel contaminated with several 
microorganisms initially uncharacterized. Contamination of the sterilized plate is performed by 
opening its lid to ambient air and storing it at an ambient temperature of 23 ± 2 °C for two days.  
 

  
Figure 2: Agar gel plate contaminated with mold and yeasts. Figure 3: Experimental apparatus. 

Figure 2 shows the top view of the plate, with the variety of organisms that grows during the 
incubation period at the specified temperature. The experimental apparatus can be seen in 
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Figure 3, where the camera optical axis is perpendicular to the petri plate, and the flashlight is 
outside of camera field of vision. The plate is positioned between three plastic tips so that the 
image capture position remains the same. There are two height controls, and the camera focus 
can be done automatically or manually. The flashlight is provided by an emitter ATEK LLC 
800 generally used in photography studios, positioned at the top next to thermal imaging 
camera. 

Each pixel from the thermal image corresponds to one temperature measurement and these 
temperatures have associated uncertainties. The minimum element which forms the digital 
image, namely pixel, can represent different sizes for real objects depending on the distance 
between the lens and the object under analysis. The thermal camera used has 640 × 480 pixels 
with 7.5 – 13.0 µm of spectral range and accuracy of ± 1 °C or ± 2 % of reading. A microscope 
micrometer calibration ruler is used to estimate the pixels dimensions based on the captured 
thermal images. This ruler is showed in Figure 4. After several measurements, using all 
graduated scales for vertical and horizontal directions, a value for the basis (horizontally) of 
each pixel is obtained with mean value of 0.264 ± 0.040 mm. In the perpendicular position 
(vertically), the mean value is 0.27 ± 0.02 mm. The error propagation can be calculated to obtain 
the value for the area as 0.07 ± 0.01 mm2·pixel-1. These values are related strictly with the 
specific experimental apparatus, considering 40 cm between the lens and the plate image 
recorded. These calculations must be done every time that the experimental apparatus is 
changed, the distance between lens and plate and the focus configuration is altered. Some 
options are available after the recording for export the camera data in the FLIR Researcher 
software, like digital levels counting (counts), temperature, and radiance. In this work, the major 
interest is related to temperature since the surface emissivities are not known in order to infer 
the temperature measurements directly. In our case, we assume emissivity equals to unity, 
knowing that literature mentions emissivity value of equivalent gel of 0.92 [5]. 

Twenty-two frames are obtained from a thermal video, with about 33 ms between each frame 
and a total duration of 696 ms. The frame with mean temperature peak is considered the initial 
instant for the model, or 𝜃(𝜏 = 0) = 𝜃0. The energy applied by the flashlight is not part of the 
model directly, only the initial mean temperature is, so our problem is to estimate a cooling 
coefficient for the lumped model. The frame is detected with the greater mean temperature 
value and all frames before it is discarded for the simulations. To study the temperature 
distribution in all regions delimited by each unity of mold, the mean temperature is calculated 
for each frame in each one of the detected molds. The experimental data 𝛥𝜃𝑖 =  𝜃𝑖 /𝜃𝑚𝑎𝑥   is 
the representation of the mean values for each contour detected from the peak of temperature 
(after the flashlight pulse effects). Each one of the values of the measurement vector measY  is a 

result of a normalization according to equation (9): 

 𝛥 �̅� = (�̅�𝑖 − �̅�𝑚𝑖𝑛)/(�̅�𝑚𝑎𝑥 − �̅�𝑚𝑖𝑛) (9) 

where 𝑖 = 0, . . . , 𝑛, 𝑛 is the frame number after flashlight. The index max represents the 
maximum value to all means temperatures calculated for each frame, and the index min is the 
nonzero minimal temperature for all frames. With an algorithm developed to detect contours 
with the Python library scikit-image, it is possible to detect three different mold contours. 𝒀𝑚𝑒𝑎𝑠 
is calculated for each one of them to be used later in the parameter estimation routine. At first, 
a thresholding is applied in a copy of the thermal images turning to zero all temperatures smaller 
than the minimal temperatures (Figure 5(a)). Then the function measure.find_contours from 
scikit-image is used to detect the contours (Figure 5(b)). Finally, the function polygon2mask 
from the same library is used to convert all contours in areas (Figure 5(c)). These regions are 
matrix with pixel values equal to one in the region and zero outside of them, and they are 
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combined with the temperature measurement to define the region for calculation of the mean 
values for the temperatures in each one of the molds. 

Markov Chain Monte Carlo (MCMC) Method is used to obtain the parameter estimation 
under the Bayesian framework, and the Metropolis-Hasting sampling algorithm is used to 
sample the posterior distribution. Three parameters are considered to determine, namely 
volumetric heat capacity cp, heat transfer coefficient  ℎ, and radius of the mold 𝑟 (8). All these 
three parameters are considered random variables with Gaussian prior distribution. The prior 
for the heat transfer coefficient is considered the same for each mold detected and has been 
evaluated at 16.5 ± 3.3 W·K-1·m-2 with the help of theoretical correlation [6]. A methodology 
based on [7] is used with the prior of cp. The values for the mean of each radius are inferred 
based on the size of the contour, just like the standard deviation, for the three-contour detected. 
Table 1 shows the Gaussian priors for each detected mold. 

 
Figure 4: Ruler used to calibrate the pixel size. 

 

 
(a) Thresholding 

 
(b) Contours detection (c) Only regions detected 

Figure 5: Contour detection. 
 

Mold Number 
𝑟, mm 

Mean ± Standard Deviation 

𝜌𝑐𝑝, J⋅K−1⋅m−3 

Mean ± Standard Deviation 
1 4.32 ± 0.27 1 500 ± 450 
2 1.54 ± 0.09 4 000 ± 1 200 
3 1.15 ± 0.07 5 000 ± 1 500 

Table 1: Gaussian priors for the parameters. 

Also, the standard deviation for the Gaussian likelihood function is calculated depending on 
the standard deviation for the first frame, before the flashlight and with value of  𝜎𝑙𝑖𝑘𝑒 = 1.22 %. It is used 3 000 000 samples with a burn-in of 2 100 000 samples. Hence,  
900 000 final states are used to calculate the statistics for the parameters. The MCMC method 
is used separately for each one of the three detected molds and were adjusted to result in 
acceptance rates around 30% of the candidate points [7]. The acceptance of the samples is  
32 %, 20 %, and 13 %, respectively, for mold 1, 2, and 3. Because we have used a low-cost 
computational model for the direct problem, all simulation is done in about 2 minutes for each 
one of the detected contours, totalizing about 6 minutes to run the MCMC method in a 11th 
g     ti   I t l® C   ™ i5 @2.40 GHz 4 core and 16 GB RAM computer. 
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4. Results and discussion 

The Markov Chains can be seen in Figure 6 for each one of the molds grouped for separated 
parameters. For the radius Figure 6(a), we have the better values for prior information and the 
convergence for the chains is visible and associated with the respective uncertainties showed in 
Table 1. The respective distribution is showed in Figure 6(b), where we can see the normal 
distribution for each one of the radii. 

The heat transfer coefficient has large variation for the three molds, as we can observe in 
Figure 7(a). Despite this large variation, we can see most of the values well distributed around 
the mean value for all molds, it is showed clearly in  Figure 7(b). The values for h show 
convergence for chains with large variation. But it is important to consider the difficulty for 
obtaining this parameter remembering that ℎ = ℎ𝐿 + ℎ𝑟, i.e., i) the convective coefficient 
depends on the room temperature; ii) there could possibly be air flow around the experimental 
apparatus, modifying the heat transfer coefficient. 

Figure 8(a) shows the results for the volumetric heat capacity. The Markov chains indicate 
large variation for some of the parameters, mainly for the smallest mold detected. A possible 
explanation for this behavior is related with the values of the prior standard deviation which is  
30 % of the mean value for each mold, and with the smaller mold which shows the larger value 
of mean and standard deviation, as indicated by Table 1. Also, this information is combined 
with the information of the mold radius in the exponential model, so when large variation occurs 
in a specific mold for radius, relatively small variation occurs for volumetric heat capacity. 
Similarly, to ℎ, the parameter cp presents difficulties in his estimation, yet the posterior 
probability function is well distributed around the mean values, as we can see in Figure 8(b). 

After all simulations, it was possible to estimate the three parameters and the credible 
interval of 95 %. The summary of these results is show in Table 2. We can observe relatively 
large values for this credible interval in some results, like cp and h for all molds. Despite the 

 
 

(a) Markov Chains. (b) Histograms. 

Figure 6: Radii estimation. 

 
 

(a) Markov chains. (b) Histograms. 

Figure 7: Heat transfer coefficient estimation. 
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larger values in Table 2, the mode values can be considered the most credible values for the 
parameters, and they can be combined to obtain m. 

 
 

(a) Markov chain (b) Histograms 

Figure 8: Volumetric heat capacity estimation. 

Parameters h1 h2 h3 r1 r2 r3 (𝜌𝑐𝑝)1 (𝜌𝑐𝑝)2 (𝜌𝑐𝑝)3 
Mode value 16.67 16.99  16.83  4.33  1.53  1.16 1660.77 3975.85 5720.55 

Cred. Interval 
of 95 %  

10.68 
22.76 

11.04 
22.59 

11.32 
22.10 

3.71 
4.96 

1.31 
1.76 

0.99 
1.32 

1055.24 
2243.59 

2517.40 
5389.55 

3741.03 
7562.13 

Units W·K-1·m-2 mm J·K-1·m-3 

Table 2: Gaussian posterior for the parameters. 

Figure 9 shows the temperature distribution of the direct problem after the parameter 
estimation using the mean value and the associated uncertainties based on these parameters. 
The figure also shows the mean value obtained by the measurements done by the thermal 
camera. The plots are accompanied by images of the position and size of the fungus on the right, 
and these images indicate the m exponent for the parameter and the respective mold area. It is 
visible in Figure 9 the better fit is for the larger mold 1, despite two points are outside the gray 
region of the uncertainties. For molds 2 and 3, even when the mean value does fit quite well, 
 ll m          l        i  i   th       t i ty’    gi   . Thi      fitti g    l       g      t  
thermal interactions between the mold volume and temperature fluctuations in the environment 
given their small sizes. Additionally, when the area is small, the mean value for them cannot be 
so representative as in the cases for large ones, for example, mold 1. 

 
Figure 9: Temperature distribution and measurements. 

Conclusion 

In this work, it was possible to mount an experimental apparatus able to detect molds in a 
petri plate using a flashlight and a thermographic camera. As well it was developed an algorithm 
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to detect relatively large thermal responsible molds surfaces estimating their sizes and their 
respective associated uncertainties. Also, a lumped model analysis was used to predict the 
cooling of these molds and the parameters for each one of the detected molds were obtained by 
the Metropolis-Hastings and MCMC method. The estimated parameters were in accordance 
with the mean values of the camera measurements and better results for this fitting were more 
visible for larger molds. This preliminary work is important to take the next step in the direction 
of bacterial colonies detection, thermophysical parameter estimation for these colonies and 
further prediction of colony growth. To follow the general objective in future works implies the 
study of better configuration for detect smaller elements in the plate and the application of the 
growth modelling to estimate not only the sizes of the colonies but also the prediction of the 
counting for the colonies at future times.  
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Résumé -La préservation de la grotte de Lascaux et de ses peintures datant de 20 000 ans nécessite une 
étude approfondie de son comportement thermique, la stabilité climatique étant la clé de la conservation 
exceptionnelle de ses peintures. Pour ce faire, nous avons basé notre étude sur des mesures de résistivités 
électriques par tomographie 2D. Conscient du lien existant avec les conductivités thermiques, nous 
avons spatialement divisé le milieu environnant la grotte en sept classes de résistivité électrique les plus 
homogènes possibles. Un krigeage a ensuite été effectué pour interpoler les mesures 2D à l’espace entier. 
La segmentation du massif 3D ainsi que les mesures de température dans la grotte nous ont ensuite 
permis d’estimer les diffusivités thermiques de chaque classe considérée comme homogène à partir de 
la méthode de Nelder-Mead.  

Nomenclature  

T    température, °C 𝑐𝑝  capacité thermique massique  J.K-1.kg-1 

Symboles grecs                                                               Indices et exposants 
 𝜆    diffusivité massique, m2.s-1                                      exp         mesures expérimentales  𝜌    masse volumique, kg/ m3                                                               sim          résultats de simulation 
 Δ𝑇  amplitude de l’onde thermique, °C 
e    résistivité électrique, Ω∙m         δϕ  déphasage, mois     

 

1. Introduction  

La conservation des grottes ornées est un enjeu majeur pour l'histoire de l'humanité. Les 
mécanismes déclencheurs des altérations des parois, principalement basés sur les cycles 
condensation-évaporation, doivent donc être compris. Ces phénomènes résultent indirectement 
des variations saisonnières de la température extérieure. L’énergie provenant de la surface se 
propage par conduction thermique dans la roche jusqu’à la grotte. Pilotée par la différence de 
température entre les parois, une convection thermique peut ainsi se mettre en place et influer 
sur les zones susceptibles d’être le siège de condensation [1], [2]. 

 
Dans la littérature, l’équation de la chaleur dans les massifs rocheux est résolue en 1D en 

considérant le milieu homogène [3-4]. Dominguez-Villar et al. [5] ont étudié le transfert 
thermique supposé homogène dans une grotte de Slovénie. La grotte de Lascaux a également 
été analysée par un modèle homogène [6]. Néanmoins, de par la nature hétérogène d’un milieu 
karstique, une modélisation thermique du massif reposant sur des propriétés homogènes aboutit 
à des imprécisions trop importantes pour une étude rigoureuse de la condensation.  
 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-035
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C’est dans ce contexte qu’une estimation des propriétés thermiques du massif entourant la 
grotte a été conduite, afin d’être en mesure de modéliser finement la propagation de la chaleur. 
La première étape fut de diviser virtuellement le massif en plusieurs zones dont les propriétés 
de résistivité électrique pouvaient être supposées homogènes. Pour ce faire, des campagnes de 
mesures de résistivité électrique à la surface du massif furent menées. Une classification a 
ensuite été effectuée à partir de ces données [7], permettant de regrouper les zones de résistivités 
proches entre elles. Le lien existant entre les conductivités électriques et thermiques pour les 
roches étudiées (calcaire, calcaire altéré, sable ou argile) permet de faire l’hypothèse que les 
zones regroupées selon la résistivité électrique représentent aussi la réalité thermique du massif 
[16]. La seconde étape consista en un krigeage basé sur ces données. Cette méthode a permis 
d’obtenir une représentation 3D du massif segmenté en sept zones supposées thermiquement 
homogènes. La dernière étape consiste à déterminer les sept diffusivités thermiques inconnues 
à partir des mesures de température dans la roche, effectuées en plusieurs points à l’intérieur de 
la grotte depuis des dizaines d’années. Il est important de noter que la faible vitesse de 
propagation des ondes thermiques dans la roche induit des déphasages de l’ordre du semestre 
voire de l’année dans les parties profondes (20 mètres). De plus, l’amortissement des ondes 
conduit à des variations thermiques de l’ordre de quelques dixièmes ou de centièmes de degrés 
dans la cavité. Il s’agit donc de résoudre un problème d’optimisation, qui décrit une physique 
dont le temps caractéristique est de plusieurs années, avec des données variant faiblement. 

L’instrumentation du massif et de la grotte est tout d’abord présentée. Ensuite, les deux 
premières étapes de l’étude sont résumées avant de détailler l’estimation des diffusivités 
thermiques. Les résultats obtenus par méthode inverse sont ensuite précisés avant d’être 
finalement discutés. 

2. Instrumentation du site de Lascaux 

La grotte de Lascaux, située dans le sud-ouest de la France (Montignac, Dordogne), est 
classée au patrimoine mondial de l'UNESCO pour ses peintures préhistoriques. Ce site 
archéologique se développe dans un environnement karstique. Des études géologiques [8-10] 
ont montré que le massif rocheux à l’est et à l’ouest de la grotte est principalement composé de 
formations détritiques (argiles sableuses et sables), la partie centrale étant composée de calcaire 
coniacien dans la partie inférieure et de calcaire santonien dans la partie supérieure (Fig. 1). 

 
Figure 1 :  Carte géologique et profils de résistivité autour de la grotte de Lascaux (Verdet et 

al.2020). 
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2.1. Mesures de résistivités 

Les données géophysiques sont obtenues par tomographie de résistivité électrique (TRE). 
Cette méthode non-destructive, permet d'étudier le sol sur une faible profondeur sans intrusion, 
ce qui est une nécessité sur le site protégé de Lascaux.  
Les mesures de TRE ont été réalisées par Xu et al. [11] entre le 21 et le 28 mars 2013 dans des 
conditions météorologiques stables. Les vingt profils sélectionnés pour nos travaux sont 
représentés sur la figure 1. Le nombre total de valeurs de résistivité s'élève à 57 760. 

2.2. Mesures de températures 

Des capteurs de température sont placés dans la roche à l'intérieur de la cavité. Les 
thermocouples sont situés à divers endroits de la grotte et à différentes profondeurs puisque la 
cavité s’enfonce dans le sol jusqu’à un peu plus de 20 mètres de profondeur. La figure 2 présente 
leurs localisations ainsi que leurs profondeurs. Les thermocouples se trouvent à 3 cm dans la 
roche des parois. L'incertitude sur leur profondeur est d'un millimètre et les trous ont été 
bouchés afin de mesurer au plus près la température de la roche. Nous utilisons des enregistreurs 
de données ALMEMO 2890 à 9 entrées et 36 canaux. Les thermocouples sont des capteurs PT-
100 d'une sensibilité de 10-3 °C et présentent une précision relative entre eux de 10-2 °C. 

 
   

  

  

  

 

     
    

  
CHA (Classification Hiérarchique Ascendante), une méthode très utilisée [12], [13], [14] pour
possibles du point de vue des propriétés électriques. La méthode de clustering utilisée est la
classification a été utilisée afin de partitionner le massif en domaines les plus homogènes
géophysiques [10-11] montrent cependant que le massif est très hétérogène. Une méthode de
modèle qui est utilisé dans les simulations thermo-aérauliques de la grotte. Les études
de vue des caractéristiques thermo-physiques dans le modèle 3D de Lacanette et Malaurent [1],
Le massif rocheux environnant la grotte de Lascaux a été considéré comme homogène du point

3.1. Partition du massif rocheux

3. Méthodologie

cavité. La flèche descendante à droite présente les profondeurs de chaque capteur.
Il s’agit de 14 thermocouples. Chaque point correspond à un thermocouple dans la paroi de la

Figure 2 : Localisation des thermocouples dans la paroi de la grotte de Lascaux.
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classifier les données géophysiques. La classification en six classes, basée sur les données de 
résistivité desquelles ont été retirées celles correspondant au coniacien préalablement 
rassemblées en une classe spécifique, a permis de retrouver celles des formations géologiques 
du site déjà connues [7]. 
 

Cluster    1      2       3       4     5     6      7 

e Ω∙m 

Min 4 64 92 113 155 Coniacien 410 
Max 64 92 113 155 410 Coniacien 7979 

CV(%) 40 10 6 8 24 - 84 

Tableau 1 : Résultats de la classification CHA 

En parallèle à leur classification, une interpolation géostatistique par krigeage de l’ensemble 
des données de résistivité a permis la construction d’un modèle 3D des résistivités. Les 
résistivités issues de ce modèle 3D ont ensuite été classées selon les sept classes. L'image 
suivante (Fig. 3) montre la représentation 3D du massif rocheux sur la base de sept classes. 
Dans la partie superficielle est, nous observons la classe 7 dont les valeurs de résistivité varient 
de 410 Ω∙m à 7979 Ω∙m, ce qui correspond aux sables. Les classes 4 et 5 correspondent à la 
partie centrale supérieure constituée de calcaire Santonien et de zones altérées que nous 
supposons être sous forme fracturée ou sablo-graveleuse. Leurs résistivités sont respectivement 
comprises entre 113 et 155 Ω∙m et entre 155 et 410 Ω∙m. Les zones moins résistives en bleu et 
bleu foncé (classes 1 et 2) appartiennent aux formations sablo-argileuses détritiques qui sont 
dominantes dans la partie ouest du massif, une partie de la classe 1 se trouve aussi dans le 
calcaire Santonien et nous faisons l’hypothèse qu’elle correspond à des conduits karstiques 
sableux pouvant être en partie saturé en eau à certaines périodes de l’année. La partie profonde, 
la classe 6, correspond au calcaire coniacien. 
 

  

Figure 3 : Représentation 3D du massif rocheux entourant la grotte de Lascaux partitionné en 7 
classes. 

Les domaines représentés par la classe 5 au-dessus de la grotte ont un impact direct sur les 
transferts thermiques entre les parois ornées et le massif. Il existe en effet des zones très 
conductrices (électriquement) susceptibles de transporter de l'eau dans la grotte et des zones 
très altérées qui peuvent présenter des fractures. Cette étude permet de positionner spatialement 
chacune des classes ainsi identifiées. 

C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7

Grotte

Domaines :
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3.2. Détermination des diffusivités thermiques par méthode inverse 

Disposant d’une division de la géométrie du massif 3D en 7 zones supposées homogènes. 
Nous attribuons une seule diffusivité thermique pour chacune de ces zones. Nous recherchons 
les diffusivités thermiques qui reflètent le mieux le transfert thermique réel s’opérant dans le 
massif rocheux. Pour ce faire, nous allons déterminer les 7 diffusivités thermiques de sorte que 
la simulation de la conduction thermique dans le massif fournisse les résultats les plus proches 
possibles des mesures effectuées dans la cavité (§2.2). La simulation de la conduction 
thermique est effectuée par le logiciel Notus CFD [15] qui résout l’équation de la chaleur 
suivante (1). 

 
𝜕𝜌𝑐𝑝𝑇𝜕𝑡 = ∇. 𝜆∇𝑇 (1) 

   
  

   
     

  
 

   
   

    
   

 
 

  

  
  
  

 
  

 

 
  

 

  

 
 

 

 
 

 

  diffusivités thermiques et sont supposés rester constants au cours du temps dans cette étude.
déphasage de l’onde thermique dans le massif. Ces deux paramètres sont directement reliés aux
rapport à la température extérieure. Nous allons ainsi nous appuyer sur l’amortissement et le
l’extérieur, les signaux de température s’apparentent à des ondes amorties et déphasées par
température extérieure. Après diffusion thermique dans le massif de l’énergie provenant de
En effet, les températures mesurées oscillent au gré des variations saisonnières de la

Nous allons plutôt tirer parti de la propriété périodique du signal de la température mesurée.

la littérature apparait difficile.
nécessaires pour effacer cette erreur initiale. Ainsi, utiliser la même fonction objectif que dans
température éloignée du champ réel qui nous est inconnu, plusieurs dizaines d’années sont
en années. Pour nos simulations de la conduction, partant d’une condition initiale en
d’un processus long de conduction thermique dans le massif rocheux dont l’inertie se mesure
littérature, notre configuration est très complexe. La température des parois de la grotte résulte
fonction objectif de la forme ∑|Teixp −𝑇𝑠𝑖𝑖 𝑚|. Cependant, contrairement aux cas traités dans la
mesures et les résultats théoriques. La plupart du temps, les auteurs cherchent à minimiser une

Cette procédure revient à minimiser une fonction objectif J qui caractérise l’erreur entre les

Arrêt de la procédure quand la convergence intervient4.
Mead pour le calcul des nouvelles diffusivités thermiques. Retour à l’étape 2
Comparaison des résultats avec les mesures et application de l’algorithme de Nelder-3.
Simulation de la conduction thermique2.
Initialisation des diffusivités thermiques1.

La procédure de résolution de cet algorithme est la suivante :

plus robuste et le plus rapide.
auteurs concluent que l’algorithme de Nelder Mead est un des algorithmes d’optimisation le
pour déterminer les propriétés thermiques dans des matériaux à changement de phase [21]. Les
thermique des murs soumis à des conditions climatiques. Finalement, cet algorithme a été utilisé
bâtiment [20], et a montré son efficacité dans la détermination des résistances et de la capacité
thermique volumétrique d'un sol stratifié [19]. Il l’a également été utilisé dans le domaine du
Cet algorithme a, par exemple, été utilisé pour estimer la conductivité thermique et la capacité
choisissons l’algorithme de Nelder-Mead [18] qui a été appliqué à plusieurs études thermiques.
problème non linéaire inverse. Parmi les nombreux algorithmes d’optimisation [17], nous

Déterminer les diffusivités thermiques optimales à partir de mesures expérimentales est un
𝑇 la température.
avec 𝜌 la masse volumique, 𝑐𝑝 la capacité thermique massique, 𝜆 la conductivité thermique et
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Ainsi, cette méthode évite la contrainte imposée par la grande inertie thermique du massif 
puisque le long établissement du champ de température dans le massif n’est plus nécessaire.  

Nous utilisons donc la fonction objectif suivante dans notre approche :  ∑ |δϕexpi −δϕ𝑠𝑖𝑚𝑖 |2
δϕexpi 2 +

|Δ𝑇expi −Δ𝑇𝑠𝑖𝑚𝑖 |2
Δ𝑇expi 2  où δϕ est le déphasage de l’onde par rapport à la température extérieure, Δ𝑇 est 

la différence entre les températures minimum et maximum de l’onde, l’indice exp se réfère aux 
mesures expérimentales et l’indice sim se réfère aux résultats de simulation. 

4. Résultats 

La résolution du problème inverse nous conduit à une diffusivité thermique pour chaque 
classe du massif entre 3 × 10−7 et 2 × 10−6 𝑚2. 𝑠−1, confirmant la grande hétérogénéité du 
massif. En moyenne, sur les 14 thermocouples, l’erreur relative commise sur le déphasage de 
l’onde thermique est de 14% tandis que celle sur l’amortissement est de 18%.  

 
La figure 4 montre le champ de température estimé après 8 années de conduction thermique 

dans le massif rocheux, ce qui correspond à la date du 15 mai 2021. A cette date, la partie 
superficielle du massif est plus froide (entre 11 et 12°C) que les zones intermédiaires 
(supérieures à 12,5°C). La température redevient plus faible dans la partie plus profonde du 
massif. Cette situation peut ainsi déclencher une convection thermique dans la partie haute de 
la grotte puisque le gradient thermique y est orienté vers le bas. Ce gradient thermique est 
particulièrement visible dans la galerie nord de la grotte (figure 4b).  

 

 
    

  
  

  

  
       

   
   

 

 

Grotte Classe 1 Classe 4 Classe 5

Classe 6

Grotte

a

b

c

surface du sol. Comme attendu, les hétérogénéités thermiques sont surtout localisées dans la
hétérogénéités géologiques. Un massif homogène aurait fourni un champ stratifié parallèle à la
ne pourrait approcher la réalité. Le champ de température de la figure 4b révèle les
roche jusqu’à l’émergence. Il est donc clair qu’une simulation basée sur un domaine homogène
la Salle des Taureaux est un conduit karstique drainant l’eau des pluies qui pénètrent dans la
d’hétérogénéités du Santonien en orange et bleu. Cette zone bleue (Fig. 4.c) juste au-dessus de
davantage la conduction thermique, est composée de calcaire Santonien en jaune et
La zone rouge correspond au calcaire coniacien tandis que la partie superficielle, qui influence

La figure 4c montre le partitionnement du massif dans la coupe traversant la galerie nord.

nord de la grotte de Lascaux. c) Partition du massif en différentes zones.
de conduction thermique. La cavité est représentée en vert. b) Coupe du massif passant par la galerie

Figure 4 : a) Champ de température simulé dans le massif de la grotte de Lascaux après 8 années
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partie superficielle du massif où l’on observe une altération des formations géologiques. Dans 
le calcaire coniacien, la température est relativement homogène. L’homogénéité géologique 
(massif calcaire plus compact mais fracturé) influence cette propriété mais l’amortissement 
important de l’onde thermique en profondeur empêche également les fortes variations en 
température.  

5. Conclusion 

La préservation de la grotte de Lascaux nécessite dans un premier temps une compréhension 
fine des phénomènes thermiques se produisant dans le massif rocheux entourant la cavité. Alors 
que la plupart des études thermiques considère les milieux karstiques comme homogènes, cette 
hypothèse ne peut amener qu’à des imprécisions trop importantes pour notre étude. Nous avons 
ainsi mis en place une approche non intrusive inédite pour caractériser thermiquement le massif 
de Lascaux. Une campagne de mesures de résistivité électrique a donc été menée sur le site. 
Grâce à la méthode de la classification hiérarchique ascendante, les profils 2D de résistivité 
électrique ont été découpés virtuellement en sept zones présentant des résistivités électriques 
voisines. Cette division en zones les plus homogènes possibles a ensuite été extrapolée en 3D 
par une méthode de krigeage. Le lien entre conductivités électrique et thermique étant établi, 
ce découpage du massif 3D en zones homogènes a pu servir de base à une étude thermique. 

 
La caractérisation des propriétés thermiques du massif est un problème que nous avons résolu 
par une méthode inverse, l’algorithme de Nelder-Mead. Compte tenu de la complexité du 
problème et de la grande inertie thermique du massif, nous avons choisi une fonction objectif 
qui minimise l’erreur caractérisant le déphasage et l’amortissement de l’onde thermique dans 
le massif (et non la température comme cela se fait habituellement). Cette méthode a fourni des 
diffusivités thermiques différentes pour chacune des zones découpant le massif rocheux. Une 
simulation de la conduction thermique dans le massif montre que le champ de température est 
fortement affecté par l’hétérogénéité géologique. Ainsi, cette étude ouvre la voie à une étude 
plus fine des processus physiques se produisant à l’intérieur de la grotte, et qui résultent du 
transfert thermique dans le massif. Plus précisément, des simulations thermo-aérauliques se 
basant sur cette approche vont permettre de modéliser la convection dans la cavité. 
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Résumé – Une méthode de conduction de la chaleur dans une pièce de forme complexe est développée 
sur la base d’un code tridimensionnel instationnaire existant (MoDeTheC). La résolution s’appuie sur 
la méthode séquentielle de Beck et traite des mesures de température surfaciques ou ponctuelles. Du 
point de vue résolution spatiale du flux, elle utilise soit une régularisation spatiale, soit une 
décomposition sur une base de fonctions spatiales définies par l’utilisateur. L’implantation de 
l’algorithme a été validé par comparaison à un logiciel existant pour des géométries cartésiennes. Puis 
elle a été appliqué au post-traitement d’essais de chauffage laser sur des plaques métalliques avec 
raidisseur masquant une partie de la surface mesurée. Les résultats obtenus sont très proches des courbes 
de flux théoriques excepté lorsque le raidisseur masque la zone du maximum au centre de la plaque. 

Nomenclature 

Cp capacité calorifique, J.kg-1.K-1 
e épaisseur de la plaque, m 
Fo nombre de Fourier 
k conductivité thermique, W.m-1.K-1 
l longueur, m 𝑁𝑓𝑢𝑡 nombre de pas de temps futurs 𝑁𝑚 nombre de modes spatiaux 𝑁𝑝 nombre de mesures 
r position spatiale (x,y,z), m 
R écart quadratique mesure/calcul, K2 

dt pas de temps, s 
T température, K 
Y température mesurée, K 
Symboles grecs 𝜅 coefficient de régularisation, K2.W-2 𝜌 masse volumique, kg.m-3 𝜑 densité de flux, W.m-2 

Indices et exposants 
x,y,z directions de l’espace 

1. Introduction 

L’identification des flux de chaleur sur une surface non accessible par la mesure nécessite la 
résolution du problème de conduction de la chaleur par méthode inverse. Ces problèmes ont 
fait l’objet de développements depuis de très nombreuses années [1]. Le développement des 
méthodes de résolution de tels problèmes reste encore d’actualité en ce qui concerne des 
problèmes non linéaires, instationnaires en géométrie tridimensionnelle (par exemple [2] [3]). 

2. Développement de la méthode inverse 

Depuis de nombreuses années, l’Onera développe une méthode de caractérisation des flux 
de chaleur instationnaires pour des configurations où la surface impactée n’est pas directement 
accessible à la mesure. Cette méthodologie s’appuie sur une méthode inverse de conduction de 
la chaleur qui combine un modèle thermique de la paroi et une équation d’observation 
constituée de mesures de température. 

Les premiers développements ont été réalisés dans le cadre de la thèse de D. Nortershauser 
(voir [4] et [5]) pour une paroi plane rectangulaire. Ces développements ont conduit à la création 
d’un code de calcul dédié nommé THIDES (THermal Inverse DESign). Ce code intègre un 
solveur direct de l’équation de la chaleur dans la paroi, avec un maillage cartésien régulier. La 
méthode inverse de conduction de la chaleur qui fait appel à ce solveur direct, est basée sur la 
méthode séquentielle de Beck avec utilisation de pas de temps futurs [6]. Le principe de la 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-048
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méthode consiste à minimiser la fonctionnelle représentant la différence quadratique entre les 
températures calculées 𝑇 et les températures mesurées 𝑌 : 

𝑅(𝜑𝑛+1) = ∑ ∑ ∑ (𝑌𝑖𝑥,𝑖𝑦𝑛+𝑖𝑡 − 𝑇𝑖𝑥,𝑖𝑦𝑛+𝑖𝑡(𝜑𝑛+1))2𝑁𝑓𝑢𝑡
𝑖𝑡=1

𝑁𝑦
𝑖𝑦=1

𝑁𝑥
𝑖𝑥=1  

Le code THIDES est dédié au post-traitement de mesures de températures surfaciques 
instationnaires par thermographie infrarouge sur la face non impactée de la paroi (dite face 
arrière) alors que le flux de chaleur inconnu est appliqué sur la face impactée (dite face avant) : 
Figure 1. Il est à noter que toutes les conditions aux limites, exceptée celle sur la face avant, 
doivent être connues. La grande force de THIDES est la décomposition du flux de chaleur 
inconnu sur une base de fonctions cosinus par la transformée en cosinus discrète (DCT en 
anglais). Ainsi le flux de chaleur identifié à l’instant 𝑛 + 1 s’écrit : 

𝜑(𝑖𝑥 , 𝑖𝑦)𝑛+1 =∑∑𝑎𝑖,𝑗𝑛+1 ∙ 𝑐𝑜𝑠 ((2𝑖𝑥 − 1)(𝑖 − 1)𝜋2𝑁𝑥 )𝑁𝑦
𝑗=1 ∙ 𝑐𝑜𝑠 ((2𝑖𝑦 − 1)(𝑗 − 1)𝜋2𝑁𝑦 )𝑁𝑥

𝑖=1  

A chaque pas de temps, le nombre d’inconnues 𝑎𝑖,𝑗𝑛+1 à identifier peut être fortement réduit 
en mettant à profit la compression des données et la suppression des hautes fréquences spatiales 
dans le signal de température mesurée. En effet le calcul des termes de la DCT à partir des 
cartographies de température permet de sélectionner uniquement ceux dont le niveau est 
supérieur au bruit de mesure. Seuls ces termes sont utilisés pour la décomposition du flux de 
chaleur. 

 
Figure 1 – Configuration géométrique méthode inverse version THIDES 

A partir des années 2010, l’application de cette méthode à des parois de géométrie plus 
complexe et/ou à des mesures ponctuelles a été étudiée. Cela a abouti à l’interfaçage de 
l’algorithme de méthode inverse de THIDES avec un solveur capable de traiter n’importe quelle 
géométrie et utilisant des maillages non structurés : le solveur ACACIA de la plateforme 
CEDRE [7]. Ces développements ont été mis en œuvre dans le cadre de l’étude du PIC 
SITTELLE en collaboration avec le CNES [8] ainsi que les travaux de thèse pour 
l’identification du flux de chaleur sur le volet de la navette IXV lors d’une rentrée 
atmosphérique [9]. Le principal défaut de cette méthode est le temps de calcul qui peut devenir 
rapidement prohibitif à cause des multiples appels externes au solveur ACACIA induisant une 
répétition de la mise en données du calcul à chaque pas de temps et des échanges entre le solveur 
direct et l’algorithme inverse par lecture/écriture de fichiers. 
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Compte tenu de la forme quelconque de la paroi, le maillage de la surface sur laquelle est 
appliqué le flux inconnu n’est pas cartésien donc l’utilisation de la DCT n’est plus possible. 
Dans cette configuration, deux options de calcul ont été développées. La première consiste à 
définir le flux de chaleur recherché comme la combinaison d’une base de 𝑁𝑚 fonctions spatiales 
(modes) définies par l’utilisateur : 

𝜑(𝑟)𝑛+1 = ∑ 𝑎𝑚𝑛+1 ∙ 𝐹𝑚(𝑟)𝑁𝑚
𝑚=1  

La fonctionnelle s’écrit alors : 

𝑅𝑛+1 = ∑ ∑ (𝑌𝑝𝑛+𝑖𝑡 − 𝑇𝑝𝑛+𝑖𝑡(𝑎1𝑛+1, … , 𝑎𝑁𝑚𝑛+1))2𝑁𝑓𝑢𝑡
𝑖𝑡=1

𝑁𝑝
𝑝=1  

Cette méthode est donc une généralisation de THIDES à une paroi de forme quelconque et 
qui peut également prendre en compte des mesures ponctuelles. Dans ce dernier cas, il convient 
de définir les modes et leur nombre en fonction de la position et du nombre de mesures 
disponibles. 

La deuxième option de calcul consiste à définir le flux de chaleur indépendamment sur 
chaque maille de la surface impactée : le nombre d’inconnues est donc égal au nombre de 
mailles de la surface. Dans ces conditions, il est nécessaire d’ajouter un terme de régularisation 
à la fonctionnelle des résidus pour garantir la stabilité du calcul. Ce terme est basé sur la norme 
du Laplacien du flux de chaleur, à laquelle est appliqué un coefficient de régularisation 𝜅 choisi 
par l’utilisateur : 

𝑅′𝑛+1 = ∑ ∑ (𝑌𝑝𝑛+𝑖𝑡 − 𝑇𝑝𝑛+𝑖𝑡(𝜑𝑛+1))2𝑁𝑓𝑢𝑡
𝑖𝑡=1

𝑁𝑝
𝑝=1 + 𝜅‖𝐿(𝜑𝑛+1)‖ 

L’avantage de cette solution est que le flux n’est pas contraint par le choix arbitraire des 
modes spatiaux. Néanmoins, le temps de calcul est nettement plus élevé que dans le cas de la 
première option basée sur les modes. D’autre part il reste une difficulté supplémentaire dans le 
choix du « bon » coefficient de régularisation : une valeur trop faible conduit à des résultats très 
bruités, voire à une divergence du calcul alors qu’une valeur trop grande génère un biais 
important entre températures calculées et mesurées. 

Dans le cadre de la convention PHYFIRE 2, l’algorithme de la méthode inverse décrit ci-
dessus a été intégré au solveur MoDeTheC [10] pour optimiser les temps de calcul par rapport 
à la version précédente interfacée avec ACACIA. L’avantage de cette intégration sera 
également de profiter des développements futurs du solveur direct MoDeTheC, sans 
modification majeure dans l’algorithme de la méthode inverse. A terme, il sera par exemple 
envisageable d’appliquer la méthode inverse pour identifier les flux de chaleur sur une paroi en 
présence de réactions de dégradation/pyrolyse/ablation. 

L’interface graphique de MoDeTheC a été mise à jour pour ajouter tous les paramètres 
d’entrée de la méthode inverse. A ces paramètres d’entrée s’ajoutent le choix de la condition 
aux limites sur laquelle s’applique le flux inconnu et, dans le cas de mesures surfaciques, la 
condition aux limites sur laquelle sont prises les mesures. Un cas de validation a été créé : 
configuration de plaque plane rectangulaire en acier Inox d’épaisseur 3 mm, avec un maillage 
de faible résolution (10 × 8 × 6). Dans cette configuration géométrique cartésienne, les modes 
choisis sont identiques à ceux de THIDES (cosinus en 2D). Les résultats obtenus avec 
MoDeTheC sont très proches de ceux fournis par THIDES, ce qui valide l’implantation de la 
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méthode inverse dans MoDeTheC. A noter que les deux options de calcul décrites ci-dessus ont 
été vérifiées sur ce cas de validation et donnent des résultats très similaires. 

3. Application à des essais sur plaque avec raidisseur dans le banc BLADE 

La méthode est appliquée à des parois munies de raidisseurs qui masquent partiellement la 
face arrière de la paroi visée par thermographie infrarouge, afin de simuler une configuration 
similaire aux volets de la navette IXV [9]. Ces essais sont réalisés dans le banc BLADE (Banc 
Laser de Dégradation) afin de maîtriser le flux de chaleur imposé sur la face impactée et de 
vérifier la capacité de la méthode à retrouver ce flux. Les essais ont été effectués sur 5 
échantillons : plaque lisse, plaque raidisseur I centré, plaque raidisseur I décentré, plaque 
raidisseur Y centré, plaque raidisseur Y décentré. 

 
Figure 2 – Schéma de principe du banc BLADE 

Le principe de la mesure est schématisé sur la Figure 2. L’échantillon est placé dans une 
cuve à vide pour supprimer les échanges par convection. Il est soumis sur une face à un créneau 
de flux gaussien généré par un laser, de durée contrôlée très précisément. La température de 
l’autre face est enregistrée par une caméra infrarouge pendant l’exposition et durant le début de 
la phase de refroidissement. Connaissant les conditions aux limites exceptée celle de la face 
avant impactée par le laser, il est possible d’identifier cette condition par la méthode inverse de 
conduction de la chaleur. 

Tous les échantillons sont constitués d’une plaque en Inox 304L d’épaisseur 3 mm, avec un 
raidisseur de la même épaisseur : Figure 3. 

 
Figure 3 – Plaques avec raidisseur essais BLADE 

Pour chacun des 5 échantillons, plusieurs essais ont été réalisés dans des conditions 
identiques : durée d’exposition 70 s, durée d’acquisition 100/120 s, courant du générateur laser 
20/25 A. L’ensemble de ces essais a été traité par la méthode inverse. Dans toutes les 
configurations, la répétabilité des essais a pu être vérifiée aussi bien au niveau des températures 
mesurées qu’au niveau des résultats de la méthode inverse, en termes de température et flux de 
chaleur calculés. C’est pourquoi dans les paragraphes suivants, seul un essai pour chaque 
échantillon sera présenté. 

Pour tous les échantillons, un maillage a été créé avec une résolution proche de 1 mm soit 
environ 80x80 mailles dans le plan et 3 mailles dans l’épaisseur des parois. 
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Tous les résultats sont présentés dans les figures suivantes sous la même forme avec 4 zones 
graphiques. En haut à gauche est représentée la cartographie du flux de chaleur à l’instant 𝑡 =  20𝑠. En bas à gauche est représentée la cartographie du résidu au même instant (pour 
rappel le résidu est la différence entre la température calculée et la température mesurée). Le 
graphe en haut à droite montre l’évolution temporelle du flux de chaleur au centre de la plaque. 
En bas à droite est tracée l’évolution temporelle de l’écart type spatial du résidu (fonctionnelle 
du paragraphe 2). 

Comme expliqué dans le paragraphe précédent, deux options de calcul peuvent être 
appliquées : 

– Option 1 : définition du flux de chaleur sur une base de modes cosinus 2D, sans 
l’hypothèse d’axisymétrie. Dans ce cas 203 modes sont utilisés, ce qui permet 
théoriquement de représenter avec une bonne précision (erreur inférieure à 1 %) 
n’importe quelle gaussienne même si elle est légèrement décalée par rapport au 
centre de la plaque. 

– Option 2 : pas de contrainte sur la répartition spatiale du flux de chaleur mais 
utilisation de la régularisation spatiale. Le maillage étant proche d’un maillage 
cartésien, 8 voisins sont pris en compte pour le calcul du Laplacien. 

Afin de déterminer le coefficient de régularisation optimal, un cas de calcul sur la plaque 
lisse avec une résolution réduite à 50 × 50 dans le plan a été réalisé. Plusieurs valeurs ont été 
testées : le calcul inverse s’avère très sensible à ce paramètre. Une valeur plus faible que 1 ×  10−4 conduit à la divergence du calcul car les variations spatiales du flux ne sont pas assez 
contraintes. A l’inverse, si on augmente trop ce paramètre, les résidus s’accroissent rapidement 
car un fort biais apparaît dans la solution. La valeur optimale obtenue est 𝜅 = 5 × 10−4, qui 
correspond à une minimisation du résidu. Les résultats obtenus avec cette valeur sont comparés 
au calcul option 1 sur la Figure 4. Les deux résultats sont très satisfaisants puisqu’ils conduisent 
à des résidus dont le niveau est proche du niveau du bruit de mesure. Par contre on peut constater 
une légère dérive du flux maximal dans le cas du calcul option 2 ce qui n’est pas correct. 

Le choix du nombre de pas de temps futurs 𝑛𝑓𝑢𝑡 est basé sur un critère empirique sur le 

nombre de Fourier inverse 𝐹𝑜𝑖𝑛𝑣 = 𝑘𝜌𝐶𝑝 𝑛𝑓𝑢𝑡∆𝑡𝑒2 > 0.07 qui garantit la stabilité de l’inversion. Ce 

nombre optimal peut être augmenté pour atténuer les fluctuations du flux identifié, dues au bruit 
de mesure. Pour les calculs suivants, il a été fixé à 𝑛𝑓𝑢𝑡 = 5. 

203 modes cos régularisation spatiale 5 × 10−4 

Figure 4 – Méthode inverse – ESSAI 001 – plaque lisse résolution réduite 50x50 
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La Figure 5 montre les résultats obtenus pour la plaque lisse avec le maillage de référence. 
Les résultats du calcul option 1 sont très proches de ceux obtenus précédemment avec une 
résolution réduite : le flux de chaleur présente une allure gaussienne et une évolution temporelle 
en créneau dont le niveau est proche de la valeur théorique du flux généré par le laser. Dans le 
calcul option 2, pour le même coefficient de régularisation que le calcul à résolution réduite, le 
calcul fonctionne correctement et fournit un résultat très satisfaisant. On constate également 
une dérive temporelle lente du flux maximal. 

La courbe du résidu obtenue avec l’option 2 sur la Figure 4 présente des pics aux instants 
correspondant à la discontinuité du flux. La méthode présente une réponse temporelle plus lente 
dans le cas de la résolution spatiale réduite. C’est ce phénomène qui induit un résidu 
temporairement plus élevé. Nous n’avons pas réussi à identifier l’origine de cette différence de 
comportement, alors que tous les paramètres de la méthode inverse sont identiques. 

203 modes cos régularisation spatiale 5 × 10−4 

Figure 5 – Méthode inverse – ESSAI 001 – plaque lisse 

Dans le cas des plaques avec raidisseur, la mesure par thermographie infrarouge n’est prise 
en compte que sur la partie plane de la plaque, hors raidisseur. Par rapport à la face avant, la 
zone masquée par le raidisseur couvre partiellement la zone où le flux est maximal. Plusieurs 
calculs option 2 ont été tentés en faisant varier le coefficient de régularisation mais aucun 
résultat satisfaisant n’a pu être obtenu. 

ESSAI 007 – 203 modes cos ESSAI 016 – 203 modes cos 

Figure 6 – Méthode inverse appliquée à un essai sur BLADE – plaque avec raidisseur I 
centré/décentré 
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C’est pourquoi tous ces essais ont été traités uniquement avec l’option 1. Les résultats sont 
présentés sur les figures suivantes : raidisseur I centré (Figure 6 gauche), raidisseur I décentré 
(Figure 6 droite), raidisseur Y centré (Figure 7 gauche), raidisseur Y décentré (Figure 7 droite). 

Dans ces conditions de calcul, les résidus restent faibles, ce qui montre que le processus 
d’inversion a été réalisé correctement. On remarque qu’il apparaît des valeurs plus élevées 
proche du centre de la plaque, aux abords du raidisseur. Le niveau du flux maximal au centre 
de la plaque est parfaitement retrouvé dans le cas des raidisseurs décentrés alors qu’il est 
légèrement plus faible pour les plaques avec raidisseur centré. Ce résultat est tout à fait normal, 
puisque le raidisseur cache la zone où le flux est maximal, la méthode inverse n’a alors pas de 
contrainte précise pour estimer le maximum du flux. 

ESSAI 010 – 203 modes cos ESSAI 013 – 203 modes cos 

Figure 7 – Méthode inverse appliquée à un essai sur BLADE – plaque avec raidisseur Y 
centré/décentré 

 
Figure 8 – Cartographies du flux de chaleur estimé par méthode inverse sur les plaques avec 

raidisseur 
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La Figure 8 permet la comparaison du flux de chaleur moyen calculé sur la durée du créneau 
temporel d’application de l’impact du laser. On peut vérifier que lorsque le raidisseur ne masque 
pas le centre de la plaque, le flux théorique est bien estimé. Alors que pour un raidisseur centré, 
le niveau est plus faible. On peut aussi remarquer que le raidisseur Y décentré induit une forme 
de flux non axisymétrique. 

4. Conclusion 

L’algorithme de méthode inverse a été intégré dans le solveur MoDeTheC. Un cas de 
développement a été créé et il a permis de valider cette implantation par rapport aux résultats 
obtenus par le code cartésien THIDES. Plusieurs essais sur le banc BLADE avec un flux laser 
bien maîtrisé ont été traités. Par comparaison aux calculs réalisés précédemment avec le solveur 
ACACIA, les temps de calcul ont été très fortement réduits, ce qui permet d’envisager de traiter 
des applications avec une résolution spatiale élevée et/ou des configurations non linéaires avec 
des matériaux dont les propriétés dépendent de la température. 

Des essais sur cinq plaques avec raidisseurs ont été réalisés sur le banc BLADE. Les résultats 
sont très encourageants puisque le flux généré par le laser a pu être estimé malgré les effets de 
masquage dus à la présence des raidisseurs. Toutefois ces configurations nécessitent la 
définition par l’utilisateur d’une base de fonctions spatiales pour représenter le flux de chaleur. 
Dans le cas de formes simples rectangulaires, les bases de cosinus sont tout à fait à même de 
représenter des formes de flux très variées. Par contre dans le cas d’une paroi de forme 
quelconque, le choix de la base reste arbitraire. Ce point pourra faire l’objet de travaux futurs. 
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Résumé - À l’aide de modèles paramétriques autorégressifs ARX d’ordre faible, des fonctions de

transfert reliant des puissances et des températures à d’autres températures sont identifiées sur le

système tridimensionnel complexe qu’est un four de brasage sous vide et sa charge. L’intérêt industriel

est l’usage de capteurs virtuels pour parer le dysfonctionnement métrologique de thermocouples.

L’ordre optimal des modèles est choisi via le critère d’Akaike, leurs entrées via des considérations

physiques. Sur des données numériques puis réelles, les modèles ARX s’avèrent très performants.

Nomenclature

a Paramètre autorégressif

AIC Critère d’Information d’Akaike

ARX AutoRegressive with eXogenous inputs

b Paramètre exogène

c Coefficient d’influence locale

F Facteur de forme gris

fit Ajustement paramétrique, %

k Indice de discrétisation temporelle

m Nombre de mesures

MISO Multiple Input Single Output

n Ordre global de modèle ARX

N Nombre de panneaux influents

na Ordre autorégressif de modèle ARX

nb Ordre exogène de modèle ARX

nr Retard de modèle ARX

P Puissance, W

SAIC Somme des AIC (calibration, validation)

TC Thermocouple

Tcoeur Mesure du thermocouple de cœur, K

Tsurf Mesure d’un thermocouple de surface, K

u Entrée de modèle ARX

y Sortie de modèle ARX

ymes Grandeur mesurée

ymo Grandeur calculée par le modèle

1. Introduction

Le suivi des paramètres thermiques est un outil indispensable dans le milieu industriel afin

de contrôler au mieux des processus de transformation et de fabrication à haute température.

Cependant, un capteur de température est parfois sujet à des dysfonctionnements, ce qui com-

promet la conformité du produit final. Dans cette étude, le processus considéré est l’opération

de brasage dans un four sous vide du corps d’un échangeur de chaleur en aluminium à plaques

et ondes brasées, processus dont le bon déroulé repose justement sur des thermocouples.

Face à la problématique récurrente et inévitable du dysfonctionnement métrologique, l’em-

ploi d’un capteur virtuel est envisageable. Un capteur virtuel est un modèle mathématique simu-

lant en temps réel la mesure d’un capteur réel. Ce modèle mathématique représente la fonction

de transfert reliant les grandeurs d’entrée à la température d’intérêt. En pratique, cela signifie

qu’il est possible de remplacer la mesure réelle d’un capteur défaillant par une mesure artifi-

cielle ≪ correcte ≫ délivrée par le capteur virtuel.

Les capteurs virtuels de cette étude sont des modèles paramétriques autorégressifs de type

ARX. En raison de leurs avantages pratiques, les modèles ARX sont privilégiés pour cer-

taines applications, comme la certification de moteurs d’avion chez [1], la chauffe de pièces

en céramique dans un four à induction chez [2] ou le flaconnage dans un moule verrier chez [3].

https://doi.org/10.25855/SFT2023-049
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2. Description du problème

L’étude a pour contexte la fabrication industrielle d’échangeurs de chaleur en aluminium à

plaques et ondes brasées, et plus précisément l’opération de brasage durant la fabrication.

2.1. Système d’étude

Le système est un four de brasage ayant pour charge une matrice instrumentée à braser.

Figure 1 : Plaques, ondes et barres

Une matrice est l’empilement des

passages d’un futur échangeur. Tel que

décrit dans [4], chaque passage se

compose d’ondes et de barres de fer-

meture (figure 1) et est séparé de ses

voisins par des plaques (tôles recou-

vertes de brasure). Ondes, barres et

plaques sont en aluminium.

Figure 2 : Charge devant le four (Fives Cryo), avec les

thermocouples de surface repérés par les

La charge complète correspond à

la matrice comprimée par un système

de U-tirants et équipée de dizaines de

thermocouples en surface, plus un au

cœur (figure 2 à droite).

Le four de brasage sous vide est

une enceinte cylindrique dont la paroi

interne est recouverte de 88 panneaux

radiants (résistances en molybdène ap-

posées sur des écrans d’acier) formant

un parallélépipède qui épouse la forme

de la charge (figure 2 à gauche).

2.2. Opération de brasage

L’opération de brasage permet de transformer la matrice en un bloc solidaire, où plaques,

ondes et barres sont assemblées définitivement les unes aux autres. Trois étapes se succèdent :

1- Chauffe homogène de la charge jusqu’à la température critique de brasage

2- Fusion de la brasure des plaques à la température critique de brasage

3- Refroidissement de la charge et resolidification de la brasure (liant plaques, ondes et barres)

Dans cette étude, seule la première étape de chauffe est considérée (avant fusion de la brasure,

donc pas de changement d’état). Le four étant sous vide, la chauffe s’effectue par rayonnement

des panneaux radiants vers la charge, puis par conduction à l’intérieur de la charge.

L’homogénéité thermique de la matrice est cruciale. En effet, l’apparition de gradients ther-

miques peut engendrer des contraintes thermomécaniques susceptibles de fragiliser ou de casser

la matrice. En sortie du four, la matrice brasée est alors rebutée car échouant aux contrôles de

qualité. Pour assurer l’homogénéité en temps réel, une centrale de régulation exploite la mesure

des thermocouples pour élaborer la consigne de puissance de chaque panneau.

2.3. Problématique industrielle

L’homogénéité thermique durant l’opération de brasage dépend fortement des mesures de

l’ensemble des thermocouples en surface de la matrice. Ainsi, si un thermocouple dysfonc-
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tionne, la régulation est trompée par une mesure erronée et l’homogénéité est compromise.

Comme cela a été évoqué en introduction, l’emploi d’un capteur virtuel constitue une parade

à la défaillance d’un thermocouple. Toutefois, les contraintes industrielles amènent à choisir

judicieusement le modèle sous-jacent du capteur virtuel :

• Propriétés thermophysiques mal connues (système d’étude complexe et anisotrope)

• Propriétés thermophysiques et géométriques changeantes d’une matrice à l’autre

• Usage en temps réel nécessitant un modèle d’ordre réduit

Les deux premières contraintes écartent le modèle enthalpique et la dernière contrainte le modèle

convolutif simple issu du théorème de Duhamel. Le choix s’est donc porté sur le modèle ARX,

un modèle de comportement moins gourmand en paramètres qu’un modèle convolutif simple.

3. Théorie des modèles ARX

3.1. Description d’un modèle ARX

Un modèle ARX discret mono-sortie multi-entrée (MISO) permet le calcul à l’instant k d’une

grandeur de sortie y à partir de grandeurs d’entrée u. En prenant l’exemple de deux entrées, sa

structure est la suivante d’après [5] :

y [k] = −
na
∑

i=1
i<k

aiy [k − i] +

nb,1
∑

i=1
i⩽k

b1,iu1 [k − i− nr,1 + 1] +

nb,2
∑

i=1
i⩽k

b2,iu2 [k − i− nr,2 + 1] (1)

Avec na ∈ N
∗ l’ordre autorégressif, (nb,1, nb,2) ∈ N

∗2 les ordres exogènes et (nr,1, nr,2) ∈ N
2

les retards entrée-sortie. Il s’agit d’un modèle paramétrique polynomial.

Le modèle ARX est donc décrit par na paramètres autorégressifs a et, pour chaque entrée

uj , nb,j paramètres exogènes bj . Les paramètres bj permettent à l’ARX d’exploiter la valeur de

uj aux instants précédents, comme pour un modèle convolutif : ils modélisent ainsi la fonction

de transfert reliant l’entrée à la sortie, comme illustré dans [2]. Les paramètres a permettent

à l’ARX d’exploiter en plus la valeur de y elle-même aux instants précédents : cette astuce

réduit grandement les ordres exogènes (donc l’ordre du modèle) en récupérant l’information

nécessaire chez y directement.

3.2. Identification d’un modèle ARX

Identifier un modèle ARX revient à estimer ses paramètres autorégressifs et exogènes.

La première étape s’appelle la calibration. Elle consiste en l’estimation des paramètres a

et b, connaissant déjà toutes les valeurs temporelles de la sortie et des entrées issues d’un jeu

de données de référence. Le modèle ARX étant linéaire à chaque instant k vis-à-vis de ses pa-

ramètres, une inversion en une itération par les moindres carrés ordinaires (cf. [6]) est possible.

La seconde étape s’appelle la validation. Elle consiste en la vérification de la capacité prédic-

tive d’un modèle ARX en utilisant un autre jeu de données. Si la sortie ymo du modèle s’écarte

trop de la mesure ymes de ce jeu de données, l’identification est considérée comme un échec.

3.3. Qualité d’un modèle ARX

Pour un jeu de données, l’ajustement paramétrique (ou fit) permet d’évaluer la précision du

modèle ARX, à savoir l’adéquation entre sa sortie ymo et la mesure ymes (précision maximale –

et parfaite – pour un ajustement de 100 %) :

fit = 100×

(

1−
∥ymes − ymo∥

∥ymes − ymes∥

)

avec

{

∥.∥ la norme euclidienne

. la moyenne
(2)
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Par ailleurs, l’ordre global permet d’évaluer la parcimonie du modèle ARX, à savoir le

nombre de paramètres qu’il requiert (parcimonie maximale pour un ordre global minimal) :

n = na +
∑

j

nb,j (3)

Un modèle ARX idéal en théorie a une précision parfaite en calibration et en validation ainsi

qu’une parcimonie maximale. Toutefois, pour améliorer la précision, il faut en général accroı̂tre

l’ordre. Le critère d’information d’Akaike (AIC, cf. [7]) est un compromis entre précision (de

calibration) et parcimonie, et doit être le plus petit possible (m étant le nombre de mesures) :

AIC = 2m log (100− fit) + 2n+m
[

log
(

20π∥ymes − ymes∥
2
)

− log (m)− 4
]

(4)

4. Application des modèles ARX

4.1. Choix de la sortie

Dans cette étude, un modèle ARX doit servir de capteur virtuel pour un thermocouple en

surface de matrice. Ainsi, y = Tsurf avec Tsurf la mesure d’un thermocouple de surface.

Des travaux précédents ont déjà abouti à des modèles ARX 0D ≪ globaux ≫ (y = Tsurf,moy la

mesure moyenne de tous les thermocouples de surface, dans [8]), ainsi qu’à des modèles ARX

1D ≪ locaux ≫ (y = Tsurf la mesure d’un seul thermocouple de surface mais loin des arêtes de

la matrice, dans [9]). L’ambition de cette étude est par conséquent l’obtention de modèles ARX

3D ≪ locaux ≫ (y = Tsurf la mesure d’un seul thermocouple de surface y compris aux arêtes de

la matrice).

4.2. Choix des entrées

La température Tsurf d’un thermocouple dépend de la puissance de chauffe reçue des pan-

neaux radiants. Selon l’emplacement du thermocouple, seuls quelques panneaux sont véritable-

ment influents sur l’évolution de la température de la zone. Deux difficultés existent :

• Les puissances sont fortement synchrones entre elles, ce qui altère l’identification d’un

modèle ARX si chaque puissance constitue une entrée u distincte.

• Un critère d’évaluation de l’influence locale d’un panneau (ou coefficient d’influence

locale) doit synthétiser des phénomènes radiatifs et conductifs complexes.

La solution proposée pour la première difficulté est la fusion des N puissances influentes Pi

en une moyenne P : l’ARX n’a qu’une seule entrée ≪ puissance ≫. Au panneau n°i est associé

le coefficient d’influence locale ci, ce qui permet de sélectionner les puissances influentes pour

le thermocouple considéré ainsi que de les pondérer dans la moyenne P (éq. 5). La nature des

ci (puissances moyennes Pi, facteurs de forme gris {panneau n°i → thermocouple} Fi→TC ,

valeurs unitaires, ...) est le principal verrou de cette étude.

P =

∑N

i=1
ciPi

∑N

i=1
ci

(5)

La condition limite ≪ puissance de chauffe ≫ ne suffit pas pour obtenir la température d’un

thermocouple : la température Tcoeur du thermocouple au cœur de la matrice s’avère essentielle

d’après [8]. Cette grandeur s’ajoute donc à P comme entrée d’ARX.

Finalement, pour chaque thermocouple de surface, la structure du modèle ARX servant de

capteur virtuel est celle de l’équation 1 avec y = Tsurf , u1 = Tcoeur et u2 = P . Cette structure

est notée [Tcoeur + P] → Tsurf . Elle a déjà été utilisée dans [8] et [9].
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4.3. Choix des ordres

Une fois la sortie et les entrées choisies, donnant la structure [Tcoeur + P] → Tsurf , il reste

à fixer les ordres (na, nb,1, nb,2). Dans un souci de parcimonie, ces ordres doivent être petits.

Cependant, des ordres suffisamment élevés sont souvent nécessaires pour obtenir une précision

correcte. En calibration, un compromis déjà évoqué est le critère d’Akaike (éq. 4).

Toutefois, industriellement, la validation d’un ARX (c’est-à-dire son utilisation) apparaı̂t

aussi importante que sa calibration. Pour prendre en compte la précision en validation, le choix

des ordres s’effectue donc par la minimisation du critère suivant :

SAIC = AICcalibration + AICvalidation (6)

Ce critère, utilisé également dans [9], est exploité en pratique de la sorte :

• Arbitrairement, na ⩽ 10, nb,1 ⩽ 10, nb,2 ⩽ 10 et nr,1 = nr,2 = 0.

• Les 1000 modèles ARX – car 1000 combinaisons (na, nb,1, nb,2) possibles – sont identifiés.

• La combinaison (na, nb,1, nb,2) retenue est celle de l’ARX avec la SAIC minimale.

5. Résultats

Dans cette partie, des modèles ARX sont identifiés sur des données numériques puis sur des

données réelles. Pour simplifier, la puissance P de l’équation 5 ne contient qu’une puissance Pi

(N = 1) sélectionnée empiriquement (Pi et Fi→TC conjointement assez élevés).

5.1. Données numériques

L’industriel possède Simfurnace, un modèle numérique détaillé du système d’étude simulant

des opérations de brasage (cf. [10]). La modélisation passe par une méthode nodale : le système

est découpé en volumes isothermes reliés aux autres par des conductances thermiques.

Par Simfurnace, une matrice de gabarit moyen, notée M, est modélisée dans le four. Deux

simulations SIM1 et SIM2 sont réalisées, qui diffèrent par les consignes de brasage : deux jeux

de données sur le même système sont donc disponibles, pour la calibration et la validation.

Figure 3 : Identification du modèle ARX [Tcoeur + P] → Tsurf,11 d’ordres (5, 2, 5) (calibration

sur les données numériques SIM1, validation sur les données numériques SIM2)
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La figure 3 illustre l’identification du meilleur modèle ARX [Tcoeur + P] → Tsurf,11 pouvant

servir de capteur virtuel au thermocouple n°11 de la matrice M, ≪ meilleur ≫ dans le sens où ses

ordres (na, nb,1, nb,2) = (5, 2, 5) correspondent à la SAIC minimale. A gauche, la calibration

réalisée avec le jeu de données SIM1 donne un ajustement de 99.37 % (graphe du haut où la

courbe en • de ymo coı̈ncide avec la courbe continue de ymes) et un écart ymes − ymo inférieur à

0.005 (graphe du bas, la température étant normalisée). A droite, la validation réalisée avec le

jeu de données SIM2 donne un ajustement de 99.42 % et un écart inférieur à 0.005. Avec des

ajustements au-delà de 99 %, ce modèle ARX a réussi son identification.

Le thermocouple n°11 est présenté dans cette étude car il s’agit d’un thermocouple situé

loin des arêtes de la matrice, donc impacté très majoritairement par un seul panneau : c’est

le cas le plus simple à traiter. Au contraire, le thermocouple n°2 est situé à un coin supérieur

de la matrice, sous l’influence de plusieurs panneaux. L’identification réussie du modèle ARX

[Tcoeur + P] → Tsurf,2 d’ordres (1, 3, 5) est illustrée sur la figure 4.

Figure 4 : Identification du modèle ARX [Tcoeur + P] → Tsurf,2 d’ordres (1, 3, 5) (calibration

sur les données numériques SIM1, validation sur les données numériques SIM2)

En guise de complément à la figure 4, le tableau 1 liste les 9 paramètres du modèle. L’in-

terprétation physique de ces paramètres se heurte à la complexité du système d’étude. Cepen-

dant, ces quelques paramètres suffisent pour décrire l’essentiel de la fonction de transfert reliant

Tcoeur et P à Tsurf (fonction hybride entre une transmittance et une impédance).

Paramètres

autorégressifs ai

Paramètres

exogènes b1,i

Paramètres

exogènes b2,i

i = 1 −9.96× 10−1 3.15× 101 7.54× 10−5

i = 2 −6.25× 101 1.86× 10−4

i = 3 3.10× 101 −2.33× 10−5

i = 4 1.50× 10−4

i = 5 −3.04× 10−4

Tableau 1 : Paramètres du modèle ARX [Tcoeur + P] → Tsurf,2 d’ordres (1, 3, 5) (calibration sur

les données numériques SIM1, validation sur les données numériques SIM2)
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5.2. Données réelles

En plus de données numériques, l’industriel a les données réelles des opérations de brasage

de deux exemplaires de la matrice M, donnant deux jeux de données réelles REA1 et REA2.

Figure 5 : Identification du modèle ARX [Tcoeur + P] → Tsurf,2 d’ordres (10, 4, 1) (calibration

sur les données réelles REA1, validation sur les données réelles REA2)

Dans un premier temps, le cas d’une calibration sur les données réelles REA1 suivie d’une

validation sur les données réelles REA2 est testé. La figure 5 montre l’identification du modèle

ARX pour le thermocouple n°2, dont la réussite est moins évidente que précédemment (ajus-

tements inférieurs à 99 %). En effet, outre le bruit de mesure, le système d’étude n’est pas

rigoureusement le même entre la calibration et la validation (positionnement différent de la

matrice dans le four, décalage léger de certains thermocouples, thermocouples différents, etc.).

Figure 6 : Identification du modèle ARX [Tcoeur + P] → Tsurf,2 d’ordres (3, 9, 2) (calibration

sur les données numériques SIM1, validation sur les données réelles REA2)
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Dans un second temps, le cas d’une calibration sur des données numériques suivie d’une

validation sur des données réelles peut s’envisager. Industriellement, c’est le scénario le plus

intéressant : le modèle numérique détaillé permet la création du capteur virtuel qui est ensuite

utilisé sur le système réel. La figure 6 montre l’identification plutôt réussie du modèle ARX

pour le thermocouple n°2. A nouveau, entre la calibration et la validation, le système d’étude

n’est pas rigoureusement le même, cette fois-ci à cause de la modélisation évidemment inexacte

de la matrice M dans Simfurnace.

6. Conclusion

L’étude s’est attelée à l’identification de modèles ARX en vue de les utiliser comme cap-

teurs virtuels lors de l’opération de brasage d’échangeurs de chaleur, processus industriel très

dépendant de thermocouples parfois défaillants. Le choix des entrées de tels modèles s’est basé

sur des considérations physiques, le choix des ordres sur la minimisation de la SAIC. En utili-

sant des données numériques de la modélisation détaillée Simfurnace ou des données mesurées

lors de réelles opérations de brasage, la grande précision des modèles ARX a été constatée

vis-à-vis des mesures de deux thermocouples d’une matrice donnée. L’étude conforte donc ces

modèles d’ordre réduit comme solution pertinente à la problématique métrologique de l’indus-

triel, même si d’autres résultats non présentés ici montrent de fortes imprécisions pour d’autres

thermocouples ou d’autres matrices à cause d’une moyenne P encore mal construite.

Les perspectives de l’étude sont d’une part l’emploi de moyennes de puissances P plus com-

plexes pour accroı̂tre la précision des modèles, et d’autre part l’automatisation de la construction

des modèles (coefficients c, ordres autorégressif et exogènes, ajout de retards, etc.) à partir des

principales caractéristiques de la matrice.
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Résumé - Le refroidissement diphasique par immersion des composants semiconducteurs de puissance 
trouve un regain d’intérêt de par le développement de nouveaux fluides plus respectueux de 
l’environnement. Afin de caractériser ce type de refroidissement dans un environnement très proche de 
l’application, cet article présente une méthode de mesure de la température de ces composants via un de 
leurs paramètres électriques thermosensibles, la tension grille/source. Dans l’exemple choisi, la 
caractérisation de ce paramètre montre que l’erreur sur l’estimation de la température est inférieure à 
0.2 °C. Par ailleurs, un banc expérimental est mis en œuvre, montrant des résultats encourageants avec 
une erreur sur l’estimation de la résistance thermique inférieure à 2 %. 

Nomenclature 

ID  courant traversant le composant, A 
LV  chaleur latente de vaporisation, kJ/kg 
q  densité de flux surfacique, W/m² 
Pdissipée puissance thermique dissipée, W 
Psat  température de saturation, Pa 
Rshunt  résistance de mesure de courant, Ω 
Rth ébullition, Rth global, Rth jc résistance 
thermique, °C/W 
Vdc  tension continue d’alimentation, V 
VDS  tension drain-source, V 
VGS  tension grille-source, V 
VS  potentiel de la source du MOSFET, V 
Tj  température du composant, °C 
Tsat  température de saturation, °C 
ΔTj  erreur absolue de la température Tj, °C 
εrel erreur relative 

Symboles grecs 
σ tension de surface, N/m 
ρ masse volumique, kg.m-3 

Indices et exposants 
l liquide 
v vapeur 
c critique 
Acronymes 
CHF   Critical Heat Flux 
IGBT   Insulated Gate Bipolar 
Transistor 
MOSFET Metal Oxide Semiconductor 
Field Effect Transistor 
ONB   Onset Of Boiling 
PETS   Paramètre Electrique 
Thermo-Sensible  
 

1. Introduction  

L’augmentation des puissances dissipées dans les composants semiconducteurs de 
puissance et leur miniaturisation conduit à une augmentation des densités de flux thermiques à 
évacuer. Il est donc nécessaire de développer de nouvelles méthodes de refroidissement afin de 
diminuer la résistance thermique globale entre l’élément actif semiconducteur et la source 
froide, permettant ainsi une intensification des transferts de chaleur associés. La solution de 
refroidissement étudiée, déjà utilisée dans d’autres applications comme les datacenters, est le 
refroidissement diphasique par immersion. Ce type de refroidissement nécessite un fluide 
électriquement isolant car les composants sont directement immergés dans la phase liquide.  

https://doi.org/10.25855/SFT2023-052
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Ces fluides n’ont généralement pas d’excellentes propriétés thermiques. Ainsi, de 
nombreuses études ont cherché à améliorer les transferts thermiques lors de l’ébullition. Par 
exemple, différents traitements de surface ont été étudiés [1]–[3] afin d’augmenter le flux 
critique et les coefficients d’échanges. Pour évaluer ces paramètres, il est nécessaire de mesurer 
la température de la surface d’échange. Le mode opératoire commun à ces études consiste à 
utiliser une source de chaleur résistive à la place du composant électronique et à mesurer la 
température de surface à l’aide de thermocouples. Les sources de chaleur utilisées fournissent 
en général une densité de flux de chaleur et une température uniformes au niveau de la surface 
d’échange. Or les flux de chaleurs issus des composants semiconducteurs sont non homogènes 
et induisent de forts gradients de température au niveau de la surface d’échange. L’utilisation 
du composant lui-même comme source de chaleur permet donc d’étudier les transferts de 
chaleur dans le cas réel. De plus, les forts gradients ainsi que la forte intégration des composants 
électroniques rendent difficile l’utilisation de capteurs externes, tels que les thermocouples, 
pour la mesure de la température du composant. 

Ce dernier peut alors être utilisé à la fois comme source de chaleur et capteur de température 
en utilisant un de ses paramètres électriques thermosensibles (PETS). Dans ce cas, il s’agit de 
mesurer des tensions ou courants caractéristiques du composant dépendants de sa température. 
Il en existe plusieurs, dont les méthodes de mise en œuvre et la sensibilité vis-à-vis de la 
température diffèrent [4]. Barnes et Tuma [5] ont notamment utilisé un paramètre 
thermosensible afin de déterminer les performances du refroidissement diphasique par 
immersion d’IGBT (Transistor Bipolaire à Grille Isolée) dans un liquide hydrofluoroether 
(HFE 7000). Cependant la mesure de température via ce paramètre thermosensible impose 
d’interrompre son fonctionnement normal pendant la mesure et modifie donc la puissance 
thermique dissipée. 

Cet article vise à présenter et évaluer un autre paramètre thermosensible mieux adapté au 
refroidissement diphasique par immersion, qui permettra de mesurer la température de 
composants semiconducteurs pendant leur fonctionnement. Cette méthode de mesure sera 
également appliquée au refroidissement par ébullition libre dans un bain de HFE 7200. 

2. Méthodologie 

2.1. Paramètre thermosensible VGS 

Chaque composant électronique ayant des caractéristiques propres, il doit au préalable être 
caractérisé afin d’étalonner la réponse en température du PETS visé. Certains paramètres 
thermosensibles peuvent être mesurés alors que le composant dissipe une puissance importante, 
alors que d’autres paramètres ne peuvent être mesurés qu’à faible puissance dissipée. Le PETS 
choisi ci-après, présente l’intérêt de pouvoir mesurer la température moyenne (Tj) du 
composant électronique simultanément à son échauffement dans des ordres de grandeurs 
similaires à son fonctionnement habituel. 

La Figure 1 présente le schéma d’un composant semiconducteur, de technologie MOSFET 
(Transistor à Effet de Champ à Grille Oxydée) avec ses tensions et courants caractéristiques. La 
puissance transite entre le drain (D) et la source (S). La grille (G) est utilisée pour piloter la 
fermeture et l’ouverture via la tension de commande VGS. Pour une tension aux bornes du 
composant (VDS) et un courant (ID) le traversant donnés, la tension de commande VGS 
correspondante dépend de la température (Figure 2). Ce paramètre thermosensible VGS est le 
paramètre sélectionné dans le cadre de cette étude. 
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2.2. Mise en œuvre de la mesure 

Cette méthode de mesure via le PETS VGS peut être mise en œuvre de différentes façons [4]. 
Dans cette étude, une tension Vdc impose la tension aux bornes d’un circuit comprenant un 
MOSFET et une résistance Rshunt en série ( 

Figure 3). Pour fixer le courant ID, la tension VS aux bornes de la résistance Rshunt est régulée 
par un circuit externe. Ce courant est égal au rapport entre la tension Vshunt et la résistance Rshunt. 
Le circuit externe impose un potentiel plus ou moins élevé sur la grille du composant pour le 
rendre plus ou moins passant. Afin de rendre le circuit peu dépendant de la température 
ambiante et de l’auto-échauffement de Rshunt, cette résistance est choisie de manière à ce que sa 
valeur soit peu dépendante de la température. Son coefficient de température est de 0.05 
ppm/°C, permettant de limiter la variation de la résistance avec la température pour avoir un 
courant et donc une puissance la plus constante possible. De même, afin de limiter la dissipation 
dans la résistance, sa valeur a été choisie à 0.1 Ω, provoquant des pertes thermiques de 0.4 W 
pour un courant ID de 2 A. 

La puissance dissipée par le composant pendant la mesure du PETS est le produit de la 
tension VDS et du courant ID. En imposant des valeurs de VDS et ID suffisamment élevées, la 
puissance dissipée peut conduire à une augmentation significative de la température du 
composant. 

La Figure 2 montre également l’influence de ID et VDS sur ce paramètre thermosensible pour 
un composant MOSFET (de l’ordre de 0.4 mV/V suivant VDS et de 300 mV/A suivant ID). Par 
ailleurs, Tran [6] a trouvé une sensibilité de VGS par rapport au courant ID de l’ordre de 100 
mV/A. On choisira donc de garder un courant ID constant et d’agir plutôt sur la tension VDS 
pour contrôler la puissance dissipée. Ainsi, le paramètre thermosensible VGS restera 
principalement dépendant de la température du composant et peu dépendant de la puissance 
qu’il dissipe. 

 
Figure 1 : Schéma d'un MOSFET avec ses grandeurs caractéristiques 

 
Figure 2 : Exemple de caractéristique de la 

tension VGS en fonction de la température 

 
 

Figure 3 : Schéma de principe du contrôle de la 
tension VS  
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3. Caractérisation du PETS 

3.1. Méthode 

Le composant étudié ici est un MOSFET IRF520N de calibre en tension de 100 V et de 
surface d’échange 2 cm² (Figure 4). Afin de caractériser la dépendance de son paramètre 
thermosensible VGS à la température et à la tension VDS, le composant est préalablement porté 
hors fonctionnement à une température imposée au moyen d’un four, entre 30°C et 120°C. Une 
fois la température stabilisée, le composant est mis en fonctionnement pendant une courte 
impulsion de 500 μs afin de limiter son échauffement. Le courant est fixé à 2 A. La tension Vdc 
est fixée dans une plage allant de 5 V à 50 V avec un pas de 5 V. Le fonctionnement reste donc 
bien en deçà du calibre en tension du composant et la puissance résultante dissipée varie de 7 W 
à 95 W. Les tensions VGS et VDS sont mesurées pendant l’impulsion de courant. Malgré sa 
courte durée, la puissance dissipée à travers le composant peut élever sa température de 
quelques degrés. Cela a pour effet de diminuer la tension VGS mesurée pendant l’impulsion de 
courant comme présenté sur la Figure 5. De plus, cette figure met en évidence la présence d’un 
transitoire électrique d’une durée d’environ 20 μs lorsque le composant passe de l’état bloqué à 
l’état passant. Une extrapolation doit donc être effectuée afin de déterminer la valeur de la 
tension VGS à l’instant initial lorsqu’il était encore à la température imposée par le four [7].  

 
Figure 4 : Photographie d’un composant 

MOSFET IFR520N 

 
Figure 5 : Enregistrement de VGS pendant une 

impulsion de courant (ID=2 A - Vdc=50 V - Tj=120 °C) 

3.2. Obtention du VGS initial 

La réponse temporelle de la température à une densité surfacique de chaleur dans un solide 
semi-infini étant proportionnelle à la racine carrée du temps [8], une extrapolation linéaire de 
VGS en fonction de la racine carrée du temps est employée afin de déterminer la valeur initiale 
de VGS comme cela est largement proposé dans la littérature [4]. L’extrapolation est faite en 
utilisant les mesures à partir de 60 μs et jusqu’à la fin de l’enregistrement, pour être sûr que le 
transitoire soit terminé pour chaque couple (Tj/Vdc). Grâce à la droite extrapolée, la tension VGS 
initiale est déterminée par l’ordonnée à l’origine. Chaque point de mesure est calculé en 
moyennant les valeurs de cinq mesures indépendantes obtenues dans les mêmes conditions.  

La Figure 6 représente les courbes caractéristiques VGS en fonction de Tj pour les différentes 
tension VDS mesurées. Afin d’évaluer la précision de cette méthode de mesure, les sensibilités 
du paramètre VGS par rapport à Tj et VDS sont calculées. La sensibilité maximale de VGS 
vis-à-vis de la température Tj est de -2.3 mV/°C. Celle de VGS par rapport à VDS est de -0.74 
mV/V. 
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Figure 6: VGS en fonction de la température Tj 

pour différentes tensions VDS 

 
Figure 7 :VGS en fonction de VDS pour différentes 

températures Tj 

En fonctionnement, la puissance sera imposée par le même courant que lors des 
caractérisations et par la tension Vdc. Suivant le pas de tension choisi et les chutes de tensions le 
long des fils, les tensions VDS peuvent ne pas être les mêmes que celles obtenues lors des 
caractérisations. Une interpolation est donc réalisée afin d’établir une fonction liant la 
température Tj à la tension VDS et à la tension VGS. Cette relation sera valable dans la plage de 
mesure couverte par la caractérisation du composant : de 4.81 V à 5 V pour VGS et de 3.7 V à 49 
V pour VDS. 

3.3. Interpolation 

La dépendance de Tj en fonction de VGS (Figure 6) peut être approximée par une fonction 
quadratique [9]. D’après la Figure 7, l’allure des courbes de VGS en fonction de VDS s’approche 
d’une fonction polynômiale du troisième ordre. La fonction testée est de la forme suivante : 

 2 2 2 2 3
0 1 2 3 4 5 6 7 8j GS DS DS GS DS GS DS GS DS GS DST a aV a V a V V a V a V a V V a V V a V          (1) 

La méthode des moindres carrés est utilisée, afin de trouver les coefficients de la fonction 
globale, permettant ainsi d’obtenir la température pour n’importe quel couple de tension 
(VGS/VDS). L’allure de la température interpolée suit celle des mesures de Tj avec un écart 
maximal parmi tous les couples (VDS/Tj) de -0.49 °C et un écart moyen de 0.18 °C.  

Cette méthode permet d’estimer des écarts entre la température exacte du composant et la 
température calculée via l’équation (1) mais ne permet pas de prendre en compte les 
incertitudes de mesure des tensions VGS et VDS, puisque les coefficients trouvés sont 
indépendants des incertitudes de mesure. Une méthode plus complète, qui fera l’objet d’une 
prochaine étude, consiste à déterminer le modèle direct par une boucle d’optimisation. Elle 
permet d’estimer la température en prenant en compte les incertitudes des mesures des tensions 
[10]. 

4. Application de cette méthode de mesure à l’ébullition libre 

4.1. Banc d’essai 

Le banc d’essai (Figure 8) est constitué d’une cellule de test en inox thermiquement isolée et 
préalablement mise sous vide pour introduire le fluide HFE 7200. Un bain thermostaté 
connecté à un condenseur dans la partie supérieure ainsi qu’une résistance chauffante de 50 Ω, 
installée sur le pourtour inférieur de la cellule, permettent de préchauffer et de maintenir à la 
température souhaitée le mélange diphasique. Cinq thermocouples de type T mesurent la 
température à l’intérieur de la cellule afin de vérifier l’homogénéité des températures et donc 
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l’état de saturation du liquide et de la vapeur. Un capteur de pression permet de mesurer la 
pression de la vapeur, et ainsi vérifier que celle-ci soit égale à la pression de saturation 
correspondant à la température du mélange diphasique. La pression et les différentes 
températures sont mesurées en temps réel par une centrale d’acquisition Keysight 34972A. Le 
composant d’essai est brasé sur un circuit imprimé permettant de le connecter à la source de 
puissance et à la commande de grille. Les tensions VGS et VDS sont directement mesurées sur les 
pattes du composant par l’enregistreur de données GEN3i qui a servi aux mesures pour la 
caractérisation de VGS. 

Le fluide HFE 7200 est d’abord dégazé en le chauffant via la résistance jusqu’à une 
température légèrement supérieure à 75 °C pour avoir une pression supérieure à la pression 
atmosphérique et en purgeant la vapeur par l’intermédiaire d’une vanne d’échappement. Sa 
température est ensuite ajustée et stabilisée à la température de saturation (Tsat) désirée pour 
l’expérience. Afin de maintenir la cellule à température constante, la résistance chauffante 
dissipe une puissance thermique, dépendante de la température de saturation, pour pallier la 
déperdition de chaleur au travers des parois de la cellule et de l’isolant. Dans la phase vapeur, le 
condenseur est alimenté par de l’eau du bain thermostaté. La température de ce bain est 
contrôlée afin de se maintenir à quelques degrés sous la température de saturation dans la 
cellule d’essai. 

 
Figure 8 :Schéma de la cellule de test 

Les propriétés du fluide HFE 7200 à différentes températures de saturation permettent 
d’estimer le flux critique (CHF) par la relation de Zuber (2) : 

 1/4

2

( )

24
l v

c v v

g
q L

v

   


 
   

 
 

 (2) 

où qc est la densité de flux thermique critique, Lv la chaleur latente de vaporisation, σ la tension 
de surface liquide-vapeur, ρv et ρl respectivement les masses volumiques de la vapeur et du 
liquide et g est l’accélération de la gravité terrestre. Les propriétés physiques du fluide sont 
considérées comme constantes dans la gamme de conditions opératoires.  

Le CHF correspond à la densité de flux marquant la transition entre le régime d’ébullition 
nucléée et le régime d’ébullition par film. Cette transition se traduit par un assèchement de la 
surface chauffée et par une augmentation brutale de sa température. Comme cette augmentation 
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de température du composant pourrait endommager celui-ci, des précautions sont prises afin 
d’éviter d’atteindre le flux critique. La puissance correspondant à la densité de flux critique à la 
température de saturation de 50°C est de 26 W. La tension VDS à ne pas dépasser pour un 
courant ID de 2 A est donc de 13 V. 

4.2. Résistances thermiques obtenues 

La puissance dissipée dans le composant est incrémentée en faisant varier la tension 
d’alimentation Vdc à partir de 1 V avec un incrément de 0,5 V, le courant étant régulé à 2 A. Les 
mesures de VGS et de VDS sont faites pendant 2 s en régime stationnaire et sont moyennées sur 
ce temps d’acquisition. La puissance dissipée est calculée à l’aide de la tension VDS mesurée et 
du courant ID imposé. La température de jonction est calculée à l’aide de la fonction 
d’interpolation (1) obtenue lors de la calibration. Le déclenchement de l’ébullition (ONB) est 
observé pour une puissance d’environ 4 W (soit une tension VDS=2 V). 

La puissance dissipée maximale afin d’éviter d’atteindre le flux critique étant relativement 
modeste comparée au calibre du composant et à sa gamme de calibration, les points de mesure 
se concentrent dans la gamme inférieure de la plage de tension VGS utilisée pour la calibration. 
De plus, les températures calculées aux flux maximum dépassent les températures maximales 
imposées lors de la calibration. Ainsi, certaines estimations de température aux extrémités de la 
courbe présentée en Figure 9  présentent une précision limitée. Ces mesures de températures, 
restreintes aux plages de calibration, permettent de calculer les performances de ce 
refroidissement, notamment la résistance thermique. La résistance thermique globale peut être 
estimée par la relation (3). 

 
globale

j sat
th

dissipée

T T
R

P


  (3) 

Elle peut également être modélisée par la relation (4), Rth jc étant la résistance thermique du 
composant entre la puce et la surface dédiée au refroidissement. Le fabricant indique une valeur 
de celle-ci de 3,1 °C/W, qui est très importante, 77% de la résistance globale calculée (Figure 
10).  

 

Figure 9 : Mesure de VGS et calcul de Tj en fonction du 
VDS mesuré (Tsat=50 °C) 

 

Figure 10 : Densité de flux moyenne (q) et 
résistance thermique globale entre la puce et le 

mélange diphasique à  Tsat=50 °C 

La résistance thermique liée au transfert par changement de phase Rth ébullition étant plutôt 
faible par rapport à la résistance Rth jc, la décroissance de la résistance thermique globale est 
limitée. 

 
globale jc ébullitionth th thR R R   (4) 
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L’erreur relative maximale obtenue liée au calcul de la température sur la résistance 
thermique globale à Tsat=50°C est de 1.4% en considérant que la mesure de puissance n’apporte 
pas d’erreur. Elle est donnée par la relation (5). 

 

jc
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th th j sat

T
R TP

R R T T



 

  


 
(5) 

5. Conclusion 

Le paramètre thermosensible VGS a été utilisé pour mesurer la température d’un composant 
MOSFET lors d’un refroidissement par ébullition libre. Il a d’abord été calibré afin d’obtenir la 
température pour chaque couple (VDS/VGS) pour un niveau de courant donné, puis a permis de 
caractériser les transferts de chaleur. La sensibilité par rapport à la température est de -2.3 
mV/°C et celle par rapport à la tension VDS est de -0.74 mV/V pour le composant testé. La 
méthode d’interpolation apportant peu d’erreur sur la température (écart moyen de 0.18 °C), les 
résultats en découlant comme la résistance thermique sont peu entachés d’erreur sur la plage de 
calibration. C’est une méthode de mesure qui pourra être comparée à une méthode plus 
classique à l’aide du paramètre thermosensible VDS à faible courant et qui pourra permettre de 
caractériser les transferts de chaleur sur des dissipateurs étudiés dans les travaux futurs. 
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Résumé - Cet article présente des tests à haut flux réalisés sur un composant en tungstène activement 
refroidi de type ITER équipé de capteurs thermiques de type fibre à réseaux de Bragg. Les tests à hauts 
flux ont été réalisés au CEA-IRFM dans la station HADES disposant d’un canon à électrons capable de 
déposer L’objectif des tests est d’évaluer les performances du diagnostic embarqué avec des flux de 
chaleur représentatifs (jusqu’à 20 MW/m²) avant son exploitation dans le tokamak WEST. Le but de 
cette étude est de tester l’impact des colles utilisées dans WEST sur la qualité des mesures de 
température. Le temps de réponse induit par ces colles est évalué et les mesures de température sont 
comparées aux résultats du modèle thermique du composant afin de valider ses performances. 

1. Nomenclature 
 

CFP : Composants Face au Plasma 

FBG : Fibres à réseau de Bragg 

HADES : High heAt loaD tESt facility 

ITER : International Thermonuclear Experimental Reactor 

TC :  ThermoCouples 

WEST : Tungsten (W) Environnement in Steady state Tokamak 

 

2. Introduction 
 

WEST, pour tungsten (W) Environment in Steady state Tokamak [1], est un tokamak basé à 
Cadarache dans le sud de la France et ayant pour but de tester et qualifier les technologies 
prévues pour le projet ITER et particulièrement les Composant Face au Plasma (CFP) [2]. Cette 
étude porte sur l’un de ces composants dont la fonction est d’extraire le flux de chaleur déposé 
par le plasma. Ces composants sont prévus pour supporter des flux incident de 10MW/m² en 
régime continu et 20 MW/m² lors de phases transitoires [2]. ]. A ces niveaux de flux de chaleur, 
les contraintes thermomécaniques sont très fortes et peuvent générer des endommagements sur 
les composants, en particulier la fissuration du tungstène [3]. Le contrôle de échauffement du 
composant et l’évaluation des flux de chaleur déposés par le plasma représente un double intérêt 
de sécurité et d’évaluation des performances du tokamak. Afin d’évaluer la tenue thermique de 
ces composants plusieurs Thermocouples (TC) et Fibres à Réseaux de Bragg (FBG) ont été 
enfouis dans une gorge 5mm sous la surface exposé au flux de chaleur [4]. Les fibres sont 
maintenues dans les composants par des colles résistantes aux hautes températures (colles 
graphite ou céramiques. Lors de la première phase d’exploitation de WEST, il a été observé 
que la colle graphite utilisée avait un impact conséquent sur le temps de réponse des capteurs 
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et donc sur la fiabilité des mesures réalisées après plusieurs campagnes expérimentales. Pour 
cette étude plusieurs colles ont été testées pour fixer la fibre à réseau de Bragg sur différents 
blocs de tungstène d’une afin d’évaluer l’impact de chacune sur le temps de réponse des 
mesures ainsi que leur vieillissement lorsqu’elles sont soumises à des flux de chaleur allant 
jusqu’à 15 MW/m². Ce composant est installé dans la station de test à haut flux HADES (High 
heAt loaD tESt facility) du CEA-IRFM. L’objectif est de définir le temps de réponse des 
mesures en fonction de la colle utilisée et de valider le modèle thermique du composant. 

Cet article est organisé comme suit : la première section présente la station de test à haut flux 
de chaleur HADES. Le matériel utilisé pour cette étude (composant, colles et tests réalisés) sont 
détaillés dans la seconde partie de cet article. La section 3 présente l’analyse du temps de 
réponse des mesures pour les différentes colles. La section 4 présente la validation du modèle 
thermique du composant. Finalement les principaux résultats de l’étude sont rappelés dans la 
conclusion. 

3. Dispositif expérimental 

3.1. Station HADES 
 

Afin de tester les composants présents dans le tokamak WEST, le CEA-IRFM dispose d’une 
station de test à haut flux de chaleur nommée HADES. Il s’agit d’un canon à électron couplé à 
une chambre à vide de 8 m3 permettant de tester les composants face aux plasmas et d’évaluer 
leur capacité à évacuer la chaleur ainsi que leur vieillissement lorsque soumis à de hauts flux 
de chaleur. Cette installation permet de réaliser des expériences avec des flux de chaleur de 
plusieurs dizaines de MW/m² en régime permanent ou jusqu’à 1 GW/m² pendant quelques 
millisecondes. Le système de balayage du faisceau du canon permet de déposer des flux 
uniformes sur une surface tout comme des flux très piqué. Le faisceau est d’une forme 
gaussienne et d’un diamètre de 12 mm pour une puissance de 150 kW en régime continu. 

Cette station est équipée de différents sous système permettant la réalisation d’une large gamme 
d’expériences. Pour les expériences relatives à cette étude on soulignera la présence d’une 
caméra infrarouge pointée sur le composant et permettant de suivre son échauffement en temps 
réel lors des expérimentations. Ainsi qu’une boucle d’eau pressurisé à 10 bars et 50 °C pour le 
refroidissement du composant. 

3.2. Composant type ITER et colles haute températures 
 

Le composant étudié est un CFP Type ITER [5] (Figure 1) constitué d’un ensemble de 35 
monoblocs de tungstène assemblés autour d’une canalisation en cuivre ou circule de l’eau 
pressurisé pour le refroidissement du composant. 

 

Figure 1 : Composant Type ITER équipé d'une FBG enfouie 
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Pareillement au CFP instrumentés dans le tokamak WEST, une FBG femto-second [6] est 
enfouies dans une gorge sur le côté des monoblocs et 5 mm sous la surface du composant [7]. 
Afin de fixer la fibre dans le composant, celle-ci est installée dans un lit de colle résistante aux 
hautes température présent dans la gorge. On teste 4 colles différentes, 2 colles céramiques et 
2 colles graphites également utilisées dans WEST. 

Les FBG sont des fibres optiques présentant des gravures sur leur parois interne. Lorsque 
qu’un faisceau de lumière traverse la fibre, celui-ci est réfléchi à des longueurs d’ondes 
dépendantes de la température de la fibre aux différentes position des gravures. Lorsque la fibre 
chauffe, elle se dilate et déforme ainsi les gravures changeant la longueur d’onde réfléchie. En 
mesurant le décalage de longueurs d’onde on peut alors retrouver la température de la fibre à 
chaque position de réseau. L’étalonnage de ces fibres est réalisé par le CEA LIST (Saclay) dans 
un four. Les fibres sont placées à l’intérieur accompagnées de thermocouples à la position des 
réseaux afin de faire correspondre position du pic et température mesurée. Les mesures sont 
faites à différentes températures entre 100 et 500°C puis extrapolées suivant une courbe de 
tendance polynomiale de degré 2. 

Ces capteurs présentent plusieurs intérêts en environnement tokamak, contrairement au TC 
les FBG sont insensibles aux champs magnétiques ce qui permet des mesures fiables lors des 
charges et décharges des bobines. Ce sont également des capteurs compacts permettant 
plusieurs mesures (jusqu’à 15 dans WEST) le long d’une seule fibre ce qui limite 
l’encombrement dans la machine. Finalement, les mesures enfouies (TC et FBG) présentent 
une bonne synergie avec les diagnostics de thermographie infrarouge. Les mesures locales des 
TC et FBG donnent une température « vraie » des composants qui peut être comparée avec les 
mesures de larges surfaces réalisées par thermographie, dépendantes de l’émissivité des 
composants ainsi que des réflexions présentent dans l’environnement métallique du tokamak 
[8]. 

Dans la station HADES, deux thermocouples (type K et type N) permettent de suivre 
l’échauffement du composant en complément de la fibre. 

Pour l’acquisition des mesures de la fibre, un interrogateur spectrale 4 voies est utilisée avec 
une bande spectrale allant de 1500 nm à 1595 nm. On réalise l’acquisition des températures 
mesurées par 10 réseaux (r1 à r10) présents sur les monoblocs 15 à 6. 

Le dispositif d’acquisition du canon à électron permet de suivre un grand nombre 
d’informations tels que l’alimentation électrique du canon, la température de l’eau à différents 
points du circuit de refroidissement (permettant déterminer par calorimétrie le flux de chaleur 
absorbé par le composant) les mesures des 2 TC, la température et pression dans la chambre… 
etc. 

 

Figure 2 : Organisation des colles sur le CFP. 
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Colle céramique Ceramique 1  (r 1). Pour l’acquisition réseau 1. 
Colle céramique Céramique 2 (r 2, 3 et 4). Pour l’acquisition réseau 2, 3, et 4. 
Colle graphite Graphite1 (r 5, 6 et 7).  Pour l’acquisition réseau 5, 6 et 7. 
Colle Céramique/métallique 3  (r 8, 9 et 10). Pour l’acquisition réseau 8, 9 et 10.  

On dispose également d’un modèle thermique du CFP. Ce modèle est réalisé avec le logiciel 
de modélisation par éléments finis Cast3m [9] développé par le CEA. La Figure 2 présente un 
seul des monoblocs du CFP ensuite répété et assemblé pour construire le CFP complet. On a 
sur la Figure 2, en vert la partie tungstène massif, en jaune le cuivre « mou » Cu-OFHC et en 
rouge le cuivre « dur » CuCrZr. Le modèle est composé d’éléments tétraédriques pour la partie 
haute des monoblocs et prismatique à base triangle pour la partie basse. Ces choix sont motivés 
tout d’abord par la forme des monoblocs présentant une large partie courbe ainsi que le besoin 
de précisions plus importantes sur la partie haute. On trouve sur le haut du monobloc l’essentiel 
des flux de chaleur ainsi que la position du capteur (indiqué par un point rouge sur la Figure 2). 

Grâce à la symétrie du CFP le monobloc est coupé en deux afin de gagner en temps de 
calculs. Les températures calculées avec un modèle monobloc complet ou semi-monobloc ont 
été comparés et présentent des écarts de températures calculées inférieurs à 2% ce qui constitue 
une erreur acceptable au vu des gains en temps de calcul. 

 
Figure 3 : Modèle d'un demi monobloc (CAST3M) 

 

On réalise pour cette analyse une montée progressive de la puissance déposée de 1 MW/m² 
jusqu’à 15 MW/m² avec comme puissance intermédiaire 3,5 et 10 MW/m². Pour les tests de 
montée en puissance on tire pendant 20s sur une zone définie du composant avant de le laisser 
se refroidir pendant 20s. On réalise 3 séries (de 40s chacune) pour évaluer la répétabilité des 
mesures. On entrecoupe les tirs de montée en puissance par des tests de temps de réponse tous 
similaire avec 4.5s de tir à 1MW/m² et 20s de refroidissement répété 4 fois. 

4. Estimation du temps de réponse. 
 

Les tests de temps de réponse (4,5s de tir à 1 MW/m² puis 20 s de refroidissement) sont 
répétés régulièrement tout le long de la montée en puissance. Le premier est réalisé avant de 
commencer la montée en puissance afin de qualifier l’état initial du système. On obtient les 
mesures présentées sur la Figure 4.  
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Figure 4 : Température mesurées par les 11 réseaux de la FBG lors du test de temps de réponse de 
l'état initial a) pour l’ensemble de la séquence, b) pour le premier tir 

 

La Figure 4 montre que les signaux des réseaux 1 à 4 sont beaucoup plus lent et atténués que 
les autres. Il apparait que les colles céramiques ont beaucoup plus d’impact sur la qualité des 
mesures que les colles graphite (réseaux 5 à 7). Les réseaux 5 à 11 semblent beaucoup plus 
rapides et reproduisent bien mieux la dynamique d’échauffement attendue après un créneau de 
chauffe avec toutefois des performances légèrement meilleures pour les réseaux 5 à 7. 

On débute ensuite les tests de monté en puissance (20 s de tir puis 20 s de refroidissement) 
avec 1,3 et 5 MW/m² réalisés à la suite avant un nouveau test de temps de réponse. On passe 
alors à 10MW/m² avant de refaire un test de temps de réponse puis de nouveaux 10 MW/m² et 
un dernier test de temps de réponse.  

On présente sur la Figure 5 les résultats des tests de temps de réponse en traçant la 
température en fonction du temps. Par soucis de clarté on ne présente que les mesures d’un 
réseau par colle (au lieu de 3). 

  

  
Figure 5 : Evolution des températures en fonction du temps lors des test de temps de réponse pour 

un réseau par colle, a) état initial, b) après 5MW/m², c) après un premier tir à 10 MW/m² et d) 
après le second tir à 10 MW/m² 

 

a) b) 

c) d) 

a) b) 
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Les résultats présentés sur la Figure 5 montrent que dès 5 MW/m² les colles céramique 
présentent d’importantes dégradations causant une forte augmentation du temps de réponse. 
Les figures Figure 5.c) et d) montrent, elles, que la colle céramique/métallique 3 (pour les 
réseaux 8,9 et 10) semble se détériorer à partir de 10 MW/m² (baisse des températures max et 
amortissement du signal). 

Afin d’évaluer le temps de réponse on compare les mesures réalisées aux températures 
calculées issues du modèle thermique du composant. On convolue ces températures calculées 

avec un modèle de réponse indicielle de la forme 𝑢(𝑡) = 1 − exp (− 𝑡𝜏) et on cherche à 

minimiser les écarts entre mesures et modèle en ajustant le paramètre 𝜏. Un exemple 
d’estimation de ce paramètre est illustré dans la Figure 6. 

  

  
Figure 6 : Comparaison des mesures et le modèle convolué avec les temps de réponses estimés pour 

les quatre colles différente après le tir à 5 MW/m², a) réseau 1 (colle céramique 1), b) réseau 3 
(colle céramique 2), c) réseau 7 (colle graphite 1), d) réseau 10 (colle céramique/métallique 3) 

 

En comparant la différence entre mesure et modèle convolué, on remarque que l’ajustement 
est plus ou moins précis selon le réseau et le tir observé. Les réseaux présentant un faible temps 
de réponse comme le réseau 7 ou 10 sont mieux estimés que les réseaux plus lents collés avec 
les colles céramiques 1 et 2. Le modèle utilisé ne semble pas être optimal pour les colles lentes. 
Cependant même si le temps de réponse de chaque réseau n’est pas exactement estimé, cette 

a) b) 

c) d) 
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méthode permet d’obtenir le bon ordre de grandeur avant d’affiner au besoin le modèle pour 
préciser les résultats. La Figure 7 reprend les temps de réponse estimés pour chaque réseau au 
fil des tirs. Par soucis de clarté les estimations sont séparées par colle. Les traits noirs verticaux 
représentent les différentes séquences (4 tirs par séquence) avec comme présenté sur la Figure 
7.c) : 

- 1. : Etat initial 
- 2. : Post tir à 5 MW/m² 
- 3. : Post 1ere séquence à 10 MW/m² 
- 4. : Post 2nd séquence à 10 MW/m² 

 
Figure 7 : Temps de réponse estimée pour les différents réseaux au fil des tirs, a) pour la colle 

Céramique 2, b) pour la colle Graphite 1, c) pour la colle Céramique/métallique 3 
 

Les résultats de temps de réponse du réseau maintenu par la colle 1ère colle céramique ne 
sont pas présentés dans la Figure 7  car trop important pour pouvoir exploiter les mesures. 

La colle céramique Céramique 2, dont les résultats sont présentés sur la Figure 7.a), détériore 
grandement la qualité des mesures. On observe des temps de réponse compris entre 5 et 20 
secondes dans son état initial. De plus ses performances se détériorent progressivement dès les 
5 MW/m². On observe une forte augmentation du temps de réponse pouvant aller jusqu’à la 
centaine de seconde pour le réseau 4 et plus largement une tendance à la hausse pour les trois 
réseaux.  

La colle graphite Graphite 1 (Figure 7.b)) présente les meilleurs résultats, particulièrement 
le réseau 7 dont le temps de réponse varie faiblement autour de 0,8 secondes. Les réseaux 6 et 
7 présentent également une bonne stabilité au fil des séquences ce qui laisse à penser que la 
dégradation du temps de réponse du réseau 5 après le second tir à 10 MW/m² est dû au collage 
et non à la colle en elle-même. 

a) 
b) 

c) 

1. 2. 3. 4. 
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Finalement la colle Céramique/métallique 3 (Figure 7.c)) présente dans son état initial des 
temps de réponse compris entre 1 et 1,5 secondes. Ces résultats semblent cependant se 
détériorer après le tir à 5 MW/m² et non 10 MW/m² comme supposé en regardant le réseau 10 
avec une variation du temps de réponse entre les trois réseaux allant de 1 à 5 secondes. La 
relative stabilité du réseau 9 questionne cependant sur l’origine de cette dégradation entre la 
colle et le collage. 

Il ressort de cette étude que la colle Graphite 1 présente les meilleures performances du fait 
de son faible impact sur les mesures et de sa bonne résistance à la fatigue thermique.  

5. Validation du modèle thermique du composant Type ITER 
 

Pour valider les performances du modèle numérique du composant on compare la 
température mesurée par chaque réseau à l’équilibre thermique lors des tests de 20s. Les 
mesures sont moyennées une fois l’équilibre atteint pour chaque tir de chaque séquence. Les 
données de calorimétrie de la station HADES permettent de connaitre le flux absorbé par le 
composant. Cette valeur de flux est utilisée dans le modèle pour calculer les températures 
théoriques à l’équilibre. Le Tableau 1 reprend les résultats obtenus. 

Réseau 

T 
modèle 
(°C) 

Moyenne 
T mesure 
(°C) 

E
cart (%

) 

T 
modèle 
(°C) 

Moyenne 
T mesure 
(°C) 

E
cart (%

) 

T 
modèle 
(°C) 

Moyenne 
T mesure 
(°C) 

E
cart (%

) 

P = 0,99 MW/m² P = 3,02 MW/m² P = 5,07 MW/m² 
1 103,1 101,5 1,7 226,0 199,5 12  336,8 328,5 3,6 
2 103,1 100,1 3,0 225,8 206,2 8,9 336,4 330,3 3,1 
3 102,6 100,8 2,0 224,9 207,5 7,9 334,8 342,0 -1,5 
4 102,3 98,0 4,5 224,3 198,5 12 333,7 329,7 2,1 
5 101,9 99,4 2,7 223,3 207,2 7,2 331,8 353,9 -6,1 
6 101,7 99,3 2,6 222,2 200,0 10 330,0 330,9 0,3 
7 101,4 98,1 3,6 221,7 196,1 12 329,0 316,5 4,6 
8 101,2 101,9 -0,3 220,7 205,3 7,1 327,2 339,4 -3,4 
9 100,9 101,1 0,2 220,0 201,1 8,8 326,1 326,7 0,0 
10 100,6 101,0 0,0 219,0 206,1 6,1 324,3 334,8 -2,7 
 

Réseau 

T 
modèle 
(°C) 

Moyenne 
T mesure 
(°C) 

E
cart (%

) 

T 
modèle 
(°C) 

Moyenne 
T mesure 
(°C) 

E
cart (%

) 

P = 9,71 MW/m² P = 10,56 MW/m² 
1 603,9 642,9 -6,5 655,3 666,9 -1,8 
2 602,8 657,6 -9,1 654,0 685,9 -4,9 
3 599,3 651,0 -8,6 650,1 684,5 -5,3 
4 596,9 643,9 -7,9 647,5 673,5 -4,0 
5 593,0 660,1 -11 643,2 691,7 -7,5 
6 589,2 617,5 -4,8 638,9 648,2 -1,5 
7 587,0 599,8 -2,2 636,5 620,8 2,5 
8 583,2 609,0 -4,4 632,4 611,0 3,4 
9 580,9 569,3 2,0 629,8 572,2 9,2 
10 577,1 585,0 -1,4 625,6 575,9 7,9 

Tableau 1 : Comparaison des température mesurées avec les résultats du modèle numérique 
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Les résultats du modèle montrent une bonne correspondance avec les mesures 
expérimentales. L’écart absolu moyen entre le modèle et l’expérience est faible et d’environ 5 
% (entre 4 % et 7 % selon le réseau) et aléatoirement répartis entre positif et négatif permet de 
valider le modèle thermique du composant. Les résultats du tir à 3 MW/m² (3,02 MW/m²) 
présentent des erreurs particulièrement importantes avec des températures mesurées 
systématiquement inférieures aux températures issues du modèle thermique. Il est important de 
noter que les températures calculées sont issues du modèle utilisant un flux déposé parfaitement 
constant là ou les données du canon montre que la puissance peut varier légèrement au cours 
d’un tir. On peut donc valider les performances de ce modèle pour l’estimation des flux de 
chaleur. 

6. Conclusion 
 

Un composant de type ITER instrumenté d’une FBG a été testé dans la station HADES du 
CEA-IRFM. Ce canon à électrons a permis de tester le composant dans des conditions 
représentatives de l’environnement tokamak avec des flux de chaleur importants, jusqu’à 15 
MW/m². Ces tests ont permis d’évaluer l’impact des colles céramique et graphite utilisées pour 
fixer les FBG et TC sur la qualité de leurs mesures. Il ressort de ces tests que les colles 
céramiques sont peu adaptées pour les mesures de température enfouies dans les CFP. Ces 
colles engendrent un retard important dans les mesures dû à leur temps de réponse élevé,  
jusqu’à la centaine de secondes. De plus elles semblent se détériorer pour des flux de chaleur 
déposés relativement faibles vis-à-vis des besoins pour la fusion nucléaire et plus 
spécifiquement dans le cas de WEST dont l’objectif est d’obtenir 10 MW/m² de flux déposé 
pendant plusieurs dizaines de secondes. La colle graphite semble plus adaptée en présentant un 
temps de réponse acceptable vis-à-vis de la durée des expériences dans WEST (<5 secondes). 
La colle céramique/métallique 3 présente des résultats très satisfaisant sur les premiers tirs avec 
un temps de réponse de l’ordre de la seconde. Cependant, elle semble se dégrader de manière 
importante dès 5 MW/m² de flux déposé. La colle Graphite 1 présente donc les meilleurs 
résultats (temps de réponse inferieur à 5 secondes) et une bonne tenue en température. Il 
apparait également de ces tests que la qualité du collage est également importante et 
difficilement maitrisable, tous les réseaux ayant été collé suivant le même protocole. 

En parallèle ces tests nous ont permis d’évaluer les performances de notre modèle en 
comparaison aux données expérimentales. Grâce aux données de calorimétrie, permettant de 
calculer le flux de chaleur absorbé par le composant, les différents tirs réalisés ont été reproduis 
en simulation. La comparaison des température mesurées par la fibre et calculées grâce au 
modèle montre une bonne correspondance avec une erreur moyenne d’environ 5 %. De plus la 
physique du composant semble bien modélisée comme le montre l’absence de biais entre 
mesure et modèle.  
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Résumé - L’imagerie infrarouge par thermotransmittance modulée est une méthode non destructive de

mesure des propriétés thermiques et des champs de température pour des milieux semi-transparents

à l’infrarouge. A l’échelle micrométrique, un échantillon de SiO2 est chauffé par effet Joule grâce à

une résistance métallique déposée à sa surface dont la température est mesurée par la méthode 3ω.

L’étude comparative entre le modèle et les mesures permet de déterminer la diffusivité thermique

(a = 1.3±0.2×10−7m2.s−1) et son coefficient de thermotransmittance (κ = −1.6±0.2×10−3K−1).

Nomenclature

a diffusivité thermique, m2.s−1

E émission propre, W.m−2

fI fréquence du courant, Hz
fT fréquence thermique, Hz
I0 amplitude du courant, A
Lx longueur, m
Lz épaisseur, m
n indice des valeurs propres

R0 résistance électrique, Ω
S flux IR mesuré par la caméra, W.m−2

T température, K
T0 température ambiante, K
t temps, s
U3ω tension à la fréquence 3ω, V

Symboles grecs

αn valeurs propres, m−1

β coefficient de température de résistance, K−1

Γ transmittance

Γ0 transmittance à température ambiante

∆T variation de température, K
∆T2ω variation de température de la résistance, K
∆Tz température intégrée dans l’épaisseur, K
δ(x) distribution de Dirac

λ longueur d’onde, m
κ coefficient de thermotransmittance, K−1

ϕ flux, W.m−2

φ phase, rad
ω pulsation, rad.s−1

1. Introduction

La mesure de champs de température est un enjeu majeur pour la caractérisation des systèmes

énergétiques, le développement de nouveaux matériaux, ou encore l’étude de réactions chi-

miques ou biologiques.

La thermographie infrarouge [1, 2, 3, 4] est la méthode la plus utilisée pour la caractérisation de

milieux opaques et non réfléchissants. Lorsque cette méthode est appliquée à des milieux semi-

transparents, ces derniers absorbent, réfléchissent et transmettent les radiations émises par leur

milieu environnant. Discriminer le signal provenant de l’échantillon des rayonnements parasites

est donc un véritable verrou scientifique pour ces matériaux. De plus, la provenance exacte des

https://doi.org/10.25855/SFT2023-065
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radiations infrarouges dans le cas d’un échantillon épais pose question.

Afin de s’affranchir de cette contrainte, nous avons développé une méthode basée sur la dépendance

thermique de l’indice de réfraction optique des matériaux [5]. La thermoréflectance [6, 7, 8] uti-

lise cette propriété pour la caractérisation de matériaux opaques et réfléchissants. Par analogie,

la thermotransmittance est l’étude de la variation de la transmission optique en fonction de la

température d’un échantillon semi-transparent. Au premier ordre, la transmission optique varie

linéairement avec la température : les deux grandeurs sont reliées par le coefficient de thermo-

transmittance, κ. Toutefois, le signal mesuré est faible (κ ≈ 10−4K−1) et donc sensible aux

différents bruits de mesure.

De premiers travaux ont permis de développer une nouvelle technique d’imagerie basée sur

la thermotransmittance modulée : comme pour la thermographie lock-in [9, 10], le signal est

modulé afin de supprimer les composantes fréquentielles parasites et d’améliorer le rapport si-

gnal à bruit. Des mesures de champs de température, appliquées à un échantillon centimétrique

ne présentant pas de gradient thermique dans son épaisseur, ont déjà fait l’objet de communi-

cations [11]. L’étude du coefficient de thermotransmittance du matériau pour différentes lon-

gueurs d’onde a également été possible. Ces premières mesures expérimentales ont permis le

développement de nouveaux modèles sur l’évolution des propriétés optiques en fonction de la

température dans la gamme infrarouge, un domaine moins étudié que la gamme visible, mais

nécessaire pour la mesure du signal thermique.

Cette communication porte sur l’adaptation de la thermotransmittance modulée à l’échelle mi-

crométrique. Afin d’adapter le système de chauffe à ces dimensions, un fil résistif en or a été

déposé sur l’échantillon. La résistance est alimentée par un courant modulé en intensité qui

permet de chauffer l’échantillon par effet Joule. Afin de mesurer la diffusivité thermique ainsi

que le coefficient de thermotransmittance du matériau à cette échelle, il est nécessaire de ca-

ractériser la température du fil métallique. La mesure simultanée de la tension aux bornes du fil

par la méthode 3ω [12] permet d’utiliser le dépôt métallique non seulement comme source de

chaleur, mais également comme thermomètre local. Nous détaillerons dans un premier temps le

montage expérimental pour la mesure de microscopie infrarouge par thermotransmittance mo-

dulée, appliquée à une lame de verre. Puis, nous exposerons le modèle thermique qui, comparé

aux mesures expérimentales, permet de déterminer les propriétés thermiques de l’échantillon

(diffusivité et coefficient de thermotransmittance). Enfin, nous présenterons les mesures des

propriétés thermiques ainsi que les champs de température de la lame de verre étudiée.

2. Dispositif pour la mesure de thermotransmittance à l’échelle micrométrique

L’expérience de thermotransmittance consiste à mesurer l’intensité d’un faisceau infrarouge

transmis par un échantillon semi-transparent en fonction de sa température. La variation de

transmittance ∆Γ est directement liée à la variation de température de l’échantillon ∆T par le

coefficient de thermotransmittance κ (voir équation 1). Le coefficient de thermotransmittance

dépend notamment de la longueur d’onde λ du faisceau incident.

∆Γ(λ, t)

Γ0(λ)
= κ(λ)∆T (t) (1)

Avec Γ0 la transmittance à la température T0, et ∆Γ = Γ − Γ0. La transmittance s’obtient en

faisant le ratio entre les flux mesurés avec et sans l’échantillon, S et Si : Γ(T ) = S(T )/Si et

Γ0 = S(T0)/Si. Finalement : ∆Γ(λ, t)/Γ0(λ) = ∆S(λ, t)/S(T0, λ).

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

426



2.1. Description du montage expérimental

Figure 1 : (a) Montage expérimental pour la mesure de thermotransmittance d’une lame de verre

chauffée par effet Joule. (b) Courant sinusoı̈dal délivré à la résistance. Température de la résistance

(c) et d’un point de la lame de verre (d) au cours du temps.

Le montage expérimental pour la microscopie infrarouge par thermotransmittance modulée est

présenté à la figure 1. L’échantillon est éclairé par un faisceau infrarouge monochromatique

dont la longueur d’onde est contrôlée par un monochromateur à réseaux de diffraction (Ben-

tham TMc300). Le faisceau transmis par l’échantillon est ensuite collecté par une caméra infra-

rouge InSb FLIR SC7000 dont la gamme spectrale est λ ∈ [2.5− 5.5] µm. Afin de travailler à

l’échelle micrométrique, la caméra est équipée d’un objectif de microscope de grandissement 1

qui permet d’atteindre une résolution spatiale de 15 µm/pixel.

De plus, la caméra collecte à la fois le faisceau infrarouge transmis par l’échantillon, S, et son

émission propre, E. Afin de supprimer la composante due à l’émission de l’environnement, un

chopper mécanique est placé en sortie du monochromateur et est synchronisé avec la caméra.

Cette dernière enregistre successivement une image de l’émission propre seule lorsque le fais-

ceau est coupé par le chopper (E), puis une image contenant l’émission propre et le faisceau

transmis (S + E). La composante de l’émission propre est supprimée par la soustraction des

deux images successives.

L’échantillon est chauffé par effet Joule par une résistance métallique en or déposée à sa surface.

Le dépôt en or a pour dimensions 45 mm x 30 µm x 300 nm et pour résistance R0 = 189 ±
1Ω. Les dimensions ont été spécifiquement choisies pour de l’or afin d’avoir une résistance

électrique suffisament élevée pour chauffer l’échantillon et supporter un courant électrique de

plusieurs dizaines de mA. Le courant délivré dans la résistance est sinusoı̈dal, de la forme :

I = I0 cos(ωt) (voir figure 1 (b)). La mesure de la tension aux bornes de la résistance permet

de connaı̂tre sa température moyenne, ∆T2ω, grâce à la méthode 3ω [12], avec U3ω la tension

mesurée à la fréquence 3ω.

∆T2ω =
2U3ω

R0I0β
(2)
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Connaissant l’amplitude du courant I0, la résistance R0, et le coefficient de température de

résistance β = 3×10−3K−1 mesuré au préalable, il est donc possible de déterminer l’amplitude

de la variation de température de la résistance en or au cours de la mesure.

Enfin, pour chaque pixel des images prises par la caméra nous souhaitons obtenir l’ampli-

tude crête à crête et la phase du signal de thermotransmittance modulée (voir figure 1 (d)).

La méthode à quatre images [10] permet de mesurer l’amplitude et la phase d’un signal mo-

dulé. L’amplitude, ∆Γ(λ, t)/Γ0(λ), donne accès à la température intégrée dans l’épaisseur du

matériau grâce à la relation 1, à condition de connaı̂tre le coefficient de thermotransmittance.

L’échantillon utilisé dans cette étude est une lame de verre (SiO2), d’épaisseur 2 mm, sur la-

quelle a été déposée la résistance métallique décrite précédemment.

2.2. Modèle du champ de température dans l’épaisseur de l’échantillon
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Figure 2 : Champs de température calculés par le modèle analytique. (a) Module de température |∆T |

normalisé par rapport à |∆T (x = 0, z = 0)|, à la fréquence f = 40 mHz. (b) Module de température

moyenne dans l’épaisseur |∆Tz| en fonction de l’éloignement x par rapport à la résistance, calculé à

partir de |∆T | normalisé.

Afin de déterminer les propriétés thermiques et les variations de température dans l’échantillon,

il est nécessaire de comparer les mesures expérimentales à un modèle thermique. Le modèle

développé doit donc représenter l’amplitude des variations de température ∆T (x, z, ω) en chaque

point (x,z).

Considérons un flux périodique ϕ(x, t) = ϕ0δ(x) cos(ωt) délivré par la résistance métallique à

la surface de l’échantillon (voir figure 2(a)), avec δ(x) une distribution de Dirac. Le problème

étant symétrique par rapport à la résistance, le système est considéré adiabatique en x = 0. De

plus, l’étude de modèles avec et sans pertes montre que celles-ci sont négligeables dans nos
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conditions expérimentales. Pour simplifier la résolution du problème, nous négligeons donc les

pertes avec le milieu extérieur en z = 0 et z = Lz. La solution complexe s’écrit sous la forme :

∆T (x, z, ω) =
1

Lx

θ0(α0, z, ω) +
N∑

n=1

θn(αn, z, ω) cos(αnx) (3)

Avec θn(αn, z, ω) le champ obtenu après avoir réalisé une transformée en cosinus. Les αn sont

les valeurs propres telles que : αn = nπ/Lx avec n = 0, 1, ... .

Le montage expérimental permettant de déterminer la température moyenne dans l’épaisseur,

le champ de température ∆T (x, z) modélisé est ensuite intégré dans l’épaisseur z afin d’être

comparé aux mesures. Nous noterons ∆Tz(x) la température dans l’épaisseur de l’échantillon

(voir équation 4).

∆Tz(x, ω) =

∫ Lz

0

∆T (x, z, ω)dz (4)

La figure 2 (a) montre que le module de température |∆T (x, z)| n’est pas homogène dans

l’épaisseur à la fréquence de modulation fT = 40 mHz, et pour une diffusivité thermique es-

timée à 2 × 10−7 m2.s−1. Ainsi, le signal moyen dans l’épaisseur |∆Tz(x)| est de 16% par

rapport à la température de la résistance en surface en x = 0, et chute à 5% à la distance x = 1
mm (voir figure 2 (b)).

3. Résultats

La résistance métallique est parcourue par un courant sinusoı̈dal, I = I0 cos(2πfIt), qui a

pour amplitude I0 = 80 mA et pour fréquence fI = 20 mHz. La fréquence d’excitation ther-

mique est donc fT = 2fI = 40 mHz. Afin de maximiser le signal de thermotransmittance,

les mesures sont réalisées à la longueur d’onde λ = 3300 nm qui correspond au maximum

de transmission de la lame de verre dans la gamme spectrale de la caméra. La mesure de la

variation de température de la résistance par méthode 3ω donne une amplitude crête à crête

∆T2ω = (42.8± 1.0)◦C.

3.1. Mesure des propriétés thermiques : diffusivité thermique et coefficient de thermo-

transmittance

La première étape consiste à identifier la diffusivité thermique du matériau, paramètre inconnu

dans le modèle. La figure 3 (b) montre la phase du signal de thermotransmittance obtenue après

démodulation par la méthode à quatre images des mesures. Puis, la fonction coût (equation 5)

associée à un algorithme de minimisation (type simplex, fonction fminsearch Matlab) permet

de déterminer la diffusivité.

J(a) = ‖φmodele(a)− φmesure‖
2 (5)

La diffusivité mesurée est a = (1.3± 0.2)× 10−7 m2.s−1, et correspond comme attendu à celle

d’un isolant thermique. Pour estimer l’incertitude sur la valeur de a, nous avons réalisé le calcul

précédent pour chaque ligne y (figure 3 (a)) et avons pris l’écart type de répétabilité correspon-

dant. La méthode permet donc d’identifier de faibles diffusivités thermiques, inférieures à 10−6

m2.s−1.
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Figure 3 : (a) Phase du signal de thermotransmittance, obtenue après démodulation par la méthode à

quatre images. Un masque a été appliqué afin de ne pas tenir compte du fil métallique situé au centre

de l’image. (b) Comparaison entre le modèle thermique et les mesures expérimentales pour la phase du

signal de thermotransmittance.

Maintenant que la diffusivité thermique a et la température ∆T (0, 0) (supposée égale à celle

de la résistance) sont connues, nous pouvons grâce au modèle déterminer le champ du mo-

dule de température moyen |∆Tz(x)| (voir équations 3 et 4). En le comparant à l’amplitude

du signal de thermotransmittance, ∆Γ/Γ0, nous pouvons estimer le coefficient de thermotrans-

mittance grâce à la relation 1. La figure 4 (a) représente l’amplitude de la thermotransmit-

tance en fonction de la variation de température |∆Tz| calculée à partir du modèle thermique.

Le coefficient directeur de la régression linéaire donne le coefficient de thermotransmittance

κ = −(1.6 ± 0.2) × 10−3K−1. Pour l’incertitude, nous avons calculé indépendamment le co-

efficient de thermotransmittance pour chaque mesure (figure 4 (a)) et pris l’écart type résultant.

Le signe négatif vient de l’opposition de phase entre l’excitation thermique et la réponse du

matériau (déphasage de π). Ainsi, plus la lame de verre est chauffée, plus elle devient opaque à

la longueur d’onde λ = 3300 nm.

3.2. Mesure du champ des variations de température dans la lame de verre

Grâce à la connaissance du coefficient de thermotransmittance et à la relation 1, il est désormais

possible de mesurer le champ de température moyen dans l’épaisseur de la lame de verre,

|∆Tz(x)|, sans utiliser le modèle thermique. La figure 4 (b) donne la cartographie obtenue à

une fréquence de modulation thermique de 40 mHz.

Le bruit de mesure sur le signal de thermotransmittance est σ∆Γ/Γ0
= 1.5×10−3, ce qui signifie

qu’en dessous de ce seuil, nous ne sommes pour le moment pas capables de différencier les

variations de température du bruit. Cela se traduit par une température minimale détectée σT ≈
1◦C pour la lame de verre étudiée.

De plus, il est difficile de distinguer nettement où s’arrête la résistance sur l’image. Les vibra-

tions de la caméra provoquées par son moteur de refroidissement Stirling empêchent la mesure

à proximité immédiate de la résistance thermique.
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Figure 4 : (a) Amplitude de thermotransmittance mesurée en fonction du module de température dans

l’épaisseur |∆Tz|. La pente de la régression linéaire donne le coefficient de thermotransmittance. (b)

Comparaison entre le modèle et la mesure du module de température |∆Tz|. (c) Champ de température

moyenne dans l’épaisseur de la lame de verre |∆Tz|.

4. Conclusion

Dans cette étude, nous avons montré que la microscopie infrarouge par thermotransmittance

modulée est une méthode particulièrement adaptée à la mesure des propriétés thermiques et

des champs de température d’un matériau semi-transparent, en régime périodique établi. Le

montage expérimental actuel a un seuil de détection de variation de température d’environ σT =
1◦C. Afin d’améliorer cette limite, plusieurs pistes sont envisagées : augmenter la puissance du

faisceau incident (utilisation de lasers par exemple), améliorer l’algorithme de démodulation

afin de réduire davantage le rapport signal à bruit (filtrage, acquisition de plus de périodes, ...),

et enfin, changer la caméra actuelle pour un détecteur plus sensible.

Finalement, étant capable de déterminer le champ de température moyen dans l’épaisseur du

matériau, la thermotransmittance est très prometteuse pour la mesure volumétrique de la température

dans un milieu semi-transparent à l’infrarouge. Les travaux en cours se focalisent sur l’amélioration

du montage expérimental et des algorithmes de traitement afin d’acquérir des tomographies du

champ de température dans l’épaisseur de l’échantillon. Cette méthode permettra d’étudier des

milieux non homogènes, des multicouches ou encore des sources de chaleur internes.
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Résumé - Le réflecteur de Scheffler est un concentrateur solaire ayant la particularité d’être flexible, ce
qui lui permet de concentrer le flux solaire au même point tout au long de l’année. Cette communication
présente une méthode rarement utilisée dans le domaine de l’énergie solaire pour mesurer l’intensité et
la distribution d’un flux de chaleur concentré via un réflecteur de Scheffler de 8m

2. Grâce à une caméra
infrarouge et à des techniques inverses, une carte détaillée des densités de flux de chaleur a été obtenue.
Ces résultats ont montré un excellent accord avec une mesure réalisée par Oehler et Scheffler dans des
conditions similaires, confirmant ainsi la pertinence de la méthode.

Nomenclature

A surface du réflecteur, m2

f longueur focale du réflecteur, m
h coefficient d’échange convectif, W·K

−1
·m

−2

I irradiance solaire normale directe, W ·m
−2

n normale sortante
Q flux de chaleur, W
r réflectivité, 1
T température, K
Symboles grecs

α absorptivité, 1
Γ frontière du matériau
δ déclinaison solaire, ◦

ϵ émissivité, 1
η taux, proportion, efficacité, 1

λ conductivité thermique, W ·m
−1

·K
−1

σ constante de Stefan-Boltzmann, W·m
−2

·K
−4

φ flux incident, W ·m
−2

Indices et exposants

ap ouverture (aperture)
cov couverture (coverage)
env environnement
f fonte
in mesuré en entrée
n nième jour de l’année
out mesuré en sortie
p peinture
ref réflecteur
tar cible (target)

1. Introduction

Dans le cadre du projet "Conception de restaurants optimisés pour la cuisson solaire", un
banc expérimental similaire au fourneau solaire du restaurant Le Présage a été construit [1].
Ce banc expérimental est constitué d’un réflecteur de Scheffler, d’un miroir secondaire plan et
d’une plaque de cuisson faisant office d’absorbeur.

Le réflecteur de Scheffler est un type particulier de concentrateur solaire. Il a la forme d’une
portion latérale de paraboloïde, dont l’axe de révolution, qui passe par le point focal du concen-
trateur, est dirigé vers le Soleil. Ainsi, une simple rotation autour d’un second axe, passant éga-
lement par le point focal mais parallèlement à l’axe de rotation de la Terre, permet au réflecteur
de concentrer le rayonnement solaire au même point tout au long de la journée. Le réflecteur
peut bénéficier d’un système de suivi du soleil pour automatiser cette rotation. De plus, l’incli-
naison et la courbure du réflecteur peuvent être modifiées manuellement afin de compenser la

https://doi.org/10.25855/SFT2023-066
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variation d’élévation du soleil [2, 3]. Ainsi, le point focal est aussi fixe tout au long de l’année,
ce qui constitue un avantage indéniable par rapport aux autres types de concentrateurs pour une
application telle que la cuisine solaire.

Bien que le réflecteur de Scheffler ait été diffusé dans le monde entier depuis son inven-
tion [4], peu d’études expérimentales se sont attardées sur l’évaluation de l’intensité et de la
distribution du flux solaire concentré dans sa zone focale [5], ralentissant ainsi le développe-
ment de réflecteurs secondaires et d’absorbeurs optimisés. Ce manque est probablement dû à
la complexité de la mesure, car elle requière un système de mesure à large champ de détec-
tion, avec une grande résolution spatiale et résistant aux flux thermiques élevés. La méthode la
plus couramment utilisée dans le domaine de l’énergie solaire pour ce type d’étude nécessite un
écran Lambertien refroidi, une caméra CCD (Charged-Coupled Device) et un capteur de flux
refroidi lui aussi [6].

Dans cette étude, une méthode différente est présentée. Celle-ci repose sur un système de
mesure, constitué d’une caméra infrarouge et d’une interface, couplé à un modèle de transfert
thermique et à des techniques inverses. La méthode d’estimation de flux a été décrite dans des
travaux antérieurs [7] liés au domaine de l’énergie nucléaire et peut être portée dans le domaine
de l’énergie solaire. L’objectif est ainsi de quantifier expérimentalement les performances d’un
réflecteur de Scheffler, et en particulier d’obtenir les caractéristiques du flux concentré qu’il
délivre. Pour cela, le matériel utilisé et les principes de la méthode de mesure sont d’abord
présentés. La méthode d’estimation de flux et le modèle thermique sont ensuite décrits. Les
résultats sont enfin discutés et confrontés aux données de la littérature.

2. Méthodologie

2.1. Principes généraux

Afin d’estimer l’intensité et la distribution du flux thermique délivré par un réflecteur de
Scheffler dans sa zone focale, une interface est nécessaire pour absorber le rayonnement concen-
tré et le convertir en un flux thermique facilement observable avec une caméra infrarouge. La
plaque de cuisson en fonte du cuiseur solaire originel a été conservée pour remplir cette fonc-
tion, l’idée finale étant d’évaluer les performances globales du cuiseur solaire avec la même
méthode. Dans ce qui suit, les expressions "plaque en fonte", "interface de mesure" et "écran
récepteur" sont utilisées pour désigner le même objet.

Le banc d’essai résultant est montré dans la figure 1. Le réflecteur de Scheffler collecte
d’abord le rayonnement solaire direct et le concentre sur la plaque en fonte placée verticale-
ment dans son plan focal. Ce rayonnement est ensuite absorbé, puis diffusé dans la plaque par
conduction. Une partie de la chaleur est stockée dans le matériau et augmente sa température,
tandis que l’autre partie est transmise à l’environnement par convection et rayonnement. La ca-
méra infrarouge mesure le rayonnement émis par le dos de la plaque, tandis que l’émissivité de
la surface émettrice est utilisée pour en déduire le champ de température. Puis par inversion, le
flux thermique initialement absorbé par la plaque est estimé.

2.2. Composants et caractéristiques du banc expérimental

Le réflecteur de Scheffler étudié est caractérisé par une distance focale f de 1,47m et une
surface théorique A de 8m2. Il est couvert de centaines de facettes planes de 8 cm x 10 cm
et 2,5 cm x 15 cm, constituées d’une fine feuille réfléchissante protégée par une couche de
verre. Comme les miroirs ne couvrent pas la totalité de la surface du réflecteur en raison de leur
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Figure 1 : Photographie du banc expérimental. Le réflecteur de Scheffler collecte le rayonnement solaire

direct et le concentre sur la plaque en fonte qui observée à l’aide d’une caméra infrarouge.

espacement, de la forme elliptique du réflecteur et du petit module photovoltaïque utilisé pour
alimenter le système de suivi du soleil, la surface réfléchissante est estimée à 7,5m2

± 0,3m2,
soit un taux de couverture en miroirs ηcov de la parabole de 94%. Le réflecteur est également
équipé d’un dispositif électronique de suivi du soleil, constitué de deux photodiodes séparées
par une paroi et connectées à une carte électronique (Arduino Uno) qui contrôle un petit moteur.
Le dispositif assure le suivi du soleil en faisant tourner le réflecteur jusqu’à ce que les deux
photodiodes reçoivent une quantité similaire de lumière.

Afin d’évaluer le flux radiatif que peut collecter le réflecteur de Scheffler à l’entrée du sys-
tème Qin, l’irradiance solaire normale directe (DNI), noté I , est mesurée à l’aide d’un pyrhé-
liomètre Kipp & Zonen RaZON+ PH1 avec une incertitude estimée à 1%.

A la sortie du système, le flux radiatif délivré par le réflecteur Qout est estimé à partir des
mesures de flux d’une caméra infrarouge de référence Telops FAST M3K. Cette caméra fonc-
tionne dans le domaine de l’infrarouge de 3,0 µm à 5,5 µm. Elle est équipée d’une roue à filtres
contenant un emplacement vide et trois filtres à densité neutre. Par ailleurs, elle peut réaliser
simultanément des acquisitions avec plusieurs temps d’intégration. Ainsi, elle est calibrée pour
une large gamme de températures allant de 0 ◦C à 1500 ◦C. La caméra fournit une image de
320 x 256 pixels. Dans la configuration du banc de mesure, la caméra est utilisée avec une
lentille de distance focale 13mm et fournie une taille de pixel projeté sur l’écran récepteur
d’environ 3,5mm, l’écran mesurant lui-même 1m de long, 0,6m de haut et 13mm d’épaisseur.

Lorsqu’on utilise une caméra infrarouge sans mesure complémentaire directe de la tempé-
rature (qui peut être complexe et intrusive), il est nécessaire de connaître l’émissivité de la
surface observée dans la bande spectrale de la caméra. De plus, les mesures sont facilitées si
cette émissivité est stable dans le temps et homogène sur la surface. Pour cette raison, la surface
de la plaque a été peinte avec la peinture spéciale haute température Pyromark 2500 de LA-
CO Industries [8]. Dans le cadre de tests préliminaires, la plaque a été soumise à trois cycles
de chauffage-refroidissement avant cette étude et la peinture s’est légèrement écaillée près du
centre de la plaque pendant le 2nd cycle. Cependant, son état de surface semble s’être stabilisé
au cours des cycles suivants.

Comme l’étude est réalisée en milieu extérieur, la température ambiante (température de
l’air) et la vitesse du vent sont enregistrées en complément des mesures précédentes.
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2.3. Protocole expérimental

Le système est d’abord positionné à un emplacement sans ombrage. Ensuite, le réflecteur
de Scheffler est brièvement orienté vers le soleil pour effectuer le réglage saisonnier. Une fois
cela fait, le système d’acquisition de données est mis en marche, le réflecteur de Scheffler est à
nouveau orienté vers le soleil et le système de suivi du soleil est activé. Lorsque l’état d’équi-
libre est atteint, une mesure est effectuée avec la caméra infrarouge. Un court film est enregistré
avec plusieurs temps d’intégration pour chaque filtre (environ 100 images à 20Hz). Les condi-
tions sont supposées rester stables pendant la période d’enregistrement, soit un peu moins de
10min. Une image moyenne combinant toutes celles enregistrées est sauvegardée. Cela permet
de réduire le bruit de mesure et de saisir toute la gamme des températures observées. Enfin,
le réflecteur est détourné du soleil et les appareils de mesures sont arrêtés. Le flux absorbé
peut alors être estimé à partir de l’image obtenue par thermographie, en prenant les hypothèses
que i) les conditions environnementales sont stables, ii) les propriétés thermiques (conducti-
vité, emissivité/absorptivité, coefficient d’échange convectif) sont homogènes et isotropes et
iii) l’émissivité est indépendante de la température.

2.4. Calcul du flux thermique collecté

La puissance Qin collectée par le réflecteur de Scheffler lors de l’expérience dépend de l’irra-
diance solaire normale directe (DNI) et de la surface d’interception du réflecteur. Cette dernière,
notée Aap, n, est plus petite que la surface théorique du réflecteur A et varie avec la déclinaison
du soleil δn du nième jour de l’année [3]. Elle peut être calculée à l’aide de (1). Et une fois que la
surface d’interception est définie, la puissance collectée par le réflecteur Qin est décrite par (2).

Aap, n = ηcov · A · cos(43.23 +
δn

2
). (1)

Qin = Aap, n · I. (2)

2.5. Estimation par méthode inverse du flux thermique délivré

Afin d’estimer le flux délivré par le réflecteur de Scheffler, la plaque en fonte est représen-
tée par un modèle thermique tridimensionnel dont la conductivité λ dépend de la température.
Ce modèle non linéaire est étudié en régime permanent avec des échanges par rayonnement et
convection à ses frontières. Connaissant le flux incident ϕinc(x, y) et les propriétés thermophy-
siques de la plaque (tableau 1), il est possible de déterminer la température T (x, y, z) en tout
point M(x, y, z) de la plaque Ω : il s’agit du problème direct décrit par les équations ci-dessous.
On note Γ1 la limite de la plaque exposée au flux solaire concentré incident et Γ2 celle qui ne
l’est pas. De plus, on définit n la normale à la surface au point M(x, y, z). Enfin, pour une
meilleure compréhension, on note : T (x, y, z) = T, λ(T ) = λ, ϕinc(x, y) = ϕinc.

Alors, pour tout M ∈ Ω, on a :
∇ · (λ · ∇T ) = 0. (3)

Pour tout M ∈ Γ1, la condition à cette limite s’écrit :

−λ ·
∂T

∂n
= −α · ϕinc + εf · σ ·

(

T 4
− T 4

env

)

+ h · (T − Tenv) . (4)

Pour tout M ∈ Γ2, la condition à cette limite s’écrit :

−λ ·
∂T

∂n
= εp · σ ·

(

T 4
− T 4

env

)

+ h · (T − Tenv) . (5)
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Figure 2 : Schéma représentant les transferts de chaleur aux limites de la plaque en fonte. La limite Γ1

est exposée au flux solaire concentré (1). Les deux limites Γ1 et Γ2 sont les lieux de transferts d’énergie

avec l’environnement par rayonnement (2 et 3) et convection (4).

Le problème direct est résolu avec le logiciel CAST3M en utilisant la méthode des éléments
finis. Le maillage est constitué de 24 000 éléments quadratiques cubiques avec 8 nœuds : 100
dans la longueur de la plaque (axe x), 60 dans sa hauteur (axe y) et 4 dans son épaisseur (axe z).

Le problème inverse consiste à déterminer l’intensité et la distribution du flux thermique
concentré reçu ’côté réflecteur’ de la plaque qui provoque la température mesurée ’côté caméra’
de la plaque. Le problème inverse est résolu à l’aide d’une minimisation reposant sur la méthode
des gradients conjugués couplée à l’état adjoint [7].

Intéressons nous maintenant aux transferts thermiques aux frontières de la plaque en fonte.
Pour déterminer le transfert de chaleur par rayonnement, on suppose que la plaque est un corps
gris positionné dans un environnement assimilé à un corps noir. La proportion du flux concen-
tré incident qui est absorbée par la plaque est quantifiée par l’absorptivité solaire de la fonte.
Des mesures ont montré que l’absorptivité monochromatique de la fonte ne dépend pas de la
température de la fonte dans la gamme de températures étudiée (50 ◦C à 500 ◦C). De plus, par
soucis de simplification, une unique valeur d’absorptivité (absorptivité spectrale) peut être cal-
culée : elle est égale à la moyenne de l’absorptivité monochromatique entre 0,25 µm et 2,5 µm
pondérée par le spectre d’émission du Soleil sur le même intervalle. L’échange de chaleur entre
la plaque et son environnement est quant-à-lui quantifié par deux émissivités, celle de la fonte
et celle de la peinture. Ici encore, l’émissivité monochromatique de la fonte et celle de la pein-
ture ne varient pas avec la température des matériaux respectifs dans la gamme de températures
étudiée. De plus, la fonte et la peinture se comportent approximativement comme des corps gris
entre 2,5 µm et 25 µm ; c’est pourquoi une émissivité spectrale moyenne a pu être retenue sur
cet intervalle pour chacun des deux matériaux. Ces valeurs figurent dans le tableau 1.

Conductivité thermique de la fonte λ(T ) = 49, 85− 0, 0106 · T [9]
(T en ◦C)

Absorptivité spectrale de la fonte α = 0,88

Émissivité spectrale de la fonte εf = 0,77

Émissivité spectrale de la peinture εp = 0,77
Coefficient d’échange convectif h = 7W ·K−1

·m−2

Tableau 1 : Caractéristiques prises en compte dans le modèle thermique de la plaque en fonte.

La détermination du flux solaire concentré incident sur la plaque en fonte requière également
l’estimation du flux convectif aux parois. L’étude des transferts de chaleur par convection en
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milieu ouvert sur une paroi verticale de température inhomogène peut être particulièrement
complexe. Ainsi, le problème a été simplifié et une unique valeur de coefficient d’échange
convectif a été estimée à 7W · K−1

· m−2 en l’ajustant dans le modèle thermique jusqu’à ce
que le flux estimé par les techniques inverses en périphérie de la plaque soit égal à l’irradiance
globale du plan vertical. Tous les paramètres du modèle sont maintenant définis.

Avant de poursuivre, il est important de noter qu’une fissure est apparue lors de l’une des
expériences précédentes. Cette fissure est probablement la conséquence du gradient de tempé-
rature élevé dans la plaque. Son effet sur la conduction thermique n’est pas pris en compte dans
le modèle thermique et sera discuté dans la section 3..

2.6. Calcul de performance du réflecteur

Une fois que le flux collecté par le réflecteur de Scheffler est calculé et que le flux délivré par
ce même réflecteur est estimé, il est possible d’obtenir l’efficacité énergétique ηref du réflecteur.
Cette dernière s’écrit

ηref =
Qout

Qin

. (6)

La perte de puissance observable entre l’entrée et la sortie du système peut être symbolisée par
la réflectivité des miroirs r (une partie du rayonnement est absorbée) et par la proportion du
rayonnement collecté atteignant effectivement la cible ηtar. On a alors :

ηref = r · ηtar. (7)

3. Résultats et discussion

3.1. Premiers résultats et observations

Les résultats présentés ci-dessous sont issus d’une mesure réalisée à Marseille (lon. 5,4374◦,
lat. 43,3449◦, alt. 120m) le 14/06/2022. L’expérience a débuté à 10h30 (heure solaire) et la
mesure a été réalisée à 11h14 (heure solaire) alors que le régime permanent était atteint. Tous
les horaires indiqués par la suite sont donnés par rapport à l’heure solaire. A cette date, la surface
d’interception était de 4,6m2 et a été calculée à partir de (1). L’irradiance solaire normale directe
moyenne pendant la mesure était égale à 900W · m−2, la température extérieure moyenne de
29,5 ◦C et la vitesse moyenne de vent de 0,5m · s−1.

3.2. Champ de températures expérimental

Les graphiques qui suivent sont tracés du point de vue de la caméra infrarouge, l’axe x étant
horizontal, l’axe y étant vertical et l’axe z venant de la plaque en fonte vers la caméra. La figure 3
montre la température sur la face ’côté caméra’ de la plaque. Comme l’émissivité a été prise en
compte, les températures sont exprimées comme des "températures vraies", par opposition aux
"températures corps noir". D’un point de vue qualitatif, on observe un point chaud au milieu de
la plaque et un gradient de température de ce point chaud vers les bords de la plaque. De plus, la
distribution du flux semble être axisymétrique. Un petit défaut est visible en bas de la plaque :
il s’agit d’une discontinuité de température due à l’étroite fissure. Nous verrons dans la suite
que son influence sur l’estimation du flux est faible. Le fait qu’il n’y ait pas de discontinuité
de température à l’endroit où la peinture s’est écaillée confirme l’hypothèse d’une émissivité
homogène malgré le changement d’aspect visuel. D’un point de vue quantitatif, la température
varie de 52 ◦C sur les bords, à 468 ◦C, température maximale atteinte aux coordonnées 0,52m
sur l’axe des x et 0,27m sur l’axe des y.
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Figure 3 : Champ de température expérimental obtenu au dos de la plaque en fonte (côté du réflecteur).

3.3. Intensité et distribution du flux de chaleur sur la plaque

Comme expliqué dans la section 2., le flux thermique reçu par la plaque en fonte est estimé
par inversion à partir des mesures de température et en prenant une absorptivité solaire de 88%
pour la fonte. La figure 4 représente la densité du flux thermique reçu par la plaque.

Figure 4 : Distribution du flux solaire concentré reçu par la plaque en fonte.

La forme de la distribution du flux thermique est similaire mais plus étroite que celle de
la température. L’estimation de la densité du flux thermique a généré une petite "vague" près
de l’emplacement de la fissure. Ce phénomène non physique est dû à notre modèle et aux
techniques inverses, qui ne prennent pas en compte la fissure. Mais ce n’est qu’un problème
local et les résultats globaux ne sont visuellement pas très affectés. La densité du flux thermique
atteint un maximum de 90,8 kW·m−2 et le flux thermique total reçu par la plaque est de 2,4 kW.
Dans ce flux thermique total, le flux thermique provenant de l’environnement est négligeable
par rapport à la puissance délivrée par le réflecteur (moins de 1%).

Sachant que l’irradiance solaire normale directe était de 900W · m−2 et que l’ouverture
du réflecteur Scheffler était de 4,6m2, la puissance reçue par le réflecteur de Scheffler était
donc de 4,1 kW. Ainsi, l’efficacité du réflecteur de Scheffler pour concentrer et transmettre
le rayonnement solaire à la plaque est de 61%. Ces résultats sont en bon accord avec ceux de
Oelher et Scheffler [10]. Ces derniers ont effectué des mesures en avril, en utilisant un réflecteur
similaire. Pour une ouverture similaire (4,7m2) et un éclairement énergétique de 730W · m−2

(plus faible de 18%), ils ont obtenu un flux thermique de 2,1 kW (plus faible de 12%), soit une
efficacité énergétique quasiment égale à celle que nous avons obtenue.

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

439



4. Conclusion et perspectives

Cette communication présente une méthode rarement utilisée dans le domaine de l’énergie
solaire pour mesurer l’intensité et la distribution du flux de chaleur concentré délivré par un
réflecteur de Scheffler de 8m2. Grâce à une caméra infrarouge et à des techniques inverses, une
carte détaillée de la densité de flux de chaleur a été obtenue. Cette densité atteint un maximum
de 90,8 kW ·m−2 et le flux thermique total reçu par la plaque est de 2,4 kW, ce qui implique une
efficacité énergétique de 61% pour le réflecteur étudié. Ces résultats ont montré un excellent ac-
cord avec une mesure réalisée par Oehler et Scheffler dans des conditions similaires, confirmant
ainsi la pertinence de la méthode. En plus d’une valeur de flux totale, ces résultats apportent
aussi des informations sur la distribution du flux dans la zone focale qui pourront être prises
en compte pour la conception d’un réflecteur secondaire ou d’un absorbeur. En l’état actuel,
la méthode décrite ici requière du matériel de mesure spécifique et implique un coût de calcul
numérique relativement élevé pour le traitement des données. Néanmoins, elle semble disposer
d’un potentiel d’amélioration important en terme de simplification et d’accessibilité.

Références

[1] G. Guillet, S. Barbosa, T. Fasquelle and B. Kadoch, Towards Professional Kitchen with Scheffler Re-
flectors, Proc. CONSOLFOOD 2020 International Conference on Advances in Solar Thermal Food
Processing (Faro, Protugal, 24-26 jan. 2022)

[2] A. Munir, O. Hensel and W. Scheffler, Design principle and calculations of a Scheffler fixed focus
concentrator for medium temperature applications, Solar Energy, 84-8 (2010) 1490-1502.

[3] D. S. Reddy, Mohd. K. Khan, Md. Z. Alam and H. Rashid, Design charts for Scheffler reflector,
Solar Energy, 163 (2018) 104-112.

[4] www.solare-bruecke.org (site consulté le 26/02/2023)
[5] E. A. Dib, Análise da formação de imagem focal do concentrador solar paraboloidal tipo scheffler,

Ph.D. thesis, University of São Paulo, São Paulo, Brazil, (2021)
[6] M. Röger, P. Herrmann, S. Ulmer, M. Ebert, C. Prahl, et F. Göhring, Techniques to Measure Solar

Flux Density Distribution on Large-Scale Receivers, Journal of Solar Energy Engineering, 136-3
(2014) 031013.

[7] J. Gaspar et al., First heat flux estimation in the lower divertor of WEST with embedded thermal
measurements, Fusion Engineering and Design, 146 (2019) 757-760.

[8] C. K. Ho, A. R. Mahoney, A. Ambrosini, M. Bencomo, A. Hall and T. N. Lambert, Characterization
of Pyromark 2500 Paint for High-Temperature Solar Receivers, Journal of Solar Energy Engineering,
136-1 (2013)

[9] D. Holmgren, Review of thermal conductivity of cast iron, Journal of Cast Metals Research, 18
(2005) 331-345.

[10] U. Oelher and W. Scheffler, The use of indigenous materials for solar conversion, Sol. Energy
Mater. Sol. Cells, 33-3 (1994) 379–387.

Remerciements

Les auteurs remercient la Région Provence-Alpes-Côte d’Azur et la société Le Présage pour
leur intérêt et leur financement de ce projet de recherche dans le cadre du dispositif "Emplois
Jeunes Doctorants". Ils remercient également l’Institut de Mécanique et d’Ingénierie d’Aix-
Marseille Université pour son financement dédié aux travaux expérimentaux. Enfin, ils remer-
cient Nathalie Ehret, Yann Anquetin, Christophe Escape et Sadi Noël pour leur support tech-
nique.

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

440
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Résumé - La présente étude vise à proposer une démarche de caractérisation thermique d’assemblages

de câbles de puissance et connecteurs électriques basée sur des mesures expérimentales et leur

comparaison à des modèles thermiques 3D. Les résultats présentés dans ce papier permettent ainsi, pour

les connecteurs considérés, de montrer que la résistance thermique liée aux sertissages hexagonaux

considérés ici est négligeable et, au contraire, d’identifier une résistance thermique significative induite

par le bracelet de connexion électrique d’un connecteur démontable.

Nomenclature

S Section de passage du flux, m2

D Diamètre, m

Φ Flux de chaleur, W

x Position longitudinale, m

Rth Résistance thermique, K/W
T température, K

Symboles grecs

λ Conductivité thermique, W.m−1.K−1

Indices et exposants

serti Sertissage

conn Connecteur

1. Introduction

Dans le contexte actuel d’électrification des moyens de transport aériens, la puissance électri

que embarquée à bord d’aéronefs est amenée à augmenter significativement. Pour permettre

le transport de cette énergie à bord de l’avion, la mise en oeuvre d’assemblages de câbles et

connecteurs électriques adaptés à de fortes puissances, généralement appelés harnais électriques,

s’avère de plus en plus nécessaire. Considérant ceci, et dans le cas par exemple de la connexion

d’un élément chaud à un élément froid ou bien d’une variation brutale d’ambiance thermique

le long du harnais, l’apparition de flux de chaleurs longitudinaux peut éventuellement poser des

problèmes de gestion thermique qu’il convient de prévoir correctement lors de la conception du

système.

Néanmoins, la problématique de la capacité de transport thermique de tels harnais semble

actuellement assez peu étudiée dans la littérature. La majorité des études des phénomènes

thermiques sur ces assemblages semble en effet se concentrer sur la détection de résistances

électriques liées aux connecteurs [1, 2] ou bien sur la génération de chaleur induite par des

contacts électriques imparfaits [3]. Par ailleurs, les études récentes concernant la conduction

thermique au sein de câbles sont majoritairement axées sur le transfert thermique radial, c’est à

dire depuis le centre du câble vers le milieu ambiant [4, 5].

Dans ce cadre, il est ici présenté le développement d’un banc de caractérisation de contacts

thermiques liés à des harnais électriques ainsi que son application à deux assemblages câbles/

connecteurs. Par la suite, une démarche de comparaison des résultats expérimentaux avec une

modélisation numérique 3D des assemblages étudiés est détaillée dans le but d’identifier les

https://doi.org/10.25855/SFT2023-098
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résistances thermiques locales liées aux connecteurs.

2. Dispositif expérimental

2.1. Connecteurs étudiées et instrumentations associées

Dans le cadre de ces travaux, deux connecteurs de nature différentes ont été étudiés et sont

représentées en Fig. 1. Le premier connecteur, représenté en partie haute de cette figure et

désigné par la suite ”câbles sertis” est une pièce en cuivre usinée de manière à pouvoir relier

deux câbles par sertissage hexagonal dans celle-ci. Les câbles utilisés sont des cables multi-brins

en cuivre définis à la norme EN2083. L’objectif est de caractériser la conduction thermique le

long de tels câbles et d’évaluer la résistance thermique induite par les sertissages. Le second

connecteur, désigné par la suite ”barreaux clipsés” est constitué de deux barreaux de cuivre

pouvant être connectés par une liaison male/femelle, la connexion électrique étant assurée par

un ”bracelet” en cuivre. Celui-ci assure le contact électrique par sa déformation élastique lors

de l’assemblage des barreaux (voir schéma de la Fig. 1).

Figure 1 : Connecteurs à cables sertis et à barreaux clipsables caractérisés dans le cadre de cette étude

Dans le cas des câbles sertis, des thermocouples type T gainés de diamètre 1mm sont insérés

à l’intérieur du câble le long de celui-ci avec un espacement ∆xcable
Tc . Un perçage effectué au

centre de la pièce sertie permet d’évaluer la température entre les deux sertissages. Pour le

second connecteur, des perçages (régulièrement espacés de ∆xbarreau
Tc ) permettent similairement

de mesurer le profil de température le long du connecteur. Il est alors possible d’évaluer le

flux de chaleur longitudinal local le long de chacun des connecteurs en fonction des écarts de

températures entre thermocouples successifs ∆T selon :

Φcable(x) = −λcableScable

∆Tcable

∆xcable
Tc

(x), Φbarreau(x) = −λCuSbarreau

∆Tbarreau

∆xbarreau
Tc

(x) (1)

La conductivité thermique du barreau est considérée égale à celle du cuivre pur λCu. La conduc-

tivité thermique longitudinale du câble est considérée égale à celle du cuivre corrigée du taux

de vide dans une section de cable αcable = 0.625, c’est à dire λcable = (1− αcable)× λCu.

Par la suite, l’évaluation de ces flux de chaleurs à proximité immédiate des connecteurs, schéma

tiquement représentée en Fig. 2, permet d’évaluer les résistances thermiques des connecteurs re-

latives à la moyenne des flux entrants et sortants du connecteur :

Rserti
th =

∆T serti

Φserti
, Rconn

th =
∆T conn

0.5× Φconn
1

+ 0.5× Φconn
2

(2)
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Figure 2 : Vue schématique de la méthode de mesure des résistances thermiques aux connecteurs,

connecteurs à cables sertis (gauche), à barreaux clipsables (droite)

2.2. Banc de caractérisation thermique de connecteurs

Étant donnés ces deux connecteurs, un banc de caractérisation des contacts thermiques as-

sociés a été conçu et est représenté schématiquement en Fig. 3 avec une photographie du banc

de test assemblé dans le cas d’un connecteur à barreaux clipsés. En partie gauche de celui-

ci, un bloc chaud usiné en cuivre dans lequel sont insérées des cartouches chauffantes permet

d’appliquer un flux de chaleur à une des extrémités du connecteur. Un bloc froid de géométrie

similaire permet d’extraire le flux de chaleur à l’autre extrémité du connecteur. Ce bloc froid

est refroidi par une plaque froide dans laquelle un écoulement d’eau à 20°C est imposé par un

bain thermostaté.

Figure 3 : Vue en coupe du banc utilisé pour la caractérisation thermique d’assemblages

câbles/connecteurs

Sur chacun de ces blocs usinés, 4 emplacements pour thermocouples espacés de ∆xbloc
Tc per-

mettent d’évaluer les flux entrants Φchaud et sortants Φfroid du connecteur selon :

Φchaud = −λCuSbloc

∆T chaud
bloc

3∆xbloc
Tc

, Φfroid = −λCuSbloc

∆T froid
bloc

3∆xbloc
Tc

(3)

Dans ce cas, le gradient de température ∆T froid
bloc /(3∆xbloc

Tc ) est évalué comme étant la meilleure

approximation linéaire du gradient mesuré par les 4 thermocouples placés le long de chacun des

blocs chaud et froid. Les principales grandeurs thermophysiques et géométriques correspondant

à ce dispositif expérimental sont détaillées avec leurs incertitudes de mesure associées en Table

1. A noter que la faible incertitude de mesure liée aux thermocouples a été permise par leur

étalonnage préalable dans un bain d’huile thermostaté de l’ensemble des thermocouples et de

la chaine de mesure par rapport à une sonde PT100 elle-même étalonnée dans un laboratoire

accrédité COFRAC. L’assemblage est attaché à une structure mécanique en profilés fermée par
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des plaques de plexiglas qui est par la suite remplie de copeaux de liège afin de minimiser la

déperdition du flux de chaleur traversant le câble vers le milieu ambiant.

Grandeur Valeur Incertitude

Température T 20− 200 δT = 0.2K
Diamètre câble Dcable − δDcable = 0.2mm
Diamètre barreau Dbarreau − δDbarreau = 0.1mm
Diamètre barreau Dbloc − δDbloc = 0.1mm
Distance thermocouples (câbles) ∆xcable

Tc
16− 20mm δxcable = 1mm

Distance thermocouples (barreau) ∆xbarreau

Tc
21mm δxbarreau = 0.2mm

Distance thermocouples (bloc) ∆xbloc

Tc
36mm δxbloc = 0.2mm

Conductivité du câble λcable 243.8W.m−1.K−1 δλcable = 0.1× λcable

Tableau 1 : Principales grandeurs liées au dispositif expérimental et incertitudes associées

2.3. Protocole expérimental

Dans l’ensemble des résultats présentés par la suite, le protocole expérimental suivi est iden-

tique. Le banc d’essai, initialement à température ambiante, est mis en fonctionnement par

l’allumage de la dissipation et la mise en circulation de l’écoulement de la plaque froide à

Teau = 20oC. La variation des températures le long de l’assemblage est enregistrée en continu

durant l’essai par une centrale d’acquisition dédiée (Rigol M300 avec bornier thermocouple à

compensation de soudure froide). A la fin de l’essai, les données obtenues sont enregistrées

puis traitées à l’aide d’un script Matlab. Un exemple de variation temporelle de température

obtenue dans le cas d’un connecteur à cables sertis est représenté en Fig. 4. Bien que le gradient

de température le long de l’assemblage soit nettement observable, il apparait que, malgré une

durée de chauffe supérieure à 6 heures, le régime permanent n’est pas atteint. Néanmoins, la

variation temporelle des résistances thermiques mesurées au niveau des sertissages, représentée

en Fig. 5, montre une stabilisation bien plus rapide de la mesure de Rserti
th .

Figure 4 : Evolution des températures mesurées

sur le connecteur à cables sertis, dissipation à la

source chaude Φdissip = 30W

Figure 5 : Evolution des résistances thermiques

mesurées sur le connecteur à cables sertis, dissi-

pation à la source chaude Φdissip = 30W

Il apparait donc que les effets thermiques transitoires (principalement liés ici à la lente

montée en température de l’isolant autour de l’assemblage) ont un impact négligeable sur la

mesure de résistance thermique. On notera que l’incertitude importante sur la mesure de Rserti
th

est notamment induite par l’incertitude considérée sur la conductivité effective du cable δλcable.
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3. Résultats expérimentaux

Dans cette section, les principaux résultats expérimentaux obtenus sur les deux configu-

rations de connecteur considérées sont détaillés. Étant données les observations détaillées en

section 2.3., l’ensemble des valeurs expérimentales présentées par la suite correspondent à des

points de mesures associés à des températures non stabilisées mais pour lesquels un régime

stationnaire des mesures de résistances thermiques est atteint.

3.1. Connecteur serti

Tout d’abord, la variation longitudinale du flux de chaleur traversant l’assemblage, obtenue

6 heures après la mise en marche du banc, est représentée en Fig. 6. Malgré l’isolation de

l’assemblage, environ 1/3 du flux de chaleur imposé du coté chaud de l’assemblage apparait

être perdu vers le milieu ambiant durant la traversée du connecteur, la déperdition de flux de

chaleur au niveau du connecteur semble toutefois très limitée. Par ailleurs, il est à noter que

malgré les fortes incertitudes de mesures du flux traversant le câble, les valeurs de celui-ci

mesurées le long du cable semblent tout à fait cohérentes avec les mesures Φchaud et Φfroid

des flux apporté et extrait des harnais. Enfin, la variation longitudinale de température le long

de l’assemblage, représentée en Fig. 7, semble montrer que l’impact des deux sertissages sur

le profil de température global de l’assemblage est très limité. Autrement dit, les résistances

thermiques locales induites par les sertissages apparaissent assez faibles devant les résistances

thermiques de conduction longitudinale liées aux câbles eux-mêmes. Par la suite, on considèrera

Figure 6 : Variation longitudinale des flux de

chaleur mesurés sur le connecteur à cables ser-

tis

Figure 7 : Variation longitudinale des

températures mesurées le long du connecteur à

cables sertis

une valeur moyenne de résistance thermique liée au sertissage correspondant à la moyenne des

deux valeurs représentées en Fig. 5 :

Rserti
th = 1.26± 0.38 K/W (4)

A noter que de nombreux essais réalisés dans cette configuration ainsi que sur un second as-

semblage connecteur/cable identique pour différentes valeurs de flux dissipés à la source chaude

ainsi que des mesures en régime permanent (permises par l’absence d’isolation thermique) ont

été réalisés. Les résultats obtenus ont montré une très bonne reproductibilité de la mesure de

Rserti
th , les variations observées restant dans tous les cas inférieures à l’incertitude de mesure.
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3.2. Connecteur à barreaux clipsés

De même que pour le connecteur à cables sertis, la variation longitudinale du flux de chaleur

traversant l’assemblage est représentée en Fig. 8. Le flux dissipé à la source chaude est fixé à

Φdissip = 55W . Ici encore, des pertes de l’ordre du tiers du flux imposé par le bloc chaud sont

observées le long de l’assemblage mais le flux de chaleur reste approximativement constant

autour du connecteur. Au contraire, le tracé de la variation longitudinale de température le

long de l’assemblage, représentée en Fig. 9, montre une chute de température significative au

niveau du connecteur, de l’ordre de 45oC. On considèrera par la suite une valeur de résistance

Figure 8 : Variation longitudinale des flux de

chaleur mesurés sur le connecteur à barreaux

clipsables

Figure 9 : Variation longitudinale des

températures obtenues sur le connecteur à

barreaux clipsables

thermique liée à ce saut de température à travers le connecteur égale à :

Rconn
th = 2.17± 0.3 K/W (5)

Ici aussi, de nombreux essais complémentaires pour différents flux de chaleur dissipés, avec et

sans isolation, ont permis de montrer une bonne reproductibilité des résultats, les variations de

résistance thermique mesurées d’un essai à l’autre ne dépassant pas 5%. Il est toutefois à noter

que des essais de reproductibilité menés sur d’autres connecteurs à barreaux clipsables de même

géométrie ont mis en évidence des résistances thermiques légèrement différentes, de l’ordre de

1.9K/W pour le deuxième connecteur et d’environ 2.4K/W pour le troisième connecteur. Le

connecteur présenté ici correspond ainsi à une valeur médiane de ces trois harnais.

4. Identification des résistances thermiques locales

A ce stade, les valeurs de résistance thermiques mesurées incluent aussi bien les résistances

thermiques liées aux sertissages et connexions mécaniques que celles induites par la conduc-

tion volumique entre les points de mesure de température. Dans cette section, l’objectif est

alors d’identifier les résistances thermiques locales induites par ces connexions en comparant

les résistances thermiques mesurées à celle prédites par un modèle thermique 3D de l’assem-

blage. Dans ce but, les modèles mis en place sont présentés dans un premier temps. Par la suite

l’identification des résistances thermiques locales par comparaison à l’expérience sera détaillée.
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4.1. Présentation des modèles

Dans chacune des deux configurations, les portions de géométrie 3D des assemblages direc-

tement à proximité des connecteurs mis en œuvre sur le banc expérimental sont importés dans le

logiciel de simulation thermique 6SigmaET v15. Les modèles thermiques 3D ainsi considérés

sont représentés en Fig.10.

Figure 10 : Approche de modélisation 3D utilisée pour identifier les résistances thermiques locales de

sertissage et de connecteur en fonction des résultats expérimentaux macroscopiques

Dans chaque cas, un flux de chaleur Φ = 10W est imposé de manière homogène sur le

coté ”chaud” de l’assemblage et une température constante T = 20oC est imposée à l’autre

extrémité. Des capteurs numériques de température sont placés aux emplacements des ther-

mocouples insérés dans le dispositif expérimental. Dans le cas des sertissages, une géométrie

de connecteur non déformée par le sertissage est considérée. L’effet thermique du sertissage est

alors pris en compte par l’ajout d’un anneau de conductivité λfictif
serti arbitraire assurant un contact

thermique entre le câble et la pièce de connexion. Similairement, pour le connecteur clipsable,

la géométrie complexe du bracelet est remplacée par un anneau de conductivité λfictif
bracelet assurant

le contact entre les deux pièces de cuivre.

4.2. Application aux résultats expérimentaux

Les modèles présentés dans la section précédente sont évalués pour différentes valeurs de

conductivités thermiques de bracelet et les valeurs de résistance thermiques numériques obte-

nues sont comparées aux valeurs expérimentales en Figs.11 et 12. Pour chacun des modèles

considérées, l’indépendance de la solution au maillage du modèle a été assurée. Dans le cas du

sertissage, la comparaison des valeurs numériques à la valeur mesurée fait clairement apparaitre

qu’il est nécessaire d’atteindre la zone d’insensibilité de la résistance thermique du connecteur

à la conductivité thermique fictive du sertissage pour obtenir un bon accord modèle/mesure.

Autrement dit, la comparaison au modèle permet de conclure que la résistance thermique de

contact liée au sertissage est négligeable devant la résistance liée à la conduction volumique à

travers le connecteur. Au contraire, dans le cas du connecteur clipsé, il est nécessaire de prendre

en compte une résistance thermique non négligeable au niveau du bracelet pour prédire correcte-

ment la mesure expérimentale. Dans ce cas, une conductivité fictive λfictif
bracelet ≈ 1.2W.m−1.K−1

semble correspondre le mieux à la configuration expérimentale. On notera que pour une conduc-

tivité du bracelet égale à celle du cuivre (i.e. une résistance thermique induite par le bracelet

négligeable), la résistance thermique prédite par le modèle est Rcond
th = 0.8 K/W . En sous-

trayant cette valeur à la valeur mesurée sur le connecteur dans la section précédente, il est alors
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possible d’identifier la résistance thermique induite par le bracelet seul selon :

Rbracelet
th = Rconn

th −Rcond
th = 1.37± 0.3 K/W (6)

Figure 11 : Comparaison des résistances ther-

miques liées au sertissage prédites par le modèle

aux valeurs expérimentales

Figure 12 : Comparaison des résistances ther-

miques liées au connecteur démontable prédites

par le modèle aux valeurs expérimentales

5. Conclusion

Dans cette étude, il a été possible d’évaluer expérimentalement les résistances thermiques

locales liées à deux types de connecteurs de câbles électriques de fortes puissances. Dans le

cas d’un sertissage hexagonal de câbles dans une pièce en cuivre, l’impact de ces sertissages

sur le profil de température le long de l’assemblage est apparu négligeable. Au contraire, dans

le cas de connecteurs démontables usinés dans des barreaux en cuivre, il a été montré que la

connexion induisait un fort saut de température local. Ces conclusions ont pu être confirmées

par comparaison à des modèles de conduction 3D dans ces assemblages, avec notamment la

nécessité d’ajouter une résistance thermique locale significative au niveau de la connexion des

barreaux pour retrouver les résultats expérimentaux.

Dans le futur, le banc développé dans le cadre de cette étude pourrait être facilement réutilisé

pour caractériser d’autres types de connecteurs électriques. Cela permettrait de compléter cette

étude pour l’instant très spécifique aux connecteurs choisis. A plus long terme, le dispositif

expérimental pourrait également être légèrement modifié pour permettre des mesures simul-

tanées des résistances électrique et thermique induites par un connecteur. Un tel banc d’essais

permettrait ainsi d’observer un éventuel couplage entre ces deux phénomènes physiques.

Références
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Résumé - Le contrôle précis de la température lors des procédés de fabrication des matériaux est un 
point crucial pour l’obtention des propriétés désirées. La mesure de la température est soumise aux 
nombreux biais et bruits de mesure. Dans le cadre de cette étude, l’outil métrologique utilisé est la 
thermographie infrarouge multi-spectrale qui présente l’avantage d’être une méthode sans contact. Cet 
article présente la méthode développée et les résultats théoriques et expérimentaux obtenus sur 
l’estimation de température de surface d’un matériau opaque, en étudiant aussi l’importance de la 
calibration de l’outil métrologique dans la précision des mesures. Des mesures de flux radiatif émis par 
un échantillon en nickel oxydé à 𝑇 = 985.65 𝐾 ont permis d’estimer la température de surface avec un 
écart absolu de mesure de 𝑒𝑟𝑟𝑇 = 7.12 𝐾. La recalibration de l’outil métrologique diminue légèrement 
l’écart à 𝑒𝑟𝑟𝑇 = 5.59 𝐾. 

Nomenclature 

T température, K 
C1 première constante de rayonnement, W.m2 

C2 deuxième constante de rayonnement, W.K 𝑀𝜆 émittance monochromatique, W.m-3 
Symboles grecs 𝜆 longueur d’onde, m 

𝜀 émissivité 𝜑𝜆 flux radiatif monochromatique, W.m-3 
Indices et exposants 0 corps noir 𝜆 monochromatique 

1. Introduction 

Les mesures fiables et robustes des hautes températures sont essentielles pour de nombreuses 
applications industrielles. Une mesure précise permettra de contrôler et piloter des procédés 
industriels plus finement et de diminuer leur consommation énergétique.  

Le contrôle précis de la température lors des procédés de fabrication des matériaux est un 
point crucial pour l’obtention des propriétés désirées. Les mesures sont soumises à des 
perturbations dues aux nombreux biais et bruits de mesure. 

Les principales problématiques industrielles concernant le développement de nouveaux 
matériaux portent sur la convenance entre les modèles développés (« fit for purpose model ») 
et leur mise en œuvre pour répondre aux questions de dimensionnement ou d’assistance 
technique avec un délai raisonnable. La validation et la calibration des modèles peuvent alors 
s’appuyer sur des grandeurs physiques mesurées in situ ou in operando. 

La thermographie infrarouge multi-spectrale est un outil métrologique non-perturbateur qui 
permet de mesurer et de visualiser des champs de température sans contact à la surface d’un 
matériau. Contrairement aux méthodes de mesure avec contact (thermocouples, thermomètre à 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-118
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résistance…) qui présentent un risque d’endommagement aux hautes températures, les outils 
sans contact ont l’avantage de ne pas perturber le transfert de chaleur dans les matériaux avec 
une installation et maintenance relativement simples. 

Il existe plusieurs travaux menés sur la mesure sans contact de la température de surface, 
nous pourrons citer notamment la pyrométrie à bande large, la pyrométrie monochromatique, 
la pyrométrie bichromatique (Krapez 2011 [1]) et la pyrométrie polychromatique (ou multi-
spectrale) (Araujo 2017 [2] ; Coates 1981[3] ; Duvaut 1995 [4] ; Gardner 1981 [5]). Les biais 
des méthodes multi-spectrales ont aussi été récemment documentés (Krapez 2019 [6]). 

Dans le cadre de cette étude, nous nous intéressons à la mesure multi-spectrale de la 
température de surface des matériaux opaques. Cette étude est la continuité des travaux de thèse 
de Ch. Rodiet au LEMTA [7,8]. L’un des résultats importants de ces travaux a été de définir 
des longueurs d’ondes optimales pour la mesure de la température la plus précise possible en 
régime stationnaire tenant compte du rapport signal/bruit et de la méconnaissance de 
l’émissivité. 

Un défi majeur est la méconnaissance des propriétés optiques des matériaux et leur évolution 
en fonction de la température, la longueur d’onde et du temps, ce qui peut détériorer la précision 
de l’estimation. 
 

Pour contourner ce biais, une méthode multi-spectrale a été développée pour estimer 
simultanément l’émissivité spectrale et la température de surface. 

Dans cet article, nous évoquerons en première partie la méthode multi-spectrale avec le 
modèle d’émissivité spectrale, La deuxième partie traitera les résultats numériques de la 
méthode développée et la validation expérimentale dans le cas de correction et non correction 
du flux. Enfin, la troisième partie soulignera les conclusions majeures et évoquera les 
prochaines étapes de l’étude. 

2. Méthodologie 

Nous introduisons dans la loi de Planck un modèle d’émissivité en éléments finis : 

 

Figure 1 : Les fonctions chapeaux avec {𝜆1 = 2𝜇𝑚; 𝜆1 = 3𝜇𝑚; 𝜆1 = 4𝜇𝑚} 
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𝜑(𝜆, 𝑇) = (∑ 𝜀𝜆𝑗𝑁𝜆𝑗(𝜆)𝑛
𝑗=1 ) . 𝐶1. 𝜆−5exp ( 𝐶2𝜆. 𝑇) − 1 (1) 

Nous observons dans la figure 1 les fonctions chapeaux du modèle d’émissivité pour n=3 
dans la bande spectrale entre 2 et 4 𝜇𝑚 qui correspond à la bande d’intérêt dans le cas des 
hautes températures. 

L’avantage de l’utilisation des fonctions chapeaux 𝑁𝑗(𝜆) de type P1 (des polynômes 
d’interpolation de degré inférieur ou égal à 1) dans le modèle de l’émissivité est qu’elles 
permettent d’assurer la continuité du modèle comme illustrée dans la figure 1, mais également 
de sa dérivée presque partout (l’intégrale de la dérivée reste finie). La méthode est généralisable 
avec d’autres polynômes P2 ou P3 (les splines cubiques) pour modéliser des fonctions plus 
régulières. 

Le décalage entre les fonctions chapeau rend les paramètres indépendants les uns des autres. 
Cela est démontré en calculant la matrice jacobienne contenant les dérivées du modèle (1) par 
rapport aux paramètres inconnus 𝛽 = [𝑇, 𝜀𝜆1 , 𝜀𝜆2 , … , 𝜀𝜆𝑛] : 

𝜕𝜑𝜕𝑇 =  (∑ 𝜀𝜆𝑗𝑁𝜆𝑗(𝜆)𝑛
𝑗=1 ) . 𝐶1. 𝜆−5( 𝐶2𝜆. 𝑇2) exp ( 𝐶2𝜆. 𝑇)(exp ( 𝐶2𝜆. 𝑇) − 1)2  

(2) 

𝜕𝜑𝜕𝜀𝜆𝑗 =  𝑁𝜆𝑗(𝜆). 𝐶1. 𝜆−5𝑒𝑥𝑝 ( 𝐶2𝜆. 𝑇) − 1 , ∀(𝑗) ∈ [1; 𝑛] (3) 

En utilisant cette méthode, les fonctions par morceaux sont théoriquement capables de 
décrire plusieurs types de variations d'émissivité. Un autre avantage est que les paramètres 
estimés ont tous des valeurs physiques définie entre 0 et 1, contrairement aux approches 
précédemment développées [8]. 

Pour estimer simultanément les coefficients d'émissivité spectrale avec la température de 
surface, la fonction coût (4) est minimisée à l’aide de l'algorithme des moindres carrés de 
Levenberg-Marquardt [9,10] implémenté dans MATLAB [11]. La fonction de coût représente 
l’écart quadratique entre le flux mesuré et le flux prédit par la loi de Planck : 

𝐽(𝑇, 𝜀𝜆1 , 𝜀𝜆2 , 𝜀𝜆3) = ∑( 𝜑𝑖𝑒𝑚𝑖𝑡𝑡𝑒𝑑(𝜆𝑖) −4
𝑖=1  𝜑𝑖(𝜆𝑖, 𝑇, 𝜀𝜆1 , 𝜀𝜆2 , 𝜀𝜆3))2

 (4) 

3. Résultats 

3.1. Résultats numériques 

Les résultats présentés dans cette partie sont issus des simulations numériques, le flux 
radiatif « mesuré » est simulé à partir de la loi de Planck auquel nous rajoutons un bruit de 
mesure 𝜎𝜑 = 8.97 ∗ 104 𝑊/𝑚3 calculé expérimentalement. Le flux synthétique présenté dans 
la figure 3 est simulé à la température 𝑇 = 985.65 K et avec l’émissivité spectrale du nickel 
Ni201 oxydé mesurée avec le spectromètre Vertex 80v FT-IR aux longueurs d’ondes  𝜆𝑠𝑖𝑚𝑢𝑙 ={2.00; 2.35; 2.85; 4.00} 𝜇𝑚 (voir figure 2) et à 𝑇 = 300.00 𝐾 (nous supposons ici que 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

451



 

 

l’émissivité n’est pas une fonction de la température). Les longueurs d’onde correspondent aux 
valeurs centrales des filtres monochromatiques installés dans la caméra infrarouge et sont 
adjacentes aux longueurs d’ondes optimales de mesure de la température 𝑇 = 623.00 𝐾 
utilisées dans [8]. 

Le tableau 1 et les figures 4 et 5 présentent les résultats d’estimation de la température de 
surface et des coefficients d’émissivité spectrale du nickel à {𝜆1 = 2.00; 𝜆2 = 2.35; 𝜆3 =4.00} 𝜇𝑚 avec les valeurs initiales 𝛽𝑖𝑛𝑖 = [𝑇𝑖𝑛𝑖, 𝜀𝜆1𝑖𝑛𝑖 , 𝜀𝜆2𝑖𝑛𝑖, 𝜀𝜆3𝑖𝑛𝑖] = [1200.00,1.00,1.00,1.00] et 
les longueurs d’onde d’estimation 𝜆𝑠𝑖𝑚𝑢𝑙 = {2.00; 2.35; 2.85; 4.00} 𝜇𝑚. 

Température 
simulée (K) 

Température 
estimée (K) 

Erreur 
d’estimation de 
la température 

(K) 

Coefficients estimés 
d’émissivité 

spectrale 985.65 974.83 −10.82 [1.00;  0.97;  0.89] 
Tableau 1 : Résultats de l’estimation numérique de la température avec la méthode multi-spectrale 

L’erreur d’estimation obtenue est négligeable (1.09% en erreur relative) même en présence 
de bruit de mesure simulé. A partir des résidus non nuls dans la figure 5, nous pouvons conclure 
que les résultats de l’estimation ne correspondent pas à la solution optimale. 

Figure 2 : Émissivité spectrale mesurée avec 
spectromètre 

Figure 3 : Flux radiatif simulé 

Figure 4 : Résultats de l’estimation numérique de 
l’émissivité 

Figure 5 : Résidus de flux issus de l’estimation 
numérique 
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Les méthodes mono et bi-spectrales développées lors de la thèse de Ch. Rodiet [7] estiment 
la température avec les erreurs 𝑒𝑟𝑟𝑇,𝑚𝑜𝑛𝑜 = 15.34 K et 𝑒𝑟𝑟𝑇,𝑏𝑖 = 15.52 K. Etant donné que les 
valeurs réelles du nickel oxydé sont proches de l’unité et varient peu sur la bande spectrale, le 
biais systématique généré par la méthode mono et bi-spectrale dans ce cas est faible en 
comparaison avec d’autres matériaux où l’erreur d’estimation peut être supérieure à 102 K [12]. 
En revanche, l’erreur d’estimation obtenue avec la méthode multi-spectrale reste relativement 
faible pour différents types de variation d’émissivité spectrale. La méthode nous permet donc 
de réduire le biais systématique qui provient de la méconnaissance des propriétés optique du 
matériau, ce qui améliore la précision de mesure de la température. 

3.2. Résultats expérimentaux 

3.2.1. Description du banc expérimental 

Un échantillon de nickel oxydé de diamètre D=2.5cm et épaisseur e=1.8cm est chauffé par 
induction (la puissance maximale du générateur d’induction est 𝑃𝑚𝑎𝑥 = 6𝑘𝑊) comme présenté 
dans les figures 6 et 7. La température réelle de l’échantillon est mesurée avec un thermocouple 
de type K avec une précision de ± 5 𝐾 placé à mi-distance à l’intérieur de l’échantillon. Dans 
cette partie, le flux radiatif émis par la surface de l’échantillon est mesuré par la caméra infrarouge 
Cedip/FLIR® Titanium 560M avec une résolution maximale de 640 × 512 pixels. La caméra est 
équipée d’un détecteur InSb refroidi avec un moteur Stirling à 77 𝐾 et qui permet des mesures 
entre 1.5𝜇𝑚 et 5.5𝜇𝑚. Les filtres monochromatiques utilisés pour la mesure du flux sont 𝜆𝑒𝑥𝑝 ={2.00; 2.35; 2.85; 4.00} 𝜇𝑚. 

Figure 6 : (a) Illustration du banc expérimental (b) Flux reçu par la caméra infrarouge [13] 

3.2.2. Calibration de la caméra 

Avant d'estimer la température de surface de l'échantillon, la caméra doit être calibrée avec 
un corps noir autour des valeurs de température qui nous intéressent. Le flux de chaleur est 
mesuré sous forme de niveaux numériques (DL), les paramètres associés à la conversion des 
niveaux numériques doivent être déterminés en premier lieu [14].  
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Figure 7 : Echantillon en nickel chauffé par induction 

𝐷𝐿 = [ 𝐴𝜆𝑒𝑥𝑝 ( 𝐶2𝜆. 𝑇) − 1 + 𝐵𝜆 + 𝐶𝜆(𝑇𝑐𝑎𝑚 − 𝑇𝑐𝑎𝑚,𝑟é𝑓)] (𝐼𝑇) + 𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 (5) 

Avec 𝐴𝜆 = 𝑂𝑇𝐹𝜆. 𝜀𝜆. 𝐶1. 𝜆−5 dans lequel nous trouvons la fonction de transfert optique 𝑂𝑇𝐹𝜆 et le numérateur de la loi de Planck, 𝐵𝜆 représente le flux radiatif émis par l’entourage de 
l’échantillon et de la caméra, 𝐶𝜆 est le coefficient qui corrige la valeur du niveau numérique en 
fonction de la température interne de la caméra et l’offset est la valeur du DL quand le temps 
d’intégration 𝐼𝑇 est nul. 

Le corps noir utilisé pour la calibration de la caméra infrarouge est le corps noir à cavité 
Mikron® M330-EU avec une plage de température de [573.15-1973.15 K]. 

En modifiant le banc expérimental après l’étalonnage, une erreur de mesure se présente sous 
forme d’un offset additif au flux mesuré. Pour estimer cet offset, nous chauffons l’échantillon à la 
température 𝑇 = 1068.15 K : 

𝜑𝑖𝑚𝑒𝑠𝑢𝑟é(𝜆𝑖, 𝑇) = 𝑀𝑖0(𝜆𝑖, 𝑇) + 𝜑𝑖𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 , ∀(i) ∈ [1; 4]  
(6) 

L’offset est estimé à l’aide de l’algorithme de Levenberg-Marquardt, nous obtenons les 
valeurs présentées dans le tableau 2. 

Longueur d’onde 
(𝜇𝑚) 𝜑𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 (𝑊/𝑚3) 2.00 −8.59 ∗ 108 2.35 −1.30 ∗ 109 2.85 −7.12 ∗ 108 4.00 −4.99 ∗ 108 

Tableau 2 :  Résultats d’estimation de l’offset 

Le flux émis utilisé comme paramètre d’entrée dans le problème inverse (4) est calculé avec 
l’expression suivante : 𝜑𝑖é𝑚𝑖𝑠(𝜆𝑖, 𝑇) = 𝜑𝑖𝑚𝑒𝑠𝑢𝑟é(𝜆𝑖, 𝑇) − 𝜑𝑖𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡  , ∀(i) ∈ [1; 4]  (7) 
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3.2.3. Résultats d’estimation de la température 

Nous estimons la température de surface quand l’échantillon est chauffé avec une puissance 
d’induction de 8.5%. Pour étudier l’importance de la correction du flux dans la précision des 
mesures, nous allons présenter un premier cas qui correspond à l’estimation sans correction du 
flux et un deuxième cas qui prend en compte l’offset additif au flux dans l’expression (7). Les 
tableau 3 et les figures 8 et 9 présentent les résultats d’estimation expérimentaux en multi-spectrale 
de la température de surface du nickel et les coefficients d’émissivité à {𝜆1 = 2.00; 𝜆2 =2.35; 𝜆3 = 4.00} 𝜇𝑚 avec les valeurs initiales 𝛽𝑖𝑛𝑖 = [𝑇𝑖𝑛𝑖, 𝜀𝜆1𝑖𝑛𝑖 , 𝜀𝜆2𝑖𝑛𝑖 , 𝜀𝜆3𝑖𝑛𝑖] =[1200.00,1.00,1.00,1.00]. 

Etant donné que l’échantillon de nickel n’est pas un corps noir, une partie du flux émis par 
l’environnement à 𝑇𝑒𝑛𝑣 = 300.00 𝐾 est réfléchie par sa surface. Le modèle du flux radiatif (8) 
en provenance de la surface de l’échantillon utilisé dans la fonction coût (4) prend en compte ce 
flux additionnel. 

𝜑(𝜆, 𝑇, 𝜀𝜆1 , 𝜀𝜆2 , 𝜀𝜆3) = (∑ 𝜀𝜆𝑗𝑁𝑗(𝜆)𝑛
𝑗=1 ) . 𝐶1. 𝜆−5exp ( 𝐶2𝜆. 𝑇) − 1 + (1 − ∑ 𝜀𝜆𝑗𝑁𝑗(𝜆)𝑛

𝑗=1 ) . 𝑀0(𝜆, 𝑇𝑒𝑛𝑣) (8) 

 

Température 
réelle (K) 

Correction 
offset 

Température 
estimée (K) 

Ecart entre la 
température 

réelle et estimée 
(K) 

Coefficients estimés 
d’émissivité 

spectrale 

985.65 
Sans correction 978.53 −7.12 [0.89;  1.00;  0.82] 
Avec correction 991.24 +5.59 [0.94;  1.00;  0.83] 

Tableau 3 : Résultats expérimentaux d’estimation de la température avec la méthode multi-spectrale 

Nous observons d’après les résultats du tableau 3 que la prise en compte de l’offset peut 
diminuer légèrement l’écart entre la température réelle mesurée par le thermocouple et la 
température estimée mais ne représente pas une étape cruciale pour assurer une estimation 
précise à ce niveau de température. 

Vu que l’émissivité réelle varie en fonction de la température, l’émissivité simulée dans la 
partie numérique (voir figure 2) ne correspond pas aux valeurs réelles à 𝑇 = 985.65 𝐾. Puisque 

Figure 8 : Résultats de l’estimation expérimentale 
de l’émissivité  

Figure 9 : Résidus de flux issus de l’estimation 
expérimentale 
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l’écart de mesure de la température est négligeable dans les deux cas présentés et d’après la figure 
8, nous pouvons conclure que les valeurs d’émissivité à cette température restent proches des 
valeurs mesurées avec le spectromètre à la température ambiante. 

Même si l’ordre de grandeur des résidus expérimentaux dans la figure 9 est supérieur à celui 
des résidus numériques, l’écart expérimentale de mesure de la température est relativement faible. 
Cela est dû à la compensation entre l’erreur d’estimation de l’émissivité et de la température en 
minimisant simultanément les résidus de flux même si les paramètres ne sont pas corrélés. 

4. Conclusion et perspectives 

La méthode multi-spectrale développée consiste à introduire dans la loi de Planck un modèle 
d’émissivité en éléments finis ce qui permet d’estimer simultanément la température et 
l’émissivité spectrale et ainsi réduire le biais systématique [12]. Les résultats expérimentaux 
ont démontré que même dans le cas de modification de conditions expérimentales, la correction 
de l’offset de la caméra infrarouge n'est pas nécessaire pour assurer une estimation précise sur 
la plage de température qui nous intéresse. Pour apprécier la robustesse et la précision de la 
méthode multi-spectrale pour différentes valeurs et variations d’émissivité spectrale, des 
travaux expérimentaux concernant différents types de matériaux sont en cours de 
développement. L’estimation expérimentale d’une température dynamique est aussi envisagée. 
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Abstract  
Droplet temperature is a key parameter for the study of heat and mass transfers in spray applications. 
We present a new method based on laser-induced fluorescence to measure the droplet temperature. It 
combines a two-photon excitation of the fluorescence and a measurement of the fluorescence lifetime. 
The method is illustrated for the study of the mixing between two sprays injected at different 
temperatures. Not only the temperature of the mixture but also the temperature and volume fraction of 
individual sprays can be measured with acceptable accuracy.  

Nomenclature  𝑡         Time, s 𝑇 Temperature, °C 
V        Liquid Volume, L n Number of photons 𝐶        Concentration, mol/L 𝑅        Gas constant, J ∙K∙ mol-1 𝐸𝑎      Activation energy, J/mol 𝐾𝛾 Rate of radiative pathways, s-1 𝐾𝑛𝑟 Rate of non-radiative pathways, s-1 
 
Greek symbols 𝜆 Wavelength, nm 
 
 

𝛼 average coefficient 𝜏 Fluorescence lifetime, ns ∅ Coefficient defined in Eq. (11) 𝛽 Coefficient defined as  𝛿1𝐶1 𝛿2𝐶2⁄  𝜓 Volume Fraction/ Mixing Fraction 𝛿 Two-photon absorption cross-section, m4s 
 
Index and exponent 
F      The combination of two bi-exponentials 
1       Rh6G (in 3.3.1 and 3.3.2) and hot spray of 

RhB (in 3.3.3) 
2       Eosin Y (in 3.3.1 and 3.3.2) and cold spray 

of RhB (in 3.3.3) 
 

1. Introduction  

Temperature is a crucial parameter for the study of heat and mass transfer phenomena 
within droplets that are heating, cooling, or undergoing transitions such as vaporization, 
freezing, or drying. The transient phenomena that occur inside these droplets have been the 
focus of extensive research in a variety of applications. Commonly used measurement 
techniques such as Phase Doppler Instruments (PDI) [1] or LIF/Mie imaging [2] are dedicated 
to the measurement of droplet size, mass flux, or droplet number concentration. However, with 
respect to scalars like the temperature or the chemical composition, measurements are still 
challenging. Several approaches relying on various physical principles have been proposed in 
recent decades [3]. Global rainbow thermometry was used to quantify the refractive index as a 
function of the angular position of the rainbow produced by the scattering of an extended light 
beam by the droplets in the spray [4]. Laser-induced fluorescence (LIF) [5] was also reported 
as having promising possibilities with several studies dedicated to temperature measurements 
of both individual droplets and droplets in sprays. In most applications of LIF, measurements 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-119
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are based on the fluorescence intensity which varies with the temperature. However, the 
intensity of the LIF signal is not an absolute quantity, which can be affected by any disturbance, 
such as variations in size and number density of the droplets in the spray, and the light 
transmission through the detection optics. In the presence of such perturbations, the detection 
of the fluorescence light in two spectral bands and the use of their intensity ratio have proved 
to be a good solution. However, measurement accuracy remains critical in sprays when multiple 
light scattering by the droplets is strong and the size distribution of the droplets is broad. Small 
droplets are difficult to take into account even though they are very numerous in the spray. 
When off-field fluorescence (originating from droplets outside the depth of field of the 
receiving optics) becomes significant, the fluorescence ratio can be subject to large 
measurement errors. As an alternative to intensity-based measurements, we recently developed 
a new measurement technique based on the fluorescence lifetime, which is an intrinsic quantity 
independent on the measurement system and light transmission across the fluid flow. The 
fluorescence lifetime only varies with the quenching rate of the fluorescent molecules. Time-
Correlated Single-Photon Counting (TCSPC) is the technique that can be utilized in the present 
technique for measuring the fluorescence lifetime in the time domain. The TCSPC relies on the 
use of an ultrashort laser beam and a photon-counting photomultiplier to determine the arrival 
times of fluorescence photons. In addition, two-photon excitation is used to eliminate out-of-
field fluorescence due to multiple light scattering from the droplets. The capabilities of the 
technique are illustrated in the case of mixing between two sprays injected at different 
temperatures. Characterization of the fluorescence decay in the time domain extends the 
capability of the technique to measure not only the average temperature of the droplets but also 
the temperature and mixing fraction of the two sprays separately. 

2. Fluorescence Lifetime and two-photon absorption 

2.1. Definition of fluorescence lifetime 

The fluorescence lifetime is the time that a fluorophore spends in the excited state before 
emitting a photon and returning to the ground state. This time can vary from picoseconds to 
nanoseconds. It is an intrinsic property of a fluorophore that is not sensitive to the measurement 
instrument and the excitation intensity [6]. When a sample containing a fluorophore is excited 
by a short pulse of light, an initial population 𝑛0 of fluorophores is placed in the excited state. 
Then, the population of the excited molecule decayed with time due to fluorescence emission 
and non-radiative deactivation, as follows: ⅆ𝑛(𝑡)ⅆ𝑡 = −(𝐾𝛾 + 𝐾𝑛𝑟)𝑛(𝑡)                                                                (1) 

where 𝑛(𝑡) is the number of fluorescent molecules in the excited state at time 𝑡 . 𝐾𝛾 and 𝐾𝑛𝑟, 
units of them are s-1, respectively represent the rate constants of radiative and non-radiative 
pathways. The result is an exponential decay: 𝑛(𝑡) = 𝑛0 exp (− 𝑡𝜏)                                                                         (2) 

where 𝜏 is the fluorescence lifetime of fluorescent molecules, which can be expressed as the 
reciprocal of the sum of decay rates: 𝜏 = (𝐾𝛾 + 𝐾𝑛𝑟)−1                                                                         (3) 
for some fluorescent dyes like rhodamine B, the lifetime is strongly sensitive to the temperature. 
This temperature dependence of the fluorescence lifetime is congruent to an Arrhenius law [7]: 1𝜏(𝑇) = exp (−𝐸𝑎𝑅𝑇 )                                                                        (4) 
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where 𝐸𝑎 means the activation energy for the reaction of de-excitation, and R is the universal 
gas constant (8.314 𝐽 ∙ 𝐾−1 ∙ 𝑚𝑜𝑙−1). For some dyes, it should be noted that the fluorescence 
decay can be better described by a bi-exponential decay equation (7) instead of equation (2). 

2.2. Lifetime measurement and Two-photon absorption (TPA) 

To measure the fluorescence lifetime, Time-Correlated Single-Photon Counting (TCSPC) 
is a preferred technique. TCSPC is based on the principle of detecting single photons and 
measuring their arrival time relative to a reference signal, typically provided by ultrashort laser 
pulses in the range of picoseconds and femtoseconds. Single events of a photon emission are 
detected and the arrival times of the photons can be correlated to the laser pulses, which are 
used for excitation of the sample. By using a pulsed laser with a high repetition rate (typically 
a few tens of MHz), measurements can be repeated many times so that the photons distribution 
over the time can be built up (Figure 1). 

 

 

Figure 1: Principle of TCSPC 

In this study, TCSPC is associated with two-photon absorption (TPA). A fluorescent 
molecule absorbs two photons simultaneously in TPA. Compared with one-photon absorption, 
a key benefit of TPA is its ability to restrict the fluorescence excitation to a micro-sized volume 
around the laser beam waist. The problem of out-of-field fluorescence, encountered when 
fluorescence is induced by the one-photon absorption of the laser light scattered by the droplets, 
is mitigated or even completely removed (Figure 2). Photons undergoing multiple scattering 
processes, spread in space and time with a very low probability of having two-photon 
simultaneously absorbed. Thus, the combination of lifetime-based LIF and TPA can offer a 
reliable method for measuring the temperature in the dense regions of sprays. 

 

Figure 2: Scheme of the fluorescence reaching the sensor after 

 A) one-photon absorption and B) two-photon absorption 
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3. Implementation of the measurement technique 

3.1. Experimental setup 

The simultaneous absorption of two photons is used to excite the fluorescent molecules 
from the ground state energy level to the excited state. Three fluorescent dyes including 
rhodamine B (RhB), eosin Y (EY) and rhodamine 6G (Rh6G) that can be easily dissolved into 
water, are considered to conduct the experiments. As shown in Figure 3, the laser beam 
generated by a femtosecond Ti:Sa laser passes through a polarizer that allows adjusting the 
power of the laser beam. Several mirrors are used to guide the beam to a microscope objective, 
which focuses the laser beam into the spray. A dichroic splitter makes it possible to collect the 
fluorescence light by the same microscope objective. After reflection by this dichroic splitter, 
a band filter allows the transmission of the fluorescence in the band 590 nm to 610 nm. A hybrid 
photomultiplier tube with a time jitter not greater than a few picoseconds, allows the event of a 
single photon to be time-stamped. The information is transferred to an acquisition card which 
determines the photon arrival times. When several photons reach the surface of the 
photomultiplier after a laser pulse, only the first one can be detected because the photomultiplier 
gets saturated and needs a dead time of several tens of nanoseconds to become active again. In 
practice, this forces us to reduce the laser power to avoid any statistical bias on the distribution 
of the photons’ arrival time (pile-up effect). 

 
Figure 3: Experimental setups 

3.2. Temperature calibration 

Before measuring the droplet temperature in a spray, it is necessary to perform a preliminary 
study of the fluorescence lifetime evolution as a function of temperature. The fluorescence 
lifetime is measured in a cuvette at different temperatures. The liquid is heated by a thermal 
resistance while it is constantly stirred to ensure a uniform temperature. A thermocouple is 
placed a few millimeters from the LIF measurement volume to determine the liquid temperature. 
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Figure 4: Fluorescence decay of RhB at 
different temperatures. 

Figure 5: Effect of the temperature on the 
fluorescence lifetimes of RhB, EY and Rh6G 

Figure 4 shows the fluorescence decay of RhB at different temperatures within the 
considered detection band. Based on equation (4), the relationship between the lifetime and 
temperature can be fitted as follows: 𝐼𝑛(𝜏) = 198908.314 ∙ 𝑇 − 7.631,                                                        (5) 

where 𝑇 is expressed in K. Figure  shows the evolution of the lifetime τ in function of the 
temperature for the three fluorescent dyes. As observed, Rh6G has a long lifetime of 
approximately 3.7 ns, which is not sensitive to temperature while EY has a short lifetime about 
1.1 ns whose temperature variation is very weak. 

3.3. Characterization of the mixing between two sprays  

3.3.1. The fluorescence model for a mixture (Rh6G and Eosin Y) 

In general, for most fluorescent dyes, the fluorescence signal follows approximately a 
mono-exponential evolution: 𝐹(𝑡) =  exp−𝑡/𝜏                                                                              (6) 
hence, for a mixture of two sprays, one seeded by Rh6G (spray 1) and the other by Eosin Y 
(spray 2), the fluorescence decay can be described as: 𝐹(𝑡) = 𝛼 𝑒𝑥𝑝 (− 𝑡𝜏1) + (1 − 𝛼) 𝑒𝑥𝑝 (− 𝑡𝜏2)                                           (7) 

where the average coefficient 𝛼 is given by: 𝛼 = 𝛿1 𝑉1𝐶1𝛿1 𝑉1𝐶1  + 𝛿2 𝑉2𝐶2                                                             (8) 

the coefficient 𝛼 is a parameter between 0 and 1, which is the function of the contribution of 
spray 1 to the signal. δ is the two-photon absorption cross-section of the dye. 𝑉1 is the liquid 
volume from spray 1 and 𝑉2  from spray 2 in the measurement volume. 𝐶1  and 𝐶2  are the 
respective concentrations of the dyes. Introducing the mixing fraction 𝜓 =  𝑉1 𝑉1 +  𝑉2 , equation (8) 

can be obtained as follows (9): 𝛼 = 𝜓𝜓 + 𝛽 (1 − 𝜓)                                                           (9) 

where 𝛽 = 𝛿2𝐶2 𝛿1𝐶1⁄ . Mixtures of different ratios of Rh6G and Eosin Y were prepared by 
adding solutions of different concentrations of Rh6G and Eosin Y to the cuvette. 
 

RhB

Rh6G

EY
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Figure 6: Fluorescence decay of the 
mixture (Rh6G/EY) in different proportions. 

Figure 7: Evolution of the average coefficient 𝛼 as a function of the mixing fraction 𝜓 for 
different concentrations of Rh6G and EY. 

Figure 6 shows the fluorescence decay for several values of 𝜓 between 0 and 1 (where 𝐶Rh6G = 3×10-6 mol∙ 𝐿−1 and 𝐶EY = 10-5 mol∙ 𝐿−1). The fluorescence decay is faster for 𝜓=0 
(only EY is present). As the volume fraction of the solution containing Rh6G increases, the 
fluorescence lifetime of the mixture increases. The fluorescence signal decreases most slowly 
when it is pure Rh6G, which is in good agreement with the fact that Rh6G has a larger 
fluorescence lifetime than EY.  

Figure 7 shows the evolution of the average coefficient 𝛼 as a function of the mixing 
fraction 𝜓.Calibrations are carried out for these three concentration ratios 𝐶𝑅ℎ6𝐺/𝐶𝐸𝑌=0.1, 0.3 
and 1.05. An acceptable agreement with the prediction of the model (Equation 9) is obtained 
by adjusting the value of 𝛽 to 0.33, 1.0 and 3.5. From these observations, it can be deduced that 
the ratio of the two-photon absorption cross sections 𝛿𝑅ℎ6𝐺/𝛿𝐸𝑌 is approximately equal to 3.3 
at the laser wavelength of 700 nm. In the special case where CRh6G = 3×10-6 mol∙ 𝐿−1 and CEY 
= 10-5 mol∙ 𝐿−1, 𝛽 is almost 1 which means that the average coefficient 𝛼 is equal to the mixing 
fraction 𝜓 . Fitting the fluorescence decay by a two-exponential curve makes it possible 
determining the value of 𝑎 and thus the mixing fraction 𝜓. This method was first tested in the 
mixing of two sprays as a groundwork before undertaking temperature measurements. 

3.3.2. Experiment A: The mixing of two spray seeded with Rh6G and EY 

A hot spray filled with water and Rh6G (𝑇1 = 59 °C) and a cold spray seeded with water 
and EY at room temperature (𝑇2 = 19 °C) are injected with a slight tilt angle between them. 
The spraying system is mounted on translation stages, which allow moving the two sprays 
relatively to the optics. Figure 8 shows these experimental configurations. The white spot is the 
two-photon fluorescence volume. Since fluorescence is achieved by a two-photon absorption 
process, the fluorescence signal is locally proportional to the square of the laser light intensity. 
As a result, two-photon fluorescence is mainly produced near the focal point of the microscope 
objective, where the laser light is the most intense. The two-photon spot is about 120 µm long, 
while the diameter of the laser beam is about 3µm at the waist. Extremely localized 
measurements can be thus achieved.  

The yellow rectangle corresponds to the measurement regions covered by the scanning 
system. As shown in Figure 5, the lifetimes of Eosin Y and RH6G are almost independent on 
the temperature. Since 𝜏1  and 𝜏2  are known, it is possible to use experimental decays to 
determine the average parameter 𝛼 in Equation 7 and thus the volume fraction of the mixture 
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of the two sprays without any ambiguity. Figure 9 shows the distribution of 𝛼 in the mixing 
region, obtained by moving the fluorescence spot with a step of 0.5 mm. Field of 𝛼  has a clear 
oblique symmetry. The left top and right bottom zones are almost full of the EY solution. Both 
sprays are identical (same spraying angle and flow rate), and the mixing fraction is found to be 
around 0.5 near the center of the mixing region, where there is a clear transition. 

 

  
Figure 8: View of mixing spray 

(Rh6G and Eosin Y) 
Figure 9: Distribution of average coefficient  𝛼 

in the mixing region (step=0.5mm) 

3.3.3. Experiment B: cold and hot RhB 

The decay of RhB is relatively more complex than that of EY and Rh6G due to its 
temperature-dependent lifetime, which naturally has a bi-exponential fluorescence decay that 
can be described as equation (10): 𝐹(𝑡) = 𝛼 ϕ(𝜏1, 𝑡) + (1 − 𝛼) 𝜙(𝜏2, 𝑡)                                                     (10) 
where 𝐹 is the combination of two bi-exponentials and 𝛼 is the average coefficient as before. 
the functional ϕ is a two-exponential（11）: ϕ(𝜏, 𝑡) = 𝑎 exp (− 𝑡𝑡1) + (1 − 𝑎)exp (− 𝑡𝑡2)                                              (11) 

parameters 𝑎, 𝑡1and 𝑡2 are temperature dependent, which can be expressed as a function of the 
average lifetime 𝜏 = 𝑎 𝜏1 + (1 − 𝑎)𝜏2,  since 𝜏  varies monotonically with the temperature 
according to equation (4). The variations of 𝑎, 𝑡1and 𝑡2 with the temperature could be obtained 
experimentally in a cuvette (Figure 4). Given that the two-photon absorption coefficient 𝛿 of 
RhB is temperature independent, parameter 𝛼 can be assimilated to the mixing fraction 𝜓. The 
analysis of the fluorescence decay can be used to determine the mixing fraction 𝜓, as well as 
the temperature 𝑇1 and 𝑇2 of the two sprays.  

Figure 10A) shows the distribution of the mixing temperature 𝑇𝑚 = 𝜓 𝑇1 + (1 − 𝜓)𝑇2 
using a scan step of 0.5 mm. The blank zones in the image are the places where the fluorescence 
signal was too small to allow the acquisition of a reliable fluorescence decay over a duration of 
1 minute. As expected, the temperature distribution displays similarities with the mixing 
fraction already shown in Figure 9. The mixing temperature 𝑇𝑚 does not fully recover its initial 
value after the mixing region. The hot spray (𝑇𝑖𝑛𝑗 = 59° C) appears to get slightly cooler after 
the mixing, while the cold spray (𝑇𝑖𝑛𝑗 = 19° C) was heated up by a few °C. Figure 10B) shows 
temperature measurements obtained by scanning with a more refined step of 0.1 mm. The data 
are in good agreement with A) and allow to observe more precisely the evolution of the mean 
temperature near the center of the mixing region. 

Fluorescence spot

Fluorescence spot

EOSIN Y Rh6G

EOSIN YRh6G
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Figure 10: Evolution of the mixing temperature 𝑇𝑚 and the mixing fraction 𝜓 of RhB 

 

Figure 10 C) shows the evolution of the volume fraction 𝜓 along the diagonal lines which 
are drawn as violet dots in A). As expected, the value of 𝜓 approaches 1 in the hot spray region 
and 0 in the cold spray region but a deviation (about 5%) is sometimes observed. Between 𝑧 =3 mm and 𝑧 = 5 mm, 𝜓 is varying due to the mixing of the sprays. On the diagonal of the hot 
spray, it is decreasing until about 0.5 while it increases to about 0.5 in the cold spray. 
Downstream to the mixing zone (𝑧 > 5 mm), the mixing fraction 𝜓 returns separately and 
progressively to its initial value close to 0 and 1.  

 
To evaluate the uncertainty on the measurements, a Monte Carlo method is employed. 

Fluorescence decays are built up by randomly choosing the arrival times of the photons while 
taking into account the decay model (Equation 7), the noise and the IRF (Instruments response 
function). The uncertainty on the average lifetime 𝜏 = 𝑎 𝜏1 + (1 − 𝑎)𝜏2 is always smaller than 
the uncertainty on 𝜏1 and 𝜏2, because estimation errors compensate. All in all, the measurement 
error is about 1°C -2°C for the average temperature  𝑇𝑚. The uncertainty on the individual spray 
temperatures T1 and T2 depends on the temperature difference between the two sprays and their 
respective volume fraction. As an indication, it is of the order of 3°C-4°C while the uncertainty 
on the volume fraction 𝜓 is about 0.04.  

4. Conclusion 

A new method for measuring the local temperature in sprays using two-photon absorption 
was developed and tested. The method is based on measuring the fluorescence lifetime of 
certain dyes for which the quantum yield is sensitive to temperature such as RhB.  One of the 
main advantages of using the fluorescence lifetime (instead of the fluorescence intensity) relates 
to the fact that it is an intrinsic molecular property, which is not affected by fluctuations in 
excitation of the laser source or in the transmission of the fluorescence signal across the spray 
and the optics. Time‐correlated single‐photon counting (TCSPC) is well suited to carry out such 
measurements because of a high signal-to-noise ratio and its capability to characterize the 
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fluorescence decay in the time domain, which is useful to study the mixing of two sprays, when 
the fluorescence emissions of the two sprays fluoresce have sufficiently different lifetimes. By 
combining two-photon absorption and photon counting, it is possible to achieve very localized 
measurements within dense sprays. Photons from the laser that are scattered by the droplets are 
unlikely to give rise to two-photon absorption. The time decay of the fluorescence makes it 
possible to retrieve the temperature of the two sprays as well as their mixing fraction. For 
measuring the mixing fraction alone, the two sprays can be seeded separately with Eosin Y and 
Rh6G since these dyes have very different fluorescence lifetimes and are both insensitive to 
temperature. A combined measurement of temperature and mixing fraction is possible using 
RhB alone, when there is a sufficient temperature contrast between the two sprays. The bi-
exponential behavior of the fluorescence decay of RhB must be taken into account to obtain 
acceptable values of mixing fraction and temperature. 
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Résumé -  L'identification de la viscosité en ligne de production des polymères est affectée par le 
débit du processus. Lorsque le débit est imposé, l'information pouvant être extraite sur la rhéologie de 
l'écoulement est limitée. Cette étude montre qu’il est possible d’utiliser une démarche thermique pour 
identifier une zone de fonctionnement (liée à un débit donné) sur une courbe de viscosité complexe, et 
de décrire cette zone par une loi de puissance locale à deux paramètres. Comparée à la rhéométrie 
conventionnelle qui identifie une viscosité apparente par débit, cette nouvelle démarche apporte plus 
d’informations sans demander de modifier le débit de la production. 

1. Introduction 

Dans le cadre de l'identification de la viscosité en ligne, où le débit d’écoulement est 
imposé par les paramètres de processus, des études récentes ont proposé différentes approches 
pour obtenir plus d'informations sur la rhéologie du fluide sans modifier la cadence de 
production [1–4]. Dans l'approche classique avec un écoulement dans une géométrie connue, 
le taux de cisaillement est calculé à partir du débit. Une valeur de viscosité est calculée à 
partir d’une mesure de pression pour le taux de cisaillement correspondant. Une des nouvelles 
démarches utilise la dissipation visqueuse et la convection [5]. La dissipation visqueuse est 
provoquée par le cisaillement au sein de l’écoulement. La convection entre l’écoulement et 
une surface de paroi est aussi corrélée au profil de vitesse de l’écoulement, qui dépend de la 
courbe de viscosité du fluide. Différente de la méthode conventionnelle qui utilise des 
capteurs de pression pour identifier une viscosité apparente à la paroi d’un écoulement pour 
un débit donné dans une géométrie connue [6], la démarche thermique apporte plus 
d’informations sur une certaine profondeur de l’écoulement par rapport à la paroi. Les 
premiers travaux réalisés ont permis de mettre au point une cellule de mesure thermo-
rhéologique à mettre en ligne dans un procédé de mise en œuvre de type extrusion ou 
injection des matériaux polymères [7].   

Imposant un écoulement annulaire dans ce dispositif instrumenté, il est montré qu’à partir 
des mesures de température à l’axe central du conduit (l’arbre central de la géométrie 
annulaire), la variation de la température due à la dissipation visqueuse à un débit constant 
permet d’indiquer un point critique sur la courbe de viscosité du fluide [5]. De plus, l’échange 
par convection entre l’écoulement de polymère et l’axe central est sensible à l’indice de 
pseudo-plasticité du polymère, décrit par une loi de puissance [8]. La loi de puissance en 
échelle logarithmique est en effet une droite ayant une pente constante définie par l’indice de 
pseudo-plasticité. Cependant, les polymères ont un comportement pseudo-plastique à taux de 
cisaillement élevé et un comportement Newtonien à faible taux de cisaillement, c’est-à-dire 
que la pente de la courbe de viscosité en échelle logarithmique varie et tend vers zéro quand le 
taux de cisaillement tend vers zéro (figure 1). 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-126
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Figure 1 : Illustration de la viscosité d’un polymère 

Dans ce papier, des simulations numériques de l’écoulement annulaire d’un polypropylène 
sont réalisées. Le comportement rhéologique du polymère est modélisé par une loi de Cross 
[9]. Des identifications inverses à partir des « mesures » simulées sont également effectuées 
pour vérifier la performance des méthodes thermiques dédiées à l’identification de la viscosité 
sur un matériau de type loi de Cross. 

2. Démarche de l’étude 

Les analyses sont effectuées sur un écoulement annulaire de polymère, pour appliquer les 
méthodes de caractérisation mentionnées dans [5]. Dans la figure 2, le polymère (domaine 𝛺𝑓) 
entre dans le conduit par la gauche et est guidé vers la partie annulaire (𝑧 ≥ 0) par un cône à 
45. Les détails sur le modèle d’éléments finis sont précisés dans [7]. Les quatre 
thermocouples virtuels sont à la surface de l’axe central, comme dans le dispositif réel, à 
l’équidistance de 𝑧 = 6 mm à 𝑧 = 34 mm. Dans le dispositif réel et dans le modèle, les 
sorties (à gauche de la figure 2) sont suffisamment éloignées en aval de la zone instrumentée 
des thermocouples. C’est-à-dire que la condition thermique à la sortie a peu d’influence sur la 
zone d’étude. Ici dans le modèle (figure 2), une condition de Neumann est appliquée. La 
condition de Dirichlet (𝑇𝑤) aux parois extérieures a également peu d’influence sur la zone 
d’étude à l’axe central, car ce dernier est immergé dans l’écoulement de polymère (à haute 
vitesse et peu conducteur thermiquement). L’écoulement de polymère (avec un grand nombre 
de Graetz [10]) est une barrière thermique qui empêche les éventuelles perturbations externes 
d’atteindre les mesures de température sur l’axe central [7]. 

 

Figure 2 : Schéma de l’écoulement annulaire dans la cellule de mesure thermo-rhéologique  
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La loi de puissance [11,12] s’écrit comme l’équation 1, 𝜂 = 𝐾�̇̅�𝑛𝑝−1 (1) 

avec 𝜂 la viscosité dynamique, 𝐾 le facteur de consistance, �̇̅� le taux de cisaillement 
généralisé et 𝑛𝑝 l’indice de loi de puissance (0 < 𝑛𝑝  <  1 pour les matériaux rhéo-fluidifiants 
tels que les polymères). Cette loi de comportement rhéologique est adoptée dans le modèle 
d’éléments finis utilisé comme modèle direct pour l’identification de la viscosité par méthode 
inverse : 

• Dans [5], le modèle avec une loi de puissance a démontré sa capacité à identifier un 
point critique (viscosité, taux de cisaillement) en exploitant la variation de température 
de l’axe central due à la dissipation visqueuse d’un écoulement annulaire à un débit 
donné. Pour un débit différent, un différent point critique peut être obtenu.  
 

• Dans un écoulement annulaire de type loi de puissance à un débit donné, le profil de 
vitesse ne dépend que de l’indice 𝑛𝑝 [5,13]. Or, l’échange par convection entre l’axe 
central et l’écoulement est lié au profil de vitesse. L’indice de loi de puissance 𝑛𝑝 peut 
également être identifié par la méthode de convection présentée dans [8]. (Pour 
provoquer l’échange par convection, [8] utilise une résistance chauffante dans l’axe 
central pour générer un écart de température entre l’axe central et l’écoulement entrant 
dans la géométrie annulaire.) 

En résumé, il est possible d’identifier un point critique (�̇̅�𝑐, 𝜂𝑐) (via la dissipation 
visqueuse) et l’indice 𝑛𝑝 (via la convection) d’une loi de puissance, qui est, en effet, une 
droite ayant une pente constante (𝑛𝑝 − 1) en échelle logarithmique. Il est donc possible de 
tracer une droite à partir d’un point et d’une pente. Néanmoins, toutes les lois de viscosité ne 
sont pas des droites en échelle logarithmique.  

On rappelle que l’objectif de ce papier est de tester numériquement cette démarche 
d’identification de la viscosité via des événements thermiques sur un matériau de type loi de 
Cross [9] (équation 2) : 𝜂 = 𝜂0/ [1 + (𝜂0𝜏∗ �̇̅�)1−𝑛] (2) 

avec 𝜂0 la viscosité au taux de cisaillement nul, 𝑛 l’indice de puissance (0 < 𝑛 <  1 pour les 
matériaux rhéo-fluidifiants) et 𝜏∗ le niveau de contrainte critique à la transition vers le régime 
rhéo-fluidifiant. Ici, (𝑛 − 1) est la pente de la loi de Cross en échelle logarithmique quand �̇̅� → +∞. 

 

Figure 3 : Protocole de test numérique pour la démarche d’identification de la viscosité via des 
événements thermiques sur un matériau de type loi de Cross 
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Le protocole (figure 3) est le suivant : 

1. Simulations numériques en utilisant le modèle d’éléments finis avec la loi de Cross 
o pour les paramètres du Polypropylène PPC 9642 à 195 °C : 𝜂0 = 3192,75 Pa.s, 𝜏∗ = 19996,2 Pa et 𝑛 = 0,3387 selon les bases de données de matériaux du 

logiciel « Autodesk® Moldflow® » 
o à deux débits différents (0,565 cc.s-1 pendant 30 s et 56,5 cc.s-1 pendant 1,3 s)  
o afin d’obtenir des mesures virtuelles de température sur l’axe central du 

conduit ; 
 

2. Identification de la viscosité (via la dissipation visqueuse et la convection) en utilisant 
le modèle d’éléments finis avec la loi de puissance comme modèle direct dans la 
méthode inverse 

o à partir des mesures virtuelles de température simulées dans l’étape précédente. 

Un point critique (�̇̅�𝑐, 𝜂𝑐) et une valeur de l’indice 𝑛𝑝 sont calculés pour chaque débit dans la 
figure 3. Les démarches pour l’obtention de point critique et de 𝑛𝑝 sont détaillées dans [5,8]. 

3. Résultats et discussion 

Deux points critiques (2332,1 Pa.s – 1,4 s-1 et 500,6 Pa.s – 80,5 s-1) sont identifiés 
respectivement pour les deux débits (0,565 cc.s-1 et 56,5 cc.s-1), et présentés dans la figure 4 
avec la loi de Cross du PPC 9642. Les valeurs de 𝑛𝑝 identifiées sont respectivement 0,787 et 
0,393 pour les deux débits. Pour chaque débit, une loi de puissance locale est tracée à partir 
du point critique et de la valeur de 𝑛𝑝 correspondant (figure 4). 

 

Figure 4 : Comparaison des points critiques et des lois de puissance locales avec la loi de Cross du 
PPC 9642 

La figure 4 montre bien que les points critiques identifiés sont sur la loi de Cross et que les 
pentes des lois de puissance locales, liées aux valeurs de 𝑛𝑝, sont corrélées à la dérivée [𝜕 ln 𝜂 /𝜕 ln �̇̅�] de la loi de Cross au niveau des points critiques. La loi de puissance locale 
pour un débit à 56,5 cc.s-1 représente bien la loi de Cross en régime de cisaillement élevé. 
Celle à 0,565 cc.s-1 se retrouve dans la zone de transition entre le régime Newtonien et le 
régime rhéo-fluidifiant. 

Pour montrer la capacité de ces lois de puissance locales à représenter un écoulement de 
type loi de Cross, des profils de vitesse sont calculés respectivement avec la loi de Cross du 
PPC 9642 et la loi de puissance locale au débit correspondant : 
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➢ à 0,565 cc.s-1 
o un profil de vitesse calculé avec la loi de Cross ; 
o un profil de vitesse calculé avec la loi de puissance locale 1 (figure 4) ; 

➢ à 56,5 cc.s-1 

o un profil de vitesse calculé avec la loi de Cross ; 
o un profil de vitesse calculé avec la loi de puissance locale 2 (figure 4). 

Afin de mieux illustrer et de comparer les profils de vitesse à différents débits, les vitesses 
sont divisées par la vitesse moyenne pour chaque débit et présentées sur la figure 5. Le rayon 
de l’axe central est de 4 mm. L’écoulement annulaire se situe entre 𝑟 = 4 mm et 𝑟 = 10 mm. 

 

Figure 5 : Profils de « vitesse/vitesse moyenne » calculés avec la loi de Cross et les lois de puissance 
locales 

Les profils de vitesse calculés avec les lois de puissance locales sont proches de ceux 
calculés avec la loi de Cross (figure 5). Les lois de puissance locales sont efficaces pour 
représenter le comportement rhéologique du matériau dans les plages d'écoulement 
correspondantes. 

Quand la vitesse d’un écoulement annulaire du type loi de puissance est divisée par la 
vitesse moyenne, son profil ne dépend que de l’indice 𝑛𝑝 [5,13]. Dans la figure 5, le profil de 
vitesse moins « pointu » pour un débit de 56,5 cc.s-1 correspond à une valeur de 𝑛𝑝 plus 
petite. En effet, en fonction du débit de l’écoulement, un polymère du type loi de Cross peut 
avoir un profil de vitesse plus proche du cas Newtonien (débit faible) ou plus rhéo-fluidifiant 
(débit élevé). Grâce à ce phénomène, l’indice 𝑛𝑝 d’une loi de puissance locale peut être 
déterminé avec la méthode de convection pour un débit donné.  

La dissipation visqueuse (puissance volumique) peut être calculée à partir du profil de taux 
de cisaillement – la dérivée de la vitesse. On peut comparer les profils de dissipation 
visqueuse de la même façon, en divisant la dissipation visqueuse par sa moyenne pour chaque 
cas. Ces résultats sont présentés dans la figure 6. 
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Figure 6 : Profils de « dissipation visqueuse/dissipation visqueuse moyenne » calculés avec la loi de 
Cross et les lois de puissance locales 

Les lois de puissance identifiées permettent de reproduire les mêmes profils de dissipation 
visqueuse (figure 6).  

Quand les profils de dissipation visqueuse et de vitesse calculés par les lois identifiées sont 
proches de ceux de référence, la chaleur va être générée de même façon au sein de 
l’écoulement et être apportée de même façon vers l’axe central par convection. Les mesures 
de température sur l’axe central seront également très proches entre le cas de la loi de Cross et 
celui d’une loi de puissance identifiée. On enregistre les profils de température le long de 
l’axe central du conduit pour réaliser une comparaison. Ces profils sont pris à la surface de 
l’axe central comme les thermocouples virtuels se situent également à la surface de l’axe 
(figure 2).  

Les profils de température obtenus à 56,5 cc.s-1 avec la loi de Cross sont présentés dans la 
figure 7, sous forme de points de mesures virtuelles à différents instants. Les profils de 
température reconstruits à l’aide de la loi de puissance locale 2 y sont également tracés. Les 
conditions de température utilisées sont 𝑇𝑖𝑛 = 𝑇𝑤 = 473,15 K (figure 2). 

 

Figure 7 : Profils de température le long de l’axe central à différents instants calculés avec la loi de 
Cross et la loi de puissance locale 2 

On constate dans la figure 7 qu’il y a déjà de l’auto-échauffement (𝑇 > 𝑇𝑖𝑛) à la position z 
= 0 mm en raison de la forme conique à l’extrémité de l’axe central pour 𝑧 < 0 mm (figure 2). 
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Du fait de la dissipation visqueuse, la température augmente le long de l'axe central et atteint 
son maximum à la sortie de l’écoulement, où une condition de Neumann est imposée (figure 
2). La figure 7 montre qu’une loi puissance locale identifiée permet de reconstruire 
correctement le champ de température utilisé dans la méthode inverse.  

Le champ de température à 0,565 cc.s-1 évolue de la même façon que celui sur la figure 7 
mais avec moins d’amplitude. En effet, son amplitude est si faible (< 0,03 K) qu'elle est 
pratiquement impossible à mesurer. Dans cet article, nous choisissons le cas avec le débit à 
0,565 cc.s-1 (quasiment en régime Newtonien) pour bien le différencier du cas pseudo-
plastique afin de démontrer le mécanisme de la loi de puissance locale à l'aide d'outils 
numériques. Pour d'autres gammes de taux de cisaillement, d'autres lois de puissance locales 
peuvent être déterminées. 

Les profils de température adimensionnée en régime stationnaire sont présentés dans la 
figure 8. Pour faciliter la représentation de différents profils de température sur la même 
figure, les températures sont adimensionnées par rapport à la température d’entrée (𝑇𝑖𝑛 =𝑇𝑤 = 473,15 K, figure 2) du modèle d’éléments finis et à la température maximale de chaque 
profil : (𝑇 − 𝑇𝑖𝑛)/ max(𝑇 − 𝑇𝑖𝑛). La figure 8 montre que les lois de puissance locales sont 
performantes comme la loi de Cross pour prédire la variation de la température sur l’axe 
central. 

 

Figure 8 : Profils de température adimensionnés le long de l’axe central en régime stationnaire 
calculés avec la loi de Cross et les lois de puissance locales 

À partir d’une loi de puissance locale pour un débit donné, il est également possible 
d’identifier un segment dominant (une plage de taux de cisaillement) sur une loi de viscosité 
complexe. Dans la figure 4, on voit que la loi de puissance locale 1 est proche de la loi de 
Cross, pour une plage de taux de cisaillement de 0,5 à 5 s-1. Pour la loi de puissance locale 2, 
cette plage est de 30 à 3000 s-1.  

Selon les simulations, les plages de taux de cisaillement dans l’écoulement sont : 
• de 0 à 2,96 s-1 pour le débit à 0,565 cc.s-1, 
• de 0 à 452 s-1 pour le débit à 56,5 cc.s-1, 

avec les valeurs maximales sur la surface de l’axe central. 

4. Conclusion 

Des études numériques sont menées pour appliquer virtuellement des méthodes 
d'identification de la viscosité sur un matériau de type loi de Cross. Ces méthodes 
d'identification sont basées sur des événements thermiques (dissipation visqueuse et 
convection) et sur un modèle de type loi de puissance [5]. 

Le résultat montre qu'il est possible, à partir d’un débit constant, d'identifier une loi de 
puissance locale à deux paramètres pour une plage de taux de cisaillement fonctionnelle d’une 
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loi de puissance complexe. Par rapport aux démarches rhéométriques conventionnelles, les 
mesures thermiques offrent d’autres types d’information sur la viscosité. Ces méthodes 
thermiques sont adaptées pour la métrologie en ligne où le débit de production est imposé. 

Actuellement, seule la méthode de dissipation visqueuse est testée expérimentalement pour 
une gamme limitée de taux de cisaillement [14]. D’autres études sont en cours. 
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Résumé -  Si certaines conditions sont respectées, le modèle le plus simple reliant une excitation 

thermique à sa réponse en température en un point d’un système matériel, soumis à de la conduction 

transitoire de la chaleur en 3D est un modèle convolutif. Le problème de l’estimation de la réponse 

impulsionnelle, ici une transmittance, à partir de mesures bruitées, de l’entrée et de la sortie, est un 

problème inverse mal-posé, du fait de la présence d’un bruit sur chacun de ces deux signaux. Une 

nouvelle méthode, basée sur une paramétrisation non isochrone de l’entrée et de la transmittance, est 

testée ici pour un mur homogène en 1D, la sortie étant la température en face arrière et l’entrée la 

température en face avant. 

1. Introduction 

Les modèles convolutifs permettent d’exprimer l’évolution dynamique d’un signal de 

sortie, une température locale par exemple, en fonction d’une entrée, une puissance thermique 

par exemple, et d’une réponse impulsionnelle lorsque certaines conditions sont réunies : i) le 

système thermique est régi par une équation de la chaleur et à des conditions associées qui 

sont Linéaires avec des coefficients Invariants en Temps (système mathématique LIT), ii) la 

source transitoire est unique et séparable, c’est-à-dire qu’elle peut s’écrire comme le produit 

d’une fonction de l’espace (son support) par une fonction du temps (son intensité) et iii) le 

régime préexistant, avant imposition de la source, est permanent, mais non nécessairement 

uniforme. En thermique ceci est le cas en diffusion pure, si les propriétés thermophysiques du 

système, ainsi que les coefficients d’échange, n’évoluent pas en temps, même s’ils peuvent 

varier dans l’espace. C’est encore le cas en advection-diffusion, par exemple dans un milieu 

poreux ou un échangeur, si le champ des vitesses du ou des fluides est permanent. Ces 

modèles convolutifs sont alors des modèles réduits aussi exacts que les modèles numériques 

permettant de résoudre les équations aux dérivées partielles correspondantes, c’est-à-dire 

l’équation de la chaleur associée éventuellement à celles de Navier Stokes. Si l’on dispose 

d’une telle solution numérique pour une forme temporelle donnée de la source, une 

déconvolution, c’est-à-dire la résolution par moindres carrés d’un système linéaire basé sur 

une matrice de sensibilité exacte, permet d’identifier la réponse impulsionnelle du système, 

qui présente alors l’avantage d’être indépendante de l’excitation [1]. Par contre, si entrée et 

sortie sont mesurées, ce qui est le cas en identification expérimentale, le problème inverse est 

alors mal-posé, du fait de la présence d’un bruit sur chacun de ces deux signaux. Une 

régularisation, par exemple par pénalisation de Tikhonov, ou par troncature des valeurs 

singulières,  devient alors obligatoire pour obtenir une estimation stable de la réponse, 

estimation qui peut être plus ou moins biaisée. Une des origines du mauvais conditionnement 

de la matrice de sensibilité provient de la méconnaissance du support temporel de la réponse 

impulsionnelle, ce qui conduit à rechercher sa valeur en des instants où elle est nulle. L’étude 

est effectuée ici en diffusion pure 1D, sur des réponses exactes en température en face arrière 

d’une plaque homogène, à des excitations données en face avant et ce, sans ou avec bruit de 

mesure. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-131
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2. Problème direct  

On considère une plaque plane homogène (épaisseur e  , conductivité λ , chaleur volumique 

ρc ), la diffusivité thermique étant / ( )λ ρ=a c . Sa face avant est soumise à un flux 

thermique (puissance surfacique thermalisée) en créneau temporel 

( )( ) = H ( ) H ( )φ φ − −max doort t t t , où H (.) est la fonction de Heaviside, et 
door

t sa durée. La 

face arrière est soumise à des pertes linéaires, caractérisées par un coefficient d’échange 
r

h  , 

avec la température de l’environnement égale à ∞T . Le champ de température initial est 

supposé uniforme au même niveau ∞T . L’équation de la chaleur, ainsi que les conditions 

initiale et limite s’écrivent alors :  

2

2

1
; ( ) pour 0 ; pour ; 0 pour 0

r
t x h x e t

x a t x x

θ θ θ θλ φ λ θ θ∂ ∂ ∂ ∂= − = = − = = = =
∂ ∂ ∂ ∂

(1) 

où ( , ) ( , ) - ( , 0)θ =x t T x t T x  est l’élévation de température par rapport à l’état initial. La 

solution de ce problème de diffusion 1D est calculée dans l’espace de Laplace, pour 

l’échauffement en face avant, en appelant p la variable de Laplace : 

( )max

1
( ) = ( ) ( ) où ( ) (0, ) et ( ) 1 exp ( )φ θ φ φ= = − −

f door
u p z p p u t t p p t

p
 (2) 

où ( )
f

z p  est l’impédance d’entrée, qui s’écrit, en utilisant la méthode des quadripôles [1] : 

1
( ) avec cosh ( ) ; sinh ( ) ; sinh ( ) ; = /

f
r

r

A h B
z p A e s B e s C s e s s p a

C h A s
λ

λ
+= = = =
+

  (3) 

Ici, nous recherchons l’échauffement en face arrière ( ) = ( , )θy t e t . Dans l’espace de 

Laplace, ce dernier s’écrit à l’aide de l’impédance opérationnelle en face arrière ( )
r

z p  :                              

1
( ) ( ) ( ) où   ( ) =φ=

+r r

r

y p z p p z p
C h A

    (4) 

Nous travaillons ici à partir du modèle convolutif où l’entrée est l’échauffement ( )u t  en 

face avant 

(une « pseudo source », car la vraie source est la puissance surfacique imposée ( )φ t ) et la 

sortie celui en face arrière , la réponse impulsionnelle étant alors la transmittance thermique  

en température ( )w t  de la plaque [2]. Dans l’espace de Laplace, ce modèle s’écrit: 

( ) 1
( ) ( ) ( ) où   ( ) =

( )

r

f r

z p
y p w p u p w p

z p A h B
= =

+
   (5) 

Le retour dans l’espace temporel est effectué en utilisant l’algorithme de den Iseger [3]. Les 

quatre fonctions sont tracées en  figure 1, pour des données figurant en Table 1 et pour un 

horizon [ 0, ]
f

t . 
  

grandeur λ  ρc  e  
max

φ  
r

h  
f

t  doort  m  

valeur 0,2 5,0 10 5 5 400 1500 300 60 1000 

unité -1 -1W.m .K  -3 -1J.m .K  mm -2W.m  -2 -1W.m .K  s s - 

Tableau 1 :  Données de la  simulation directe 
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Figure 1 : Réponses impulsionnelles des faces avant et arrière de la plaque 

 
Figure 2 : Puissance absorbée en face avant et réponses en température avant et arrière 

3. Echantillonnage ou paramétrisation isochrone des trois fonctions du 
produit convolutif 

Dans l’espace temporel, le modèle (4) s’écrit comme un produit de convolution :  

0
( ) ( ') ( ') d '= −

t
y t h t u t t t      (6) 

En temps discret, après une quadrature, celui-ci devient, à l’instant = ∆
k

t k t , /∆ =
f

t t m  

étant le pas et l’indice k variant de 1 à m: 

1
1

1
1

1
Δ où pour ou

Δ

Δ
et ( ) d ( ) où ( )

2

( )

−

≤

−

=
− += = =

= ≈ + =

≈




⌢

ɶ

⌢

ɶ ɶ

j

j

k j j

j j j j j

k

k
j

t

t

j k j
t x x x h u

t

t
x x t t x x x x t

y y t h u

  (7) 

Dans cette notation 
⌢

j
x  est la dose de toute fonction ( )x t  sur l’intervalle 1 ,−  j j

t t , tandis 

que ɶ
j

x  est sa moyenne arithmétique sur le même intervalle. On donne ici une forme 

vectorielle à ce produit : 

 

[ ] 2

1 2 3( ) ( ) où avec ( ) Δ ( ) ( )
T

k
y y y y t= = = ≡⋯y u w w u y x f xM M  M N N (8a) 
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[ ] [ ]1 2 3

1
          où pour ou et 1 1 0 0

2

T T

k
x x x x x u w= = =⋯ ⋯x f  

Ici l’indice supérieur T désigne la transposée d’un vecteur et N (.) est une fonction matricielle 

d’un vecteur colonne de même taille : 

 

- -

( ) où

1

2 1

3 2 1

   
   
   
   ≡ =
   
   
      

⋮ ⋮ ⋮ ⋱ ⋮

⋯k k k k

x x

x x x

x x x x

x x x x x

x x

1

2

3

1 2 1

0

N    (8b) 

 

Remarquons que, quel que soit le vecteur x  , ( )xN  est une matrice de Toeplitz triangulaire 

inférieure et que l’ensemble de ces matrices constitue un anneau commutatif vis-à-vis de la 

multiplication matricielle sur ℝ [4]. 

4. Identification de la transmittance temporelle par TSVD 

L’identification de la transmittance temporelle paramétrée par le vecteur w de l’équation (8a), 

nécessite l’inversion de la matrice = ( )A uM de l’équation (8a), lorsque l’on dispose des 

échantillonnages u  et y  de l’entrée et de la sortie. Dans le cas de l’exemple présenté en 

section 2, son nombre de conditionnement est supérieur à 1023. Ceci signifie que le problème 

d’identification est très mal posé et donc très sensible au bruit de mesure. Si on ajoute à la 

sortie y un bruit indépendant et identiquement distribué (i.i.d.) d’écart type 0,05 Kσ =
y

et, 

éventuellement un bruit d’écart type 0,20 Kσ =
u

 sur la sortie, une régularisation est 

nécessaire. On a utilisé ici une régularisation par troncature de la décomposition en valeurs 

singulières (TSVD)  de A  en ne gardant qu’un nombre limité  <n m de valeurs singulières, 

afin d’avoir une moyenne quadratique des résidus RMS
res  la plus petite possible, en restant 

strictement supérieure  à σ
y
. Les résultats de cette estimation sont présentés en figure 3, avec 

des résidus relatifs /σRMS

yres  de 1,00121 sans bruit sur l’entrée et de 1,00048 avec bruit.  

 

Figure 3 : Transmittances estimées par TSVD avec bruit sur sortie et avec, ou sans bruit sur entrée 

On remarque que l’ajout d’un bruit sur l’entrée n’a que peu d’influence sur le résultat. De 

même, si la partie initiale de la transmittance est relativement bien estimée, avec toutefois 
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quelques valeurs négatives aux temps très courts, ce n’est plus le cas après son maximum, où des 

oscillations importantes apparaissent. Comme l’estimation de la transmittance est globale du fait d’une 

paramétrisation non locale, il n’existe aucun critère objectif pour reconstituer la partie monotone 

décroissante de cette fonction, avec une asymptote nulle aux temps longs.  

5. Paramétrisation de l’entrée et de la transmittance sur une base de 
fonctions constantes par morceaux non isochrones  

 

En partant du constat précédent, nous avons cherché à changer la paramétrisation de u et w, en 

utilisant leurs projections sur une base non plus globale, mais au contraire locale, de fonctions. Nous 

introduisons alors les cumuls U et W de ces deux signaux, qui s’écrivent vectoriellement, en utilisant 

des lettres capitales pour x = u ou w et en considérant tout le domaine temporel (k = m dans 8a et 8b) : 
  

  

[ ] [ ]
0

-1

1
( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( )

où 1 1 1 1 et 2 1 -1 1 -1 (-1) ; 1 1 0 0

t

T m T T

X t x t dt t
t

+ +

+ +

=  = ∆ ⇔ =
∆

 = = = − 


⋯ ⋯ ⋯

X g f x x f g X  

  g f g

N N N N
  (9) 

 

La relation (8b) s’écrit alors : 

2 2 2 21 1
où ( ) ( ) ( ) avec ( )

Δ Δ

+ += = = ∆ ∆ =
t t

y B W B g U U U g UN N N N  (10) 

Le vecteur W , c’est-à-dire l’intégrale de la réponse impulsionnelle w , est ici la réponse indicielle, 

tandis que la matrice de Toeplitz B est la matrice de sensibilité de la sortie y  à cette dernière. 

L’équation (10) montre que les vecteurs des sensibilités, c’est-à-dire les colonnes de B  sont, au 

décalage temporel près, les composantes du Laplacien temporel discret 
2∆ U de la réponse indicielle. 

Ceci signifie que les coefficients de sensibilité aux différentes composantes de W sont nuls si la 

fonction ( )U t  est linéaire. Donc les intervalles temporels où ( )U t  est localement linéaire, c’est-à-

dire où ( )u t  est localement constante, n’apportent aucune information sur ( )W t  et donc sur ( )w t .  

   

Partant de ce constat, nous utilisons une paramétrisation de u et w en des  fonctions constantes par 

morceaux non isochrones, chacun des n  morceaux, défini par ses points de collocation 

( ) ( )( , ( )= =c c

j c j j c jP t U U t  sur leurs graphes, ont  donc une durée spécifique. Chaque point de 

collocation 
c

jP est défini par son indice ( )c j . Nous voulons que dans le
èmej morceau, c’est-à-dire sur 

l’intervalle ( 1) ( ),
c j c j

t t−   , l’entrée iu  (bruitée ou non) à chaque instant it  soit remplacée par une 

valeur constante 
c

ju , avec un une erreur de paramétrisation 
c

jui ie u u= −  qui reste inférieure ou 

égale, en valeur absolue, à un seuil donné th . Pour conserver la dose  ( ) ( 1)

c

j c j c ju U U −= −⌢
 de l’entrée 

sur cet intervalle nous travaillons sur son cumul. On remplace alors localement,  ( )U t  par une 

fonction localement linéaire ( )linU t  entre les points du graphe initial.  

Par construction, la moyenne arithmétique des uie , notée ici 
ave

u je , est nulle sur le j ème morceau et nous 

voulons que la moyenne quadratique de ces erreurs 
RMS

u je , notée ici 
eu

js  comme un écart type 

statistique, soit la même sur chaque morceau, c’est-à-dire 
eu

j eus s= . Comme les erreurs uie sont 

construites à partir d’entrées différentes sur chaque morceau, leur matrice de variance-covariance 

statistique est alors diagonale. On montre alors que la moyenne quadratique 
eU

is de l’erreur sur ce 

cumul 
lin

U ji ie U U= −  ne doit plus être constante sur chaque intervalle mais être égale à 

3/4
eu

s t i∆ −  . On impose donc que cette erreur 
U ie  reste inférieure ou égale, en valeur absolue, 

sur le j ème intervalle, à un seuil 3/4jTh th t i= ∆ −  en tout instant it  de celui-ci. Comme 
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( )max
eU Ui is e≤ , ceci garantit l’inégalité  

U je is Th≤ . Le seuil 
u

th sν=  est déterminé par le 

choix d’une fraction constante ν  de l’écart type statistique 
u

s  des m  valeurs 
i

u  de l’entrée sur tout 

l’horizon temporel. On a donc construit un code qui, pour un vecteur seuil  Th  et un cumul d’entrée 

U donnés, calcule les 5 grandeurs suivantes: le vecteur c des indices des temps de collocation, le 

nombre n d’intervalles, le vecteur des nombres 
multn de pas de temps initiaux dans chaque intervalle, 

la matrice rectangulaire Q  (taille m x n) permettant une interpolation linéaire du vecteur des n entrées 

cumulées aux temps de collocation 
cU sur la grille isochrone  (

lin cU = Q U ) et, enfin, une matrice de 

duplication D  (taille m x n)  permettant de répartir les n entrées non cumulées sur la grille isochrone 

(
pc cu = D u ).  La figure 4 montre la paramétrisation du cumul de l’entrée en une fonction ( )

lin
U t  

linéaire par morceaux, pour ν  = 0,3, tandis que la figure 5 montre la paramétrisation de l’entrée en la 

fonction constante par morceaux correspondante ( )pcu t . Ici, ce choix pour ν implique l’existence de 

n = 15 morceaux pour ces deux graphes. 
 

 

Figure 4 : Paramétrisation du cumul de l’entrée en fonction linéaire par morceaux 

 

Figure 5 : Paramétrisation de l’entrée en fonction constante par morceaux 

Le modèle réduit s’écrit alors, pour l’estimation de la transmittance cumulée linéaire par morceaux : 
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21
où ( ) ( ) et Δ ( ) diag ( )

Δ

red c c c c c mult c

c
t

t

+= = =y B W B g QU Q W g n wN N N   (11a) 

On en déduit le modèle réduit exprimant  le vecteur de sortie redy  (longueur m) en fonction 

du vecteur cw  des n morceaux de la transmittance, où  
c

g  (longueur n) est construit comme 

g , voir (9): 
  

2où ( ) ( ) ( ) diag ( )red c c mult

wc wc c

+= =y S w S g QU Q g nN N N   (11b) 

6. Identification de la transmittance 

L’inversion du modèle  (11b) est faite par la méthode des moindres carrés ordinaires, avec 

une transmittance estimée ˆ cw  et un vecteur 
wc

σ des écarts types de ses composantes : 

( ) ( )( )1/21
1ˆ ; ( )c T T T

wc wc wc wc y wc wc
σ

− −= = diagw S S S y σ S S   (12) 

Le résultat de cette identification est présenté en figure 6 : 
 

 

 

 

Figure 6 : Identification de la transmittance sur les mêmes morceaux que l’entrée 

Le résidu quadratique moyen est ici égal à 0.0570 K, c’est à dire supérieur de 14 % à celui de 

la sortie (le « non discrepancy principle » de Morozov est ici respecté). Il reste cependant des 

oscillations faibles de la transmittance aux temps longs, mais fortes aux temps courts. Leur 

niveau aux temps courts est confirmé par des écarts types 
wc

σ assez importants. Le nombre de 

conditionnement de 
wc

S  est ici de 2080. On a également représenté en figure 6 les 15 valeurs 

target
w  de la transmittance exacte paramétrisée sur les 15 morceaux. Pour obtenir des résultats 

plus satisfaisants, nous avons cherché à définir les points de collocation correspondant au seul 

support de la transmittance. Les points de collocation à garder sont ceux qui  respectent 

d’abord simultanément les 2 critères suivants : 

  

i) La sortie paramétrée sur les mêmes morceaux c

jy  (ici une fonctions constante sur n = 

15 morceaux) doit être strictement supérieure à son écart type, 

ii)  La valeur estimée ˆ c

jw de la transmittance de l’estimation précédente doit être 

strictement supérieure à son écart type 
jwcσ . 

On impose ensuite à l’ensemble des points de collocation sélectionnés de former un ensemble 

connexe de points d’effectif égal à 
support

n . L’estimation ne se fait alors que sur ces seuls 
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points, les transmittances des 
lag

n  points amont (retard aux temps courts) et  des 
tail

n points 

aval (queue) étant mises à zéro. Dans le cas présent, il ne reste plus que 4
support

n =  points de 

collocation et donc uniquement 4 morceaux de transmittance à estimer, avec une matrice à inverser 

(taille 1000 x 4) ayant un nombre de conditionnement de 33. Les résultats correspondants sont 

présentés en figure 7. Le résidu quadratique moyen (0,0578 K) est pratiquement le même que dans 

l’inversion précédente et on constate que l’écart type des  paramètres estimés (4 valeurs de la 

transmittance sur le support) sont très faibles. Ces 4 paramètres, sauf  le maximum,  sont en outre très 

proches de leurs valeurs cibles. 
 
 
 

 
Figure 7 : Identification de la transmittance sur son support strict 

 

7. Conclusions et perspectives 
 

Dans le cadre d’un transfert de chaleur linéaire transitoire respectant les hypothèses précisées dans 

l’introduction, nous avons montré de façon générale, que le modèle convolutif continu liant de façon 

causale deux évolutions de température à des endroits différents d’un même milieu pouvait se mettre 

sous une forme discrète matricielle où les 3 fonctions impliquées (sortie, entrée et transmittance 

transitoire) correspondent à des vecteurs colonne regroupant leurs valeurs échantillonnées de façon 

isochrone. En présence d’un bruit de mesure à la fois sur l’entrée et la sortie, l’inversion de ce modèle 

discret est mal-posée et nécessite une régularisation qui, effectuée sur une base non locale entraine des 

fluctuations ou des biais sur les transmittances estimées. Nous avons construit et testé ici, dans un cas 

1D extrêmement mal posé, une nouvelle méthode d’estimation parcimonieuse de la transmittance où la 

régularisation s’effectue par une paramétrisation des m valeurs de l’entrée en fonction d’une base de n  

<< m fonctions constantes par morceaux de durées non égales. On paramétrise également la 

transmittance sur cette base non isochrone, ce qui permet une estimation par moindres carrés 

ordinaires où la matrice de sensibilité est rectangulaire et très bien conditionnée. Les résultats obtenus 

sur ce cas test permettent d’accéder au support temporel de la transmittance. Ils sont prometteurs, 

même si la recherche de l’hyperparamètre de régularisation ν  reste à être optimisée. L’application 

future visée consistera à utiliser cette transmittance identifiée pour réaliser un capteur virtuel de 

température, en utilisant un modèle réduit de structure analogue. 
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Abstract - There are various alternatives to cold production by vapor compression. Among these

possibilities, solid-state refrigeration based on the elastocaloric effect of materials with a low environ-

mental footprint such as natural rubber. After a state of the art on refrigeration systems using caloric

materials, the principle of regenerative systems for cold production is presented. The device presented

in this article comprises a generator consisting of 55 natural rubber tubes and with a diameter of each

tube of 3.2 mm. The water, the heat transfer fluid, was in alternating motion as well as the stretching

of the natural rubber tubes. The performance of the device was characterized under various operating

conditions. We found a frequency of 0.1 Hz and a V ∗ value of 0.9 as optimal operating conditions,

with maximum achieved heating capacity of 1.9 W (200 W.kg−1), temperature range of 6.7 K and a

COP > 6.

Key words: solid refrigeration, elastocaloric effect, heat pump, regenerative system

1. Introduction

Currently, vapor compression refrigeration remains the most common technology, raising

questions about its toxicity, efficiency and environmental impact. More environmentally friendly

alternatives are therefore needed. The implementation of alternative technologies that are not

only more efficient but also more environmentally friendly and cheap enough to be used on

a global scale is therefore essential to achieve carbon neutrality in our operations. Alterna-

tives could rely on the use of caloric materials: magnetocaloric, electrocaloric, barocaloric and

elastocaloric. Caloric materials have temporal temperature variations, generated by the caloric

effect. The general principle is a reversible and alternative organisation at the microscopic

level that causes an exothermic and endothermic effect. This organisation, an alignment of

molecules, groups of molecules or macromolecules, is caused by a magnetic field, an electric

field or mechanical stress induced by deformations or pressures. When the source is alternately

applied and removed, these thermal materials exhibit self-heating and self-cooling, resulting in

temporal variations in their temperature.

Studies have shown the interest of these types of materials in cold production prototypes using

elastocaloric shape memory alloys [1], electrocaloric ceramics [2] and magnetocaloric metal

alloys [3]. This work has generally focused on characterisation techniques, improving the ef-

fect by developing new materials or new strategies for driving them (i.e. their use near a phase

transition). The elastocaloric effect is a phenomenon that occurs when an elastocaloric mate-

rial, such as shape memory alloys (SMA) or polymers (such as natural rubber), is stretched and

released. When an elastocaloric material is stretched, it changes the entropy of the material and

https://doi.org/10.25855/SFT2023-004
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produces isothermal heat. This is largely due to solid-solid phase transition (SMA) or strain-

induced crystallisation (SIC). When the material is released, the phase transition occurs in the

opposite direction, with the material absorbing heat from the surrounding environment. In adi-

abatic mode, the temperature variation, ∆Tad, between the two states (stretched and relaxed) is

related to the entropy variation, ∆S, the temperature of the medium and the heat capacity of the

material, i.e. ∆Tad = −T/Cp∆S [4]. There is therefore a relationship between the temperature

change and the level of material stretch hence the tensile or compressive force (figure 1-a-).

Figure (1-b-) shows the stretch/release cycle with heat generation and absorption. Also, in a

cooling device, a system is needed to transform these temporal variations of the temperature

of the heat material into a spatial gradient. For some elastomers, such as natural rubber or

polyurethane, only large deformation (up to 600%) results in significant elastocaloric activity.

However, pre-stretched natural rubber subjected to uniaxial deformation shows moderate activ-

ity [7][8] and excellent fatigue resistance [9](> 100, 000 cycles). Breakthroughs in materials

and prototypes were achieved on elastocaloric shape memory alloys. Bruederlin et al. [10] has

proposed a system with a power output of 18 W.g−1, a temperature difference of 12 K and a

material COP (COPMAT ) of 6 with a TiNi based alloy (material COP is defined by rational

thermal power and mechanical power). Schmidt [11] proposed, with a similar alloy, a temper-

ature difference of 18K and a COPMAT of 7.9 for a frequency of 0.05 Hz and an elongation

of 4.65%. Other authors have presented similar results [12] [13]. Recovery systems based on

electrocaloric ceramics have been tested by Torello at al. [2] with the following performances:

electric field of 3.75 V.µm−1 an adiabatic temperature variation of 1.3 K, for a fluid flow rate

of 10.5mL.min−1 and a frequency of 0.08Hz. On the material side, Ren et al. [14] proposed

a barocaloric material based on NH4I , with an entropy change of 71 J.K−1.kg−1, an adiabatic

temperature change of 41K under 80MPa.

Compared to other heat transfer materials, polymers have a small environmental footprint for

Figure 1 : -a- Entropy / temperature relationship [5] -b-Stretch/Release Cycle [6]

their manufacture and are inexpensive. In addition, polymers have low thermal conductivities

(1/5th that of ceramics and 1/100th that of metals), which limits the heat exchange between the

heat transfer fluid and the rubber but also facilitates a thermal gradient within the material in

the longitudinal direction. Furthermore, when the thickness of the active material is low (less
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than a millimeter), which is the most common case, the thermal resistance remains low and

therefore does not limit the heat transfer with the heat transfer fluid. Two main methods are

used to transfer heat from the caloric material to a carrier fluid. One is a regenerative system

where a fluid is used in synchronous reciprocating motion so as to present the correct portion

of fluid to the caloric material either on stretching or on release (figure 2). The other method is

to use direct contact between the caloric material and the heat tank (hot exchanger -HEX-) and

the cold tank (cold exchanger -CEX-)(figure 2).

In this article, we will present one regenerative system using rubber, tested by a consortium of

Figure 2 : Principle of regenerative system Principle of recovery system

laboratories in Lyon (France) and Tohoku University (Japan). In this configuration [15], a set of

natural rubber tubes with an internal diameter of 3.18mm, purchased from Omega Engineering

(Norwalk, Connecticut, USA), with the reference TYGR-18116-100 is used [16]. The stretch

of the natural rubber (NR) in the studied device was fixed between the values λ = 3.5 and

λ = 5.5, with λ = l(t)
l0

, l(t), the length of the tube at time t and l0 the length without stretch.

The speed of this stretching is fixed by the actuator: 20mm.s−1. On a sample of the NR used, a

adiabatic temperature variation ∆Tad of 3.5K and a maximum stress of 1.7MPa were recorded

at λ = 5.5, which corresponds to hysteresis losses of Whyst = 0.27M.J.m−3 (figure 3).

The coefficient of material performance COPMAT , defined as the potential heat absorbed

Figure 3 : Cyclic elastocaloric properties for the natural rubber (NR) tube, for cyclic elongations at

0.1Hz between λ = 3.5 and λ = 5.5. (A) ∆Tad as a function of time. (B) Stress–elongation curve vs.

cyclic elongations.

during material shrinkage divided by the Whyst hysteresis loss [17], was calculated as follows:

COPMAT =
ρCp∆Tad

Whyst

(1)
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Where ρ and Cp are the density (950 kg.m−3) and specific heat capacity (1800 J.kg−1.K−1) of

NR, respectively. A value up to COPMAT = 22 was recorded.

2. Regenerative system

2.1. Experimental set-up

The NR tubes, each 50mm long, were mounted in a printed plate with holes to facilitate the

passage of the tube inwards at both ends for approximately 1 cm. The ends of the tubes were

then mechanically fixed to each plate, and the tubes were stretched to an elongation of 4. Epoxy

resin was poured onto the plate at both ends to fix the outer position of the rubber tubes and

leave the inner part empty for future water flow between the tubes and the tanks. The epoxy

seal solved the problem of rubber tube adhesion, resulting in an all-polymer cooling device.

Figure (4-a-) shows photos of the final tube assembly for the device. The device (55 tubes; the

inner diameter of each tube was 1.6mm. The wall thicknesses of the fully extended tubes are

approximately 300− 450 µm.

An actuator for stretching the regenerative device (MISUMI RSDG306, Tokyo, Japan) and a

Figure 4 : -a- Photograph of the 55 tubes -b- Operating principle of a regenerative system

piston pump with its actuator (MISUMI RSD112, Tokyo, Japan) were used. The control of both

actuators was carried out with the MATLAB Instrument Control Toolbox to ensure synchroni-

sation of the movement of the heat transfer fluid, in this case water, with the stretching of the

NR tubes. Figure (4-b-) illustrates the 4 stages of the system, as described in the introduction.

The displacements of both actuators were measured with laser displacement sensors (Panasonic

HG-C1400 and HG-C1100-P displacement sensors, Kadoma, Japan). Small tanks (6.4ml each)

were placed at both ends of the regenerator. The lower tank was thermally insulated and incor-

porated a heating resistor to add a heat source to the lower (cold) tank. Short conical diffusers

were added inside each tank to homogenise the fluid flow and limit dead volumes [18]. The top

tank was left open to ensure that the pressure remained constant within the regenerator. A load

cell (Vishay Tedea Huntleigh load cell #615, Malvern, PA, USA) was mounted at the bottom

of the entire system. The total static force of the regenerator, fluid movement actuator and tank

were 40N , which was subtracted from the measurement.

To characterise the elastocaloric effect, the surface temperature of the rubber tubes constituting

the regenerators was measured with an infrared camera (Optris Xi400, Berlin, Germany). To

test the elastocaloric refrigeration system, the temperature was measured at several locations

using thermocouples: inside the hot heat exchanger, inside the cold heat exchanger, at the inlet
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and outlet of the hot heat exchanger fluid circulation, and outside the system as a measure of the

ambient temperature. All thermocouples were calibrated using a temperature controlled water

bath to subtract the static error of each thermocouple. All measured quantities were collected

with a digital acquisition module (Dewesoft Krypton, Trbovlje, Slovenia).

Figure (5-a-) shows a photograph of the experimental set-up, showing the different elements

Figure 5 : -a- Device photography -b- scheme of the device

by numbers. This gives: 1: Main actuator, 2: Pump actuator, 3: Optical displacement sensor

for the main actuator, 4: Optical displacement sensor for the pump actuator, 5: Flowmeter, 6:

Force sensor, 7: Diaphragm pump for ’hot’ exchanger, 8: Heat exchanger, 9: Rubber tubes, 10:

Fans for cooling the actuators motors. The schematic representation in figure (5-b-) helps to

clarify the role of each component.

2.2. Results

To estimate the cooling capacity of the regenerators, we connected the upper tank of the

devices to a heat exchanger via a fluid circulation system in order to maintain the temperature

of the tank close to the ambient temperature. The temperature of the upper tank remained con-

stant, while the temperature of the lower tank decreased until stabilisation was reached. Once

the temperature was stabilised, a heating resistor placed in the lower (cold) tank was energised

by varying the value of the heating resistor current. With the increase of the imposed power,

the temperature difference between the ambient temperature and the cold tank decreased lin-

early. This measurement corresponded to thermal load conditions, as the heating power was

introduced into the system through the resistor placed in the lower tank.

Figure (6) shows the temperature range and cooling capacity of the device for cyclic elonga-

tions of about 3.5 to 5.5 at 0.1Hz with a V ∗ value of 0.9 (previously defined as the ratio of the

volume of fluid in motion to the total volume of fluid inside the regenerator tubes). Under these

operating conditions and with no thermal load (no heat exchanger at the top), the final tempera-

ture difference between the hot and cold tank was 6.7K (figure (6)(A)). Figure (6)(B) shows a

photograph of the regenerator, and figures (6)(C) and (D) show the temperature measured with

an infrared camera. These results confirmed that the temperature along the regenerator changed

linearly with the location along the vertical axis. Under thermal load conditions (figure (6)(E)),

a maximum heating power of 1.9W (200W.kg−1) was achieved, with a maximum temperature

range of 6.7 K and a COPMAT > 6. Figure (6)(E) clearly shows the variation of the temper-

ature range between the ambient temperature and the cold tank: a maximum temperature span

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

489



0 200 400 600 800 1000
Time (s)

22

24

26

28

30

T
em

pe
ra

tu
re

 (
°C

)

No load conditions

T
bottom

T
top

"T=6.7K

(A)

t=50s
(C)

-50 0 50
x (mm)

t=500s
(D)

-50 0 50
x (mm)

23

24

25

26

27

28

29

T
em

pe
ra

tu
re

 (
°C

)

(B)

-50 0 50
x (mm)

-50

0

50

100

150

200

y 
(m

m
)

0 2000 4000 6000 8000
Time (s)

16

18

20

22

24

26

T
em

pe
ra

tu
re

 (
°C

)

Loaded conditions

 0W  0.59W  1.14W  1.76W

T
bottom

T
top

(E)

0 2 4 6 8
Temperature span T

up
-T

bottom
 (K)

0

0.5

1

1.5

2

H
ea

t f
lu

x 
/ P

ow
er

 (
W

)

0

2

4

6

8

C
O

P

_QC

_WM

COP

(F)

Figure 6 : Elastocaloric rubber heat pump performances (A) No load temperature span of insulated

tanks. (B) Photograph of the regenerator and (C) and (D) its corresponding surface temperature at two

different times. (E) Temperature span under loaded conditions: the temperature of the top tank Ttop,

represented by the red curve, was maintained at approximately room temperature Tamb, whereas the

temperature at the bottom tank Tbottom, represented by the blue curve, included the heating source. At

3 800, 5 500, and 7 000 s, the heating power was modified as indicated in italics. (F) Change of the

cooling power (Q̇C), mechanical work (ẆM ), and COPMAT of with the temperature.

was reached when no power was applied to the heater in the cold tank. As the heating power

produced by the resistor increased, the temperature span decreased linearly. Maximum power

was achieved when the temperature of the cold tank reached room temperature. Figure (6)(F)

shows the cooling capacity and COPMAT as a function of the temperature range, as well as the

mechanical capacity of the actuator. The error bars show the ranges given by the uncertainty of

the cooling capacity and temperature measurements. The linear relationship between cooling

capacity (and hence COPMAT ) and temperature interval is evident, with cooling capacity and

COPMAT decreasing linearly with increasing temperature interval.

The results shown in figure (7) represent the optimal operating conditions (in terms of fre-

quency and V ∗) to balance the trade-off between temperature range, cooling capacity and

COPMAT . To study the performance of the devices, we subjected them to different operat-

ing conditions. To study the influence of the volume of the fluid inside the regenerators, we

varied the amplitude of the fluid displacement; we therefore changed the ratio between the vol-

ume of the moving fluid and the total volume of the fluid inside the regenerator tubes (V ∗). We

considered three different values of V ∗ (i.e. 0.5, 0.9 and 1.4). We set the operating frequency

to 0.1 Hz. Thermal loading conditions were applied for each value of V ∗ by varying the cur-

rent imposed on the heating resistor (placed in the lower tank) while keeping the upper tank at

room temperature. The change in temperature difference between the lower and upper tank was

measured throughout the characterization and the cooling power at each imposed current was

determined.

Then, to study the influence of the operating frequency, we repeated the same characterization
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Figure 7 : Heat pump characteristics (Cooling power vs. ∆Tspan (measured) and COPMAT vs.

∆Tspan) under various operating conditions. (A) Cooling power vs. temperature span at 0.1 Hz for

different values of V ∗. (B) COPMAT vs. Tspan at 0.1Hz for different values of V ∗. (C) Cooling power

vs. Tspan at 0.2 Hz for different values of V ∗. (D) COPMAT vs. Tspan at 0.2Hz for different values of

V ∗.

(i.e. the study of the variation of the volume of the fluid as a function of the thermal load

conditions), fixing the frequency of the cyclic elongations at 0.2 Hz. Once again, the linear

relationship between temperature range and cooling power was confirmed. The heat pump

characteristic curves were then obtained by plotting the cooling capacities and the resulting

COPMAT as a function of the temperature ranges. Figure (7)(A) and figure (7)(B) show the

heat pump characteristic curves at 0.1Hz, while figure (7)(C) and figure (7)(D) show the heat

pump characteristic curves at 0.2Hz. Furthermore, the slope of the curve increases as the op-

erating frequency and V ∗ increase. At 0.1 Hz, a maximum COPMAT of 7.8 was reached for

V ∗ = 1.4. Once again, the linear behaviour between temperature range and cooling capacity

(and COPMAT ) has been confirmed.

3. Conclusion

In this work, we presented an experimental heat pump in which NR tubes were chosen as

the elastocaloric material. The material was subjected to adiabatic and cyclic elongations to

examine the elastocaloric properties of NR tubes. Cyclic elongations between λ = 3.5 and

λ = 5.5 were found to be a suitable compromise between temperature variations and mechan-

ical losses, with adiabatic temperature variation ranging from 3.3 K to 3.7 K and mechanical

losses limited to 0.27MJ.m−3. The device consists of 55 parallel tubes, each with an internal

diameter of 1.6mm. The performance of the device was characterised under various operating

conditions, depending on the values of applied frequency and fluid displacement. Higher fre-

quencies and larger values of fluid displacement resulted in higher cooling capacity and COP,

but lower thermal amplitude. We found a frequency of 0.1Hz and a V ∗ value of 0.9 as optimal

operating conditions. Under these operating conditions, a maximum heating capacity of 1.9W
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(200W.kg−1) was achieved, with a temperature range of 6.7K and a COP > 6. We found that

the temperature range and cooling power showed a monotonic dependence on the volume of

fluid displaced, in contrast to the case of metallic heat transfer materials, for which an optimum

is usually found.

Optimisation of these systems is still possible, on the heat exchanges in order to extract the

maximum heat created within the rubber. Parametric studies are underway to obtain suitable

values for travel times, rubber ribbon thickness, exchange surfaces, loss reduction, etc. In the

literature, some authors propose interesting ideas to increase the power and efficiency, Qian et

al., [19] uses elastocaloric elements subjected to temperature variations to induce large forces

in order to replace the actuators. Czernuszewicz et al. [20] mixed NiTi wires in a polymer to

increase entropy variations.
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chalcogenides à changement de phase multicouches

Clément CHASSAIN1∗, Andrzej KUSIAK1, Marie-Claire CYRILLE2, Nguyet-Phuong

TRAN2, Chiara SABBIONE2, Claudia WIEMER3, Alessio LAMPERTI3, Jean-Luc

BATTAGLIA1
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Résumé - Les mémoires à changement de phase sont souvent réalisées à partir d’alliages de chal-

cogénures sous forme de systèmes multicouches. Depuis plusieurs années, l’optimisation énergétique

des mémoire à changement de phase est un point crucial dans leur développement. En effet, l’opération

RESET des mémoires, permettant de passer la structure cristalline à amorphe, est très énergivore. C’est

pourquoi une recherche intensive sur la chauffe des multicouches ainsi que leur dissipation de la chaleur

est menée. Généralement, le matériau à changement de phase est chauffé par effet Joule par une pointe

en TiN, ce qui rend par conséquent la caractérisation du contact entre élément chauffant et matériaux

à changement de phase cruciale pour la problématique d’optimisation énergétique. Il en va de même

pour la caractérisation des couches internes à un échantillon multicouche. Dans ce travail nous avons pu

caractériser, de 50 °C à 400 °C, la résistance thermique d’interface TiN/Ge rich-Ge2Sb2Te5 ainsi que la

dynamique des résistances thermiques d’interface Ge rich-Ge2Sb2Te5/Ge2Sb2Te5.

Nomenclature

a diffusivité thermique, m2/s
Cp capacité thermique massique, J/kg/K
e épaisseur, m

E effusivité, Ws1/2/K/m2

f fréquence, Hz

k conductivité thermique, W/m/K
N Nombre de cellule unitaire

T température, ◦C

Z impédance, m2K/W
Symboles grecs

ρ masse volumique, kg/m3

φ déphasage, ◦

ϕ flux d’excitation, W/m2

ω pulsation, rad/s

Acronymes

RTC Résistance thermique de contact, m2.K/W
RTH Résistance thermique totale, m2.K/W
TCR Somme des résistances thermiques de contact, m2.K/W

1. Introduction

Les mémoires à changement de phase (PCRAM) sont une des technologies les plus promet-

teuses pour la prochaine génération de mémoires non volatiles pour le ”Storage Class Memory”

(SCM) ou les calculs neuromorphiques [1]. Au sein des matériaux à changement de phase

(PCM), l’information est stockée à l’échelle nanométrique par le biais de la phase cristalline.

L’état amorphe est un état de haute résistance électrique (état RESET) tandis que l’état poly-

cristallin est un état de haute conductivité électrique (état SET). La mémoire est programmée

(changement de phase du PCM) en chauffant localement par effet Joule avec différentes in-

tensités selon l’opération souhaitée. Une des plus grandes limitation des PCM est la grande

https://doi.org/10.25855/SFT2023-007
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quantité d’énergie nécessaire pour l’opération RESET. Après la cristallisation, pour passer la

structure dans l’état amorphe, il faut faire fondre la structure et la suivre d’une trempe. Ainsi,

réduire le coût énergétique nécessaire pour liquéfier la cellule est un des aspects cruciaux du

développement technologique [2, 3]. Une des approches pour réduire la consommation en

énergie est d’augmenter la résistance thermique du PCM dans l’état cristallin, amenant à une

chauffe localisée, permettant ainsi une montée en température plus efficace. Afin de satisfaire ce

cahier des charges, des alliages de chalcogénures tels que le GeTe et le Ge2Sb2Te5 (GST) ont été

étudiés car ils possèdent une conductivité thermique faible même dans l’état cristallin. De plus,

les optimisations technologiques ont mené à l’implémentation des PCM sous la forme du vo-

lume de programmation ’mushroom’ [4, 5] et l’utilisation de systèmes multicouches (MLS) [6]

permettant une plus grande résistance thermique du fait des interfaces. Dans le cas de la confi-

guration ’mushroom’, l’élément chauffant est généralement du TiN et est directement placé sur

la zone de programmation du PCM.

Dans ce travail nous nous sommes intéressé à la caractérisation thermique d’échantillons

multicouches composés de Ge2Sb2Te5 dopé en Ge (Ge-rich GST ou GeGST) et de GST, et

plus précisément à leurs résistances thermiques d’interface. En effet la connaissance de ces

résistances permet une meilleure maı̂trise du budget thermique nécessaire pour l’opération RE-

SET. En effet, un meilleur confinement permet une montée en température plus efficace. De

plus, le contact entre l’élément chauffant en TiN et le MLS a également été caractérisé. Ce

contact se doit d’être le meilleur possible , c’est à dire d’avoir la résistance thermique d’inter-

face la plus faible possible afin que la chaleur produite par effet Joule soit transmise le plus

efficacement possible. La caractérisation thermique des résistances thermiques d’interface a été

réalisée à l’aide d’échantillons multicouches permettant de répliquer les interfaces présentes

dans la PCRAM. Cette caractérisation a été faite par radiométrie photothermique modulée

(MPTR) de la température ambiante à 400 ◦C. Il a été possible de déterminer, en fonction que de

la température, les valeurs des résistances thermiques de contact (RTC) pour le GeGST/GST

(RTCGeGST/GST ) et pour le GeGST/TiN (RTCGeGST/T iN ), ainsi que de donner une idée de la

potentielle dégradation de ces interfaces pendant la chauffe.

2. Conditions expérimentales

2.1. Dispositif expérimental

Le schéma du dispositif est illustré Fig. 1 et a été explicité en détail dans la littérature

[7]. La température de l’échantillon est pilotée par un four commercial travaillant sous at-

mosphère contrôlée avec de l’argon comme gaz inerte. La perturbation thermique perçue par

l’échantillon est issue d’un laser de longueur d’onde 1064 nm et de 1,7 W de puissance. Le

rayon de la tache laser est 0,8 mm. Un modulateur acousto-optique permet de moduler le la-

ser en utilisant un signal carré provenant d’un générateur de fonction. La réponse thermique

de l’échantillon (émission propre) est mesurée par un détecteur infrarouge MCT de 0,5 mm de

diamètre. Une détection synchrone est utilisée pour mesurer le déphasage φ entre l’excitation

laser et la réponse pour fréquence f donnée. Le signal de référence pour la détection synchrone

est la sortie TTL du générateur de fonction. La chaı̂ne de mesure a été étalonnée à partir d’un

échantillon semi-infini connu de la littérature. La fonction d’étalonnage s’exprime telle que :

φreel = φexp + 7, 49e−4f − 0, 14 pour des fréquences allant de 100 Hz à 10 kHz. De plus,

la température réelle de l’échantillon en fonction de la consigne du four a été elle aussi ca-

ractérisée à l’aide d’une caméra thermique. La température T de l’échantillon en fonction de la

consigne du four (en ◦C) s’exprime telle que : T = 0, 8685Tfour + 12, 24 où Tfour. La fonction
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d’étalonnage en fréquence permet de corriger le déphasage induit par le modulateur acousto-

optique tandis que la fonction d’étalonnage en température corrige la différence de température

entre le creuset et la surface supérieure de l’échantillon.

Figure 1 : Dispositif expérimental de la radiométrie photothermique modulée en face avant.

Num´ Nombre de rCellule unitaireero de config. épétitions N Épaisseur totale

100 nm5(GST 10nm/GeGST 10nm)1.1

100 nm10(GST 5nm/GeGST 5nm)1.2

102 nm17(GST 3nm/GeGST 3nm)1.3

99 nm33(GST 1,5nm/GeGST 1,5nm)1.4

100 nm5(GeGST 10nm/TiN 10nm)2.1

200 nm10(GeGST 10nm/TiN 10nm)2.2

Tableau 1 : Configurations des différents dépôts de MLS. Les cellules unitaires sont répétées N fois afin

de former le MLS. .

2.2. Préparation des échantillons

Les MLS GeGST/GST (lot 1) et GeGST/TiN (lot 2) ont été fabriqués par pulvérisation

magnétron, en utilisant un mélange d’argon et d’azote comme gaz de pulvérisation. Les différen-

tes déclinaisons de chaque échantillon sont reportées Tab. 1. Ces derniers sont composés de

deux couches d’épaisseur X formant une cellule unitaire avec répétée N fois. Une illustration

de la composition des échantillons de GeGST/GST est présentée Fig. 2, la composition est si-

milaire pour le lot 2 outre le MLS. La composition de GeGST est obtenue en faisant de la

co-pulvérisation de Ge et Ge2Sb2Te5. Le GeGST est aussi appelé ”GST+Ge45%” où 45% est

la fraction nominale de germanium ajoutée au Ge2Sb2Te5 [8]. Les MLS ont été déposés sur

des substrats en silicium de 200 mm de diamètre pour 750 µm d’épaisseur, et recouverts d’une

couche de passivation de Si3N4 de 300 nm d’épaisseur. Le mélange d’argon et d’azote en tant

que gaz de pulvérisation a été choisi pour assurer un dopage nominal de 7% en azote du GeGST.

L’ajout d’azote permet de réduire la taille des grains lors de la cristallisation et augmenter la

température de cristallisation [9]. Les échantillons ont ensuite été recouverts d’une couche de

platine jouant le rôle de transducteur optique-à-thermique pour la source laser et d’une couche

de TiN permettant une meilleure adhésion du platine.

3. Détails mathématiques et modèle

La variation de température périodique ∆T (ω) à la surface de l’échantillon étant assez faible,

il est possible de considérer que l’émission propre mesurée par le détecteur IR est directe-

ment proportionnelle à ∆T (ω). Considérons la diffusion thermique 1D dans l’épaisseur de
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Figure 2 : Vue schématique des échantillons. Les configurations sont reportées Tab. 1. X représente

l’épaisseur des couches composant une cellule unitaire du MLS et N représente le nombre de répétitions

de cette cellule unitaire.

l’échantillon, sans pertes et avec un substrat semi-infini. Il est alors possible, à l’aide de la

méthode des quadripôles thermiques [10, 11], d’exprimer ∆T (ω) en fonction du flux d’excita-

tion ϕ0(ω). Ce qui donne :
∆T (ω)

ϕ0(ω)
= ZSi(ω) +RTH (1)

où ω = 2πf et ZSi(ω) = 1/ESi

√

jω (avec ESi =
√

(ρCp)SikSi et j2 = −1) est l’impédance

thermique du substrat et RTH est la résistance thermique totale du reste l’échantillon. La

conductivité thermique du substrat est reportée Tab. 2 et (ρCp)Si = −2, 64T 2 + 2, 11.103T +
1, 57.106 J/m3/K. Le déphasage φ(ω) est calculé à partir de (1) :

φ(ω) = tan−1





−

√

aSi

2ωkSi

√

aSi

2ωkSi
+RTH



 (2)

où aSi = kSi/(ρCp)Si est la diffusivité thermique du substrat de silicium.

L’algorithme d’optimisation de Levenberg-Mardquardt [12] est utilisé pour minimiser l’écart

entre les données expérimentales et le modèle afin d’identifier la résistance thermique RTH . Si

l’on considère que, pour chaque pulsation ω, les couches de Pt et de TiN sont isothermes, alors

la résistance RTH peut s’exprimer telle que :

RTH = N

(

e1
k1

+
e2
k2

)

+ (2N − 1)RTC1/2 +
eSiN
kSiN

+ TCR (3)

avec :

TCR = RTCPt/T iN +RTCT iN/1 +RTC2/SiN +RTCSiN/Si (4)

où ei et ki représentent les épaisseurs et les conductivités thermiques des deux couches du

MLS, N est le nombre de répétitions de la cellule élémentaire du MLS et RTCi/j représentent

les résistances thermiques d’interface entre les couches. Pour le lot 1, la couche 1 est le GeGST

et la couche 2 est le GST. Pour le lot 2, la couche 1 est le GeGST et la couche 2 est le TiN. Les

paramètres utilisés pour le calcul de la relation (3) sont reportés dans le Tab. 2.
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Matériau k(T (◦C)) ref

kSiN (T) 4, 66.10−9T 3
− 5, 8.10−6T 2 + 2, 84.10−3T + 1, 15 [13]

kSi(T 5) , 23.10−4T 2
− 0, 451T + 144, 3 [non publi.]

kGeGST (T ) [14]0.29

kGST (T ) [14]0.18

kTiN (T ) 4T0,29 [15]

Tableau 2 : Paramètres nécessaires au calcul de RTH en phase amorphe à partir de la relation (3).

4. Résultats et discussion

4.1. Résistances thermiques RTH des dépôts

Concernant les échantillons du lot 1, ils ont été chauffés de 50 ◦C à 400 ◦C avec une pente

de 100 ◦C/min. Chaque mesure en température a été réalisée à 2551 Hz et 3182 Hz. Un point

en température nécessite environ 5 minutes de temps d’acquisition. Ces deux fréquences ont été

choisies afin d’avoir une pénétration de la chaleur plus épaisse que l’épaisseur du dépôt tout en

conservant le caractère semi-infini du substrat. Les échantillons du lot 2 ont eux été chauffés

de 50◦C à 400◦C avec une pente de 100 ◦C/min. Cette fois ci, 12 mesures en fréquence ont été

réalisées pour chaque point en température, allant de 750 Hz à 6 kHZ. Le temps d’acquisition

pour une température est d’environ 15 minutes. La valeur de RTH est identifiée et les résultats,

après soustraction de la contribution du SiN, sont reportés dans la Fig. 3.

Figure 3 : Résistances thermiques RTH des différents échantillons listés Tab. 1. La contribution du SiN

a été retirée.

Comme illustré sur la Fig. 3, le premier changement de phase (amorphe à cristallin FCC) est

observé entre 150 ◦C (lot 1) et 250 ◦C (lot 2). Cette différence en température de cristallisation

peut être expliquée à par une contrainte de compression appliquée par le TiN sur le GeGST dans

le cas des échantillons du lot 2. Cette contrainte de compression décale le changement de phase

vers de plus hautes températures. Le second changement de phase (FCC à HCP) apparaı̂t lui au-

tour de 300◦C pour le lot 1 mais n’est pas visible sur le lot 2 car la température de cristallisation

n’a pas été atteinte. Un décalage des températures de cristallisation pour le lot 1 en fonction du

nombre de couches est également observable. Plus les couches sont fines, plus le décalage est
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important. Finalement, à l’aide du le lot 1, il est mis en avant qu’augmenter le nombre d’in-

terfaces tout en conservant une même épaisseur totale permet d’augmenter la valeur de RTH .

Dans un soucis d’économies d’énergie, augmenter le nombre d’interfaces semble donc être une

solution viable.

Il est également possible de noter pour le lot 1 qu’après 250°C, les RTH se confondent pour

atteindre une seule valeur commune. Ce comportement s’explique par la diffusion du Ge dans

toute l’épaisseur du MLS couplée à une dégradation des interfaces en interphases [16]. Cette

tendance n’est pas observable sur le lot 2 car le TiN reste stable en température et empêche la

diffusion du germanium dans l’épaisseur du MLS. C’est ce qui est à l’origine de la contrainte

de compression exercée sur le GeGST. Cette stabilité permet également d’expliquer pourquoi

la résistance thermique de l’échantillon 2.1 est supérieure à celles des échantillons du lot 1 pour

la phase cristalline mais pas dans la phase amorphe. Le GST étant moins conducteur que le TiN

et les échantillons ayant plus de résistances d’interfaces pour le lot 1, la seule façon pour que

l’échantillon 2.1 ait une RTH supérieure est une dégradation des interfaces dans les MLS du lot

1. Des mesures de Spectrométrie de masse des ions secondaires par temps de vol (ToF-SIMS),

de spectroscopie de rayons X à dispersion d’énergie (EDX) et de la spectroscopie Raman in-

situ ont été réalisées afin d’obtenir des informations sur la structure interne des échantillons.

Ces dernières ont confirmé une dégradation des interfaces en interphases pour le lot 1 et une

stabilité des MLS pour le lot 2.

4.2. Caractérisation des résistances thermiques d’interface

En se reportant à l’équation (3), il vient :

RT = RTH −N(e1/k1 + e2/k2)− eSiN/kSiN (5)

Ce qui donne finalement :

RT = (2N − 1)RTC1/2 + TCR (6)

A l’aide d’une régression linéaire sur RT = f(2N − 1), il est possible d’obtenir les va-

leurs de RTC1/2 et de TCR pour les différentes températures. Concernant les échantillons du

lot 1, la régression linéaire n’a été réalisée que sur la partie amorphe car dès que la cristalli-

sation les interfaces se dégradent. Les résultats pour les échantillons du lot 1 et du lot 2 sont

respectivement reportés Fig. 4 et 5 et Fig. 6 et 7. Les résultats ont été comparés pour la phase

amorphe avec des calculs issus du modèle théorique ”Diffuse Mismatch Model” (DMM) [17]

et se trouvent en adéquation avec ceux ci. Les résultats sont également en adéquation avec la

littérature [14]. Les Fig. 3 et 4 montrent qu’une augmentation du nombre d’interfaces pour une

même épaisseur permet d’augmenter RTH . Ce qui permet un meilleur confinement de la cha-

leur pour l’opération RESET. Il a été aussi mis en avant que la diffusion du Ge réduit l’impact

de l’augmentation du nombre de couches dès que la cristallisation commence. La Fig. 6 montre

que les valeurs de RTCGeGST/T iN sont proches de la valeur théorique tout au long du cycle en

température. Ceci témoigne d’un excellent contact entre les deux couches étant donné que la

valeur théorique suppose un contact parfait. Ainsi, afin d’améliorer la performance énergétique

des PCRAM il faudrait réussir à déposer une couche ”transducteur” entre le GeGST et le TiN

car la marge de progression sur la qualité du dépôt est faible.

5. Conclusion

Il a été montré qu’augmenter le nombre de résistances d’interface au sein d’un MLS per-

mettrait un meilleur confinement de la chaleur dans un soucis d’optimisation énergétique des
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Figure 4 : Résistances thermiques d’inter-

face RTCGeGST/GST pour l’état amorphe.

Figure 5 : Somme des résistances thermiques

d’interface TCR pour l’état amorphe.

Figure 6 : Résistances thermiques d’interface

RTCGeGST/T iN .
Figure 7 : Somme des résistances thermiques

d’interface TCR.

PCRAM. Cependant, il arrive que lors de la chauffe ces interfaces se transforment en inter-

phases. Par conséquent, l’augmentation du nombre d’interfaces est rendue négligeable.

De plus, le dépôt entre l’élément chauffant (TiN) et le MLS (GeGST) est très proche d’un

dépôt idéal et se maintient en bonne condition tout au long de la montée en température. Ainsi

dans un soucis d’économie d’énergie, se concentrer sur le développement d’une couche trans-

ducteur facilitant la diffusion de la chaleur (à l’instar du TiN sous le Pt) pourrait être une des

pistes d’amélioration technologique.

Finalement, des valeurs expérimentales ont été données concernant les résistances ther-

miques d’interface entre le GeGST/GST et le GeGST/TiN pour une large gamme de température.
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Résumé - Dans le cadre de la transition énergétique, le SIARCE, syndicat de gestion des eaux, a fait 
appel au CERTES pour étudier des solutions de valorisation énergétique de ses stations d’épuration. 
Une solution novatrice considérée est l’installation d’un cycle de Rankine organique (ORC) sur site, en 
utilisant l’énergie solaire thermique comme source chaude et les effluents en sortie de station d’épuration 
comme source froide. La réglementation imposant une température maximale de rejet dans le milieu 
naturel de 25°C, le cycle est donc contraint par la puissance disponible au condenseur. La sélection du 
fluide de travail et les conditions opératoires ont été adaptées à cette contrainte dans le but de maximiser 
la puissance fournie par la turbine. Des puissances de l’ordre de 70 kW sont réalisables et il est possible 
de doubler cette valeur lorsque la température des effluents diminue de 5 °C. 
 

Nomenclature 

Cp Capacité calorifique, J.kg-1.K-1 

h        Enthalpie, kJ/kg �̇� Débit volumique, kg.s-1 
Q Puissance thermique, kW 
T Température, °C 
Symboles grecs 

             Différence 

Indices et exposants 
cond     condenseur 
eva       évaporateur 
opt        optimal 
tur        turbine 

 

1. Introduction  

La France a adopté en aout 2015 la loi de transition énergétique pour la croissance verte (loi 
n°2015-992 du 17 aout 2015) afin d’énoncer les grands objectifs nationaux en termes d’énergie 
comme la réduction des émissions de gaz à effet de serre de 40 % à l’horizon 2030, la baisse de 
la part d’énergie fossiles de 30 % dans le mix énergétique français ou encore la favorisation de 
l’économie circulaire. C’est dans cet optique que le Syndicat Intercommunal d’Aménagement, 
de Rivières et du Cycle de l’Eau (SIARCE), en tant que maitre d’ouvrage du réseau d’eau et 
d’assainissement de près de 70 communes et de 11 stations d’épuration (STEP) en Essonne, a 
mis en place depuis 2017 un schéma directeur syndical des énergies renouvelables et des 
ressources réutilisables. Ce plan s’inscrit dans une volonté de valoriser le potentiel de 
production d’énergie renouvelable à partir des ressources dont la collectivité territoriale 
dispose, et permet de fixer les moyens de mise en œuvre de tels projets. Parmi ces moyens, le 
SIARCE a décidé de développer les projets de recherche autour de l’optimisation énergétique 
et la valorisation des ressources de ses stations d’épuration et a donc fait appel au Centre 
d’Etudes et de Recherche en Thermique, Environnement et Systèmes (CERTES) afin de traiter 
ces questions. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-028
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Actuellement, les stations d’épuration représentent la majeure partie de la consommation 
énergétique et des émissions de gaz à effet de serre du service de l’eau et de l’assainissement 
[1]. Des études ont permis de rendre un état des lieux de la consommation des stations 
d’épuration sur le territoire français [2]. En termes de pistes de valorisation énergétique pour 
les stations d’épuration, les solutions sont encore limitées. La principale solution est la 
méthanisation des boues afin de produire du biogaz [3], qui a déjà fait ses preuves sur de 
nombreux sites mais n’est adaptée que pour des stations à grande échelle, typiquement 
supérieure à 50 000 Equivalent Habitants (EH), où la quantité de boues produite est suffisante 
pour rentabiliser une telle installation. D’autres procédés existent, comme l’installation de serre 
solaire pour le séchage des boues, qui permettent de réduire la consommation énergétique des 
stations mais elles sont encore peu implantées en France. 

Un cycle de Rankine organique (ORC) utilise un fluide organique comme fluide de travail. 
Ce cycle permet de produire de l’électricité à partir de sources de chaleur à basse température 
– entre 90 °C et 370 °C – telles que la chaleur résiduelle, le solaire thermique, la biomasse ou 
la géothermie [4]. Ce procédé est en plein essor en Europe depuis le début des années 2000, 
notamment dans le cas de la valorisation de la chaleur fatale issue des industries métallurgiques 
ou des verreries. De nombreux fluides de travail sont envisageables suivant leur type et leurs 
propriétés thermiques. La recherche d’un optimum de performance du cycle passe donc par la 
recherche du fluide de travail et des conditions opératoires les mieux adaptées à notre système. 

Ce projet consiste à adapter l’ORC dans le cas particulier des stations d’épuration de petite 
capacité, typiquement entre 2 500 EH et 15 000 EH, afin d’apporter une solution novatrice dans 
les procédés de valorisation des ressources des stations d’épuration. L’objectif est d’évaluer le 
potentiel de production d’électricité en utilisant des concentrateurs solaires de type miroirs de 
Fresnel comme source chaude et les effluents en sortie de STEP comme source froide. La 
particularité des STEP est que le rejet des effluents est fortement contraint et réglementé. Le 
débit est régi par la capacité épuratoire du site et la température est réglementée par des arrêtés 
environnementaux lors du rejet des eaux épurées dans le milieu naturel. De ce fait, l’optimum 
ne peut se calculer qu’en prenant en considération la puissance de condensation du cycle. La 
STEP de Lardy-Janville, d’une capacité de 12 680 EH et traitant une charge hydraulique de 
l’ordre de 2 370 m3/j, est prise comme site pilote. 

 

2. Caractérisation des effluents en sortie de station d’épuration 

La fonction première d’une station d’épuration est d’éliminer les polluants chimiques et 
organiques présents dans les eaux résiduaires afin de rejeter dans le milieu naturel une eau sans 
danger pour la biodiversité. Néanmoins, du fait des grandes quantités d’eau transitant en leur 
sein, les STEP peuvent aussi être considérées comme des sources d’énergie renouvelable non 
négligeable. C’est pourquoi il est intéressant d’étudier le potentiel énergétique des eaux épurées, 
présentant la plus faible concentration en matières chimique et organique.  

2.1. Débit des effluents en sortie de STEP 

Le débit est considéré comme le paramètre clé lorsqu’on veut connaitre le potentiel de 
récupération de chaleur car il est directement proportionnel à la quantité de chaleur récupérable 
[5]. Dans le cas des STEP de petites capacités, il est important de caractériser ce paramètre 
puisqu’il est variable suivant l’heure de la journée ou la saison. 
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Le débit est mesuré de façon continue à l’aide d’une sonde placée au niveau du canal de 
sortie de l’eau épurée. La figure 1 montre l’évolution du débit des effluents en sortie de STEP 
au cours d’une année. La moyenne de débit est de 70 m3/h et est plutôt stable au cours du temps, 
les écarts ponctuels représentent les périodes de fortes pluies ou d’étiages. 

Outre l’évolution des débits au cours de l’année, il est également important de prendre en 
compte la variation du débit au cours d’une journée. A partir de la figure 2, on observe qu’il 
existe deux tendances au cours d’une journée. La première, qui s’étend de 8 h à 21 h, présente 
des débits importants avec des pics aux alentours de 9 h et 20 h lorsque l’activité humaine est 
la plus forte. La seconde, qui est en lien avec la faible activité humaine donne des débits 
beaucoup plus faibles, inférieurs au seuil limite défini. Cela démontre l’intermittence de cette 
source, contrainte qui doit être prise en compte pour sa valorisation. 

 

                

                  

 

Figure 3 : Evolution de la température des effluents de la STEP de Lardy-Janville au cours de 
l’année 

 

2.2. Température des effluents en sortie de STEP 

Le second paramètre important dans l’analyse des effluents est la température de rejet. Sa 
mesure est effectuée de manière ponctuelle, deux fois par mois, à l’aide d’échantillons prélevés 
dans le canal de rejet des eaux épurées. 

 

 

  

  

  

  
                

Figure 1 : Evolution du débit journalier 
de la STEP de Lardy au cours d’une 

année 

Figure 2 : Evolution du débit horaire de 
la STEP de Lardy au cours d’une journée 
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Peu soumise aux variations annuelles, la température des effluents en sortie de STEP reste 
stable au cours de l’année, comme le montre la figure 3. Deux comportements peuvent se 
distinguer : pendant la période hivernale, la température des effluents oscille autour de 15 °C 
alors que pendant la période estivale, les valeurs se situent plutôt autour de 20 °C. 

2.3. Contrainte liée aux effluents 

Dans le cas du traitement des eaux résiduaires, la température de rejet dans le milieu naturel 
est soumise à une réglementation stricte. D’après l’article 31 de l’arrêté du 2 février 1998, la 
température des effluents rejetés ne doit pas dépasser 30 °C [6]. Pour s’assurer du bon respect 
de cette règle, les contrats de délégation de service public abaissent cette limite à 25 °C. 

Ce phénomène induit alors une contrainte pour notre projet. En ayant un débit fixé par la 
capacité de traitement journalière de la STEP et une température régulée par la réglementation, 
la puissance de condensation est donc limitée par l’équation (1). 𝑄𝑐𝑜𝑛𝑑 = �̇� x 𝐶𝑝 x ∆𝑇    (1) 

Dans la suite du travail, cette puissance de condensation est définie comme limite du système 
ORC. La valeur maximale que peut atteindre ce paramètre est de 416 kW, représentant le cas 
où la température des effluents est de 20 °C et le débit est de 70 m3/h. 

 

3. Production d’énergie par cycle de Rankine organique 

3.1. Modélisation du cycle 

Le cycle de Rankine organique utilisé pour les simulations numériques de ce projet est 
composé de 4 éléments principaux : une pompe, une turbine, un évaporateur et un condenseur, 
comme représenté sur la figure 4. Ce procédé est développé dans de nombreuses applications, 
notamment à petite échelle [7].  

Les simulations sont réalisées sous Python, avec l’utilisation de la base de données CoolProp 
afin de récupérer les données thermodynamiques des fluides de travail et du cycle. Les 
équations (2), (3) et (4) permettent de connaitre l’état du système et ainsi de mettre en évidence 
la puissance disponible au niveau de la turbine, qui est le paramètre qui nous intéresse ici. 

 

Figure 4 : Représentation schématique d’un cycle ORC 

𝑄𝑐𝑜𝑛𝑑 =  �̇� x (ℎ3 − ℎ2)            (2) 𝑄𝑡𝑢𝑟 =  �̇� x (ℎ1 − ℎ2)      (3) 𝑄𝑒𝑣𝑎 =  �̇� x (ℎ1 − ℎ4)      (4) 
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Dans cette première approche, la source chaude est modélisée par un thermostat fixé à 150 °C 
qui fournit toujours la quantité d’énergie suffisante pour assurer le bon fonctionnement du 
système. Quant à la source froide, comme indiqué dans la section 2.3, elle est assurée grâce aux 
effluents en sortie de STEP à 20 °C, qui imposent une puissance de condensation à l’ORC de 
416 kW. Pour chaque échangeur de chaleur, une différence de température d’au moins 10 °C 
est imposée entre les différents fluides. Le diagramme T-s d’un tel cycle est représenté sur la 
figure 5. Ainsi, la température et la pression sont régies par les différentes contraintes et 
hypothèses énoncées. La modélisation a donc pour objectif de déterminer le fluide de travail le 
plus approprié et d’optimiser son débit afin de maximiser la puissance fournie par la turbine. 

 

Figure 5 : Diagramme T-s d’un cycle ORC pour le fluide de travail R123 

3.2. Choix du fluide de travail 

La sélection du fluide de travail est un choix fondamental afin d’optimiser l’ORC. Adapter 
le fluide aux conditions opératoires souhaitées, permet d’optimiser le rendement du cycle. De 
nombreuses études se sont intéressées à cette question [8] [9] [10] [11] ; il en découle 4 critères 
principaux pour la sélection du fluide de travail : (i) le critère de performance regroupe le type 
de fluide – humide, isentropique ou sec – ainsi que ses propriétés thermodynamiques, (ii) le 
critère environnemental permet de sélectionner des fluides peu dangereux en termes de toxicité 
et d’inflammabilité et avec un faible impact environnemental décrit par le potentiel de 
réchauffement climatique (GWP) et le potentiel de déplétion de la couche d’ozone (ODP), (iii) 
le critère technico-économique, porté par la masse volumique ou encore les propriétés de 
transport telles que la conductivité thermique ou la viscosité, influence le dimensionnement de 
l’installation, (iv) les limites de fonctionnement décrites par la température de solidification du 
fluide et sa compatibilité avec les matériaux utilisés permettent de s’assurer du bon 
fonctionnement du procédé. 

Dans le cadre de notre étude, les critères de sélection se sont focalisés sur le couple pression 
/ température critique qui doit être proche de la température de la source chaude pour une 
pression ne dépassant pas les 40 bar, le caractère sec ou isentropique du fluide afin de ne pas 
avoir recours à une forte surchauffe du fluide, un ODP nul et un GWP le plus faible possible 
afin de respecter le protocole de Montréal de 1987 interdisant l’utilisation des fluides à ODP 
non-nul et les normes européennes de 2012 interdisant l’utilisation de fluide avec un GWP 
supérieur à 150.  
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Au total, 9 fluides de travail présentant des propriétés adéquates ont été sélectionnés. 6 
d’entre eux sont des hydrocarbures, le R123 est un Hydrofluorocarbure (HFC) et les deux 
derniers sont des Hydrofluoroethers (HFE), fluides conçus pour remplacer les HFC dans de 
telles installations [12]. Leurs propriétés sont résumées dans le tableau 1. En complément des 
différents critères, l’enthalpie de condensation à 1 bar est explicitée afin de pouvoir comparer 
les fluides suivant l’énergie de condensation qui sera mise en jeu dans le cycle. 

 

Working fluid Type* 
Critical 
temperature 

Critical 
pressure 

Boiling point 
at 1 bar ∆hcond at 1 bar  ODP GWP 

   °C bar °C kJ/kg     

Isobutane D 135 36,4 -11,7 365,2 0 20 

Isobutène D 144 39,7 -7,1 391,7 nd nd 

Butane D 152 37,9 -0,9 385,8 0 11 

Neopentane D 160 31,6 9,4 315,8 0 20 

Isopentane D 187 33,7 27,5 343,4 0 0 

Pentane D 196 33,6 35,5 357,8 0 11 

R123 I 183 36,6 27,8 170,2 0,02 77 

R1234ze(Z) I 153,65 39,7 9,6 215,2 0 6 

Novec649 D 168,66 18,7 48,9 88 nd nd 
*D : dry, I : isentropic 

Tableau 1 : Propriétés des fluides de travail 

3.3. Résultats et discussion 

Des simulations numériques ont été effectuées pour chacun des fluides de travail dans le but 
de calculer la puissance produite à la turbine et la puissance de condensation. Afin de comparer 
ces deux valeurs pour chaque fluide, le débit est fixé à 1 kg/s. Les résultats sont consignés dans 
le tableau 2.  

A partir de ces résultats, deux tendances peuvent être mises en valeur. D’un côté les 
hydrocarbures présentent de bonnes puissances produites au détriment d’une puissance de 
condensation plus élevée, voire supérieure à la limite de 416 kW dans le cas de l’isopentane et 
du pentane. Concernant le HFC et les HFO, des puissances plus faibles pour la turbine et le 
condenseur mettent en lumière une capacité d’optimisation du cycle en modifiant le débit des 
fluides de travail. 

 

Working 
fluid 

  Isobutane Isobutène Butane Neopentane Isopentane Pentane R123 R1234ze(Z) Novec649 

Qtur kW 44,1 53,9 61,6 61,3 74,3 73,7 34,9 33,4 16,2 

Qcond kW 353,2 378,3 399,4 379,4 426,1 439,2 189,1 213,5 142,4 
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Tableau 2 : Puissance au niveau de la turbine et du condenseur pour les différents fluides 
de travail à un débit de 1 kg/s 

La seconde série de simulations a pour objectif d’optimiser les paramètres de cycle afin de 
maximiser la puissance de sortie du système. Pour ce faire, le débit des fluides a été adapté afin 
d’obtenir une puissance de condensation la plus proche possible de la limite fixée. Les valeurs 
de débit optimal ainsi que la puissance au niveau de la turbine qui en résulte pour chaque fluide 
sont consignées dans le tableau 3. A partir de ces données il est possible de comparer la 
performance des fluides entre eux. Le R123 est celui qui présente la plus grande puissance 
fournie par la turbine, suivi de l’isopentane et du pentane. Pour les HFE, le R1234ze(Z) présente 
aussi un meilleur potentiel que le Novec649, bien que plus faible que le R123.  

Ces résultats confirment que les HFC sont les fluides les plus adaptés aux procédés basses 
températures. Avec l’émergence des normes interdisant ce genre de fluide, il est important de 
retrouver des solutions de remplacement. L’isopentane peut faire office de bon substitut, de 
même pour le R1234ze(Z), ils possèdent les propriétés thermodynamiques adéquates et leur 
performance n’est pas très éloignée du R123. 

 

Working 
fluid 

  Isobutane Isobutène Butane Neopentane Isopentane Pentane R123 R1234ze(Z) Novec649 �̇�𝑜𝑝𝑡 kg/s 1,2 1,1 1,0 1,1 1,0 0,9 2,2 2,0 2,9 

Qtur,opt kW 52,0 59,4 64,3 67,3 72,7 69,9 76,9 65,2 47,4 

Tableau 3 : Débit et puissance à la turbine optimaux pour les différents fluides de travail 

 

Les scénarios étudiés précédemment reposent tous sur le cas le plus contraignant où les eaux 
épurées sont à 20 °C en entrée d’échangeur de chaleur, cas typique de la période estivale. 
Lorsque la température des effluents baisse, la puissance disponible pour la condensation 
augmente. La figure 6 montre l’évolution de la puissance fournie par la turbine lorsque la 
température de la source froide diminue de 5 °C. Dans ce cas, la puissance augmente et double 
même lorsque la diminution de 5 °C est atteinte.  

 

Figure 5 : Evolution de la puissance au niveau de la turbine en fonction de la température 
de la source froide 
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4. Conclusions et perspectives 

Dans le cadre de la valorisation énergétique des stations d’épuration de petite capacité, une 
solution novatrice est d’installer un cycle ORC en utilisant les effluents en sortie de STEP 
comme source froide. Du fait des contraintes liées à cette ressource, l’étude de l’optimisation 
du cycle doit être réalisée en considérant la source froide comme facteur limitant du système. 

Premièrement, les critères de sélection du fluide de travail ont été adaptées aux conditions 
opératoires du système. Il en résulte que 9 fluides sont propices à l’étude de l’optimisation de 
l’ORC. Ensuite, le débit et la puissance fournie par la turbine optimaux sont calculés dans les 
conditions imposées par la source froide. Parmi les fluides sélectionnés, le R123, l’Isopentane 
et le Pentane sont les plus performants. Enfin, le cycle est soumis à l’évolution de la température 
de la source froide. Dans cette configuration, la puissance au niveau de la turbine augmente 
linéairement en fonction de la diminution de la température. 
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Résumé - Ce travail est centré sur la construction d’un modèle 0-D de conception de roue turbine radial

pour des fluides non idéaux. Ce modèle est appliqué au cas d’un cycle ORC de 10kWe à deux étages

d’expansion. Le point de fonctionnement du système ainsi que le fluide de travail sont choisi sur base

des contraintes propres aux turbomachines. Enfin, une vérification CFD sur base des roues conçues est

réalisée afin de valider le modèle, et de vérifier certaines caractéristiques de l’écoulement prédites sur

base du modèle 0-D.

Nomenclature

V absolute velocity, m/s
W relative velocity, m/s
U blade tip velocity, m/s
Cm meridional velocity, m/s
Q volumetric flow rate, m3/s
Ma Mach Number

T temperature, K

P pressure, Pa or bar

h enthalpy, J/kg
c speed of sound, m/s

r radius, mm

h tip blade height, mm

A cross section area, mm2

∆z axial length, mm

adimentional parameters

Ns specific speed

Cs spouting velocity

Vts velocity ratio

Cm,ratio meridional speed ratio

Greeks Symbols

α angle of attack, deg

β incidence angle, deg

η isentropic efficiency, %

ω rotational speed, rad/s
ρ density, kg/m3

abbreviation

CHP Combined Heat and Power

RIT Radial Inflow Turbine

CFD Computational Fluid Dynamics

ORC Organic Rankine Cycle

PS Pressure Side

SS Suction Side

subscript

4 rotor Inlet

5 rotor Outlet

h hub

sh shroud

θ tangential

m meridional

evap evaporator

cond condenser

t total

s static

id isentropic total to static

https://doi.org/10.25855/SFT2023-030
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1. Introduction

Nowadays, the decarbonization of energy systems is targeted to strive for the zero-emission

target. Considering a gas turbine based Combined Heat and Power system (CHP), this objective

is persued through the use of biofuel and by improving system efficiency ; or more precisely by

improving the efficiency of the subcomponent that ensures the transfer of the mechanical energy.

It mainly consists of a centrifugal compressor and a Radial Inflow Turbine (RIT) positioned on

the same shaft, together with the generator. Additionally, the wasted heat can be converted into

useful energy by coupling the CHP with bottoming cycles. Among the possibilities, Organic

Rankine Cycles (ORC) are suited systems for low-temperature heat recovery [1]. Another RIT

can be integrated into ORC as an expansion device.

Figure 1 : Volute, nozzle (Stator), and radial turbine (Rotor) schematic [2]

The scientific literature review has shown that many developments have been brought by

the community to provide design tools for the radial turbine and the associated volute (Figure

1). An analytical method to design and predict the performance of the radial turbine has been

proposed. The model provides the rotor geometry for any operating conditions [3]. A guideline

for preliminary sizing of the rotor has been proposed to provide empirical correlations to assess

the losses in the turbine [4]. This approach has been applied for the design of a 5kWe micro

radial turboexpander ORC using R134a as working fluid [5]. They optimized the rotor shape

based on the blade loading and flow distribution in the meridional plane. A two stage radial

inflow turbine integrated into a 50kWe ORC has been investigated [6].

This paper introduces a design method for radial inflow turbines, using detailed thermody-

namic tables for the gas. The application in this publication is the development of two radial

inflow turbine stages for a 10kWe ORC. This small power has not been covered in the current

literature for two stage turbine machines.

This paper will present a preliminary validation of the model through CFD analysis. the

paper will discuss the current limitations of the model with potential future improvements.
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2. Radial inflow turbine design model ([4], [3])

The present 0-D model provides a tool to design a radial inflow turbine. As these devices are

designed to work with gas, the working fluid must be gaseous during the complete expansion.

The model is developed within the Excel framework and relies on the thermodynamic library

CoolProp [7] for the fluid properties. It calculates the velocity triangle (depicted in Figure 2) at

the rotor inlet and outlet to describe the flow velocity at these strategic points.

Figure 2 : Velocity Triangle

The velocity triangle is composed of 4 velocity vectors, namely

1. the absolute velocity V , the velocity seen by a non-rotating (or stationary) frame

2. the relative velocity W seen by the rotating frame attached to the rotor

3. the blade rotation velocity U , which is the rotating velocity of the blade

4. the meridional velocity Cm, which is the flow velocity projected on the (local) meridional

axis m (Figure 3)

Moreover, the absolute and relative angles α and β are respectively defined between the me-

ridional velocity and the absolute and relative velocity components respectively in the tangential

direction.

Figure 3 illustrates a meridional cut of the radial turbine rotor. It contains most of the geo-

metrical parameters obtained through the design.

Figure 3 : Radial turbine meridional plane. 4 :inlet, 5 :outlet ; h :hub, sh :shroud.
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2.1. Specific Speed

During the design, the model computes several non-dimensional quantities. The first para-

meter is the specific speed Ns (Equation 1). The specific speed for any operating condition is

the non-dimensional number

Ns =
ω
√
Q5

∆h0.75
id

(1)

where ω is the rotational speed, Q5 the volumetric flow at the rotor exit, and ∆hid is the isen-

tropic drop of enthalpy generated by the ”expansion from the stage inlet total conditions to the

rotor outlet static conditions” [3].

For a radial inflow turbine, the specific speed at the design point must be within the range

Ns ∈ [0.45, 0.75] [3, 8]. This condition will insure a certain stability of the rotor during opera-

tions.

Figure 4 : Variation of the inlet incidence angle versus the specific speed of the rotor at various opera-

ting points for a given design [8].

Ns : Specific Speed ; PS : Pressure Side, SS : Suction Side

Figure 4 illustrates the flow physics within the rotor for different incidence flow angles [8].

Considering a rotating blade, a zone of pressure and suction will be generated on each blade

side. The schematic depicts that there is a link between the specific speed Ns associated to the

operating point and the incidence angle β4.

As indicated, a reverse flow area is observed when the specific speed tends to be too small

or too large. Therefore, it is required to maintain the specific speed within the previously men-

tioned boundaries. In the literature, it is recommended to design the turbine so that the inlet

incidence angle β4 is close to 0° to minimize the recirculating zone. This is emphasized in

Figure 4

2.2. Inlet Velocity Triangle

The design of the radial inflow turbine start by calculating the inlet velocity triangle. First is

defined the spouting velocity Cs (Equation 2), defined as being the velocity associated with the

enthalpy drop ∆hid, is also computed :

Cs =
√

2∆hid (2)

The spouting velocity, multiplied by the total to static velocity ratio Vts defined in Equation

3, allows the assessment of the rotor tip speed rotating speed U4 (Equation 4) :
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Vts = 0.737N0.2
s (3)

U4 = Cs × Vts = ω × r4 (4)

Regarding total and static quantities, a static quantity (pressure, temperature,...) corresponds

to the properties of the medium where the flow velocity is zero. When considering a total pro-

perty, the influence of the flow velocity is included during the calculation.

Continuing with the assessment of the inlet velocity triangle, the absolute velocity’s tangen-

tial component is computed from Equation 5 :

Cθ,4 =
U4 × ηts
2V 2

ts

(5)

where ηts is the total to static isentropic efficiency estimated through the Equation 6 :

ηts = 0.87− 1.07(Ns − 0.55)2 − 0.5(Ns − 0.55)3 (6)

Lastly, the rotor angle of attack α4 must be defined. This angle has been found to be optimal

when following Equation 7 [4].

α4 = 10.8 + 14.2N2

s (7)

Then, the remaining inlet velocity triangle is obtained through trigonometry calculation.

2.3. Rotor Inlet Design

The geometrical parameters to describe the rotor inlet (station 4) are the outer radius r4, the

blade tip height h4, and the blade angle. It is a good practice to set radial the inlet rotor blade

[9]. Considering the tip height h4, it is computed through Equation 8

A4 =
ṁ

ρs,4 × Cm,4

= 2π × r4 × h4 (8)

where ρs,4 is the density of the inlet flow calculated based on the static conditions.

2.4. Rotor Outlet Design

With the rotor inlet design being established, the outlet velocity triangle can be construc-

ted. First the outlet meridional velocity Cm,5 is obtained through the meridional velocity ratio

Cm,ratio defined in Equation 9 [3] :

Cm,ratio =
Cm,5

Cm,4

= 1 + 5× (h/r4)
2 (9)

At the outlet, it is assumed that the tangential component of the absolute velocity Vθ,5 is zero.

This hypothesis is justified as this component will only dissipate the energy through the induced

swirl.

At the outlet of the turbine, the radius at the hub rh,5 is given by Equation 10 [10] :

rh,5 = 0.185r4 (10)
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From this point, it is possible to assess the radius at the shroud rsh,5 and the rotating velocities

Uh,5 and Ush,5. Once the velocity triangles at the hub and shroud are computed, the blade angles

at the hub and shroud are respectively associated with the relative angle βh,5 and βsh,5.

3. Case study : ORC

In this work, a simple design model of a radial inflow turbine has been developed. the ap-

plication of the model is the integration of high-speed turbines within two expansion stages

Organic Rankine Cycle (ORC) ( Figure 5) producing an electrical power of 10kWe.

Figure 5 : Organic Rankine Cycle schematic - TS diagram for Cyclopentane

3.1. Working Fluid Selection

The speed of sound c of organic fluids is typically low. Therefore, attention must be paid to

the Mach number Ma which should not go beyond Ma = 1 if supersonic turbine behavior is

unintended.

Working Fluid R123 R1233zd R245fa novec649 cyclopentane

Speed of sound [m/s] 136 149 149 76 196

Density [kg/m3] 42 35 35 103 20

Crit. Temperature [°C] 184 166 154 169 239

Table 1 : Working Fluid comparison for a temperature T = 130◦C and a pressure P = 8 bar [7]

Table 1 shows that the speed of sound has a link with the fluid density. Based on the rotational

velocity constraint imposed, a low-density fluid must be selected to design a high-speed radial

turbine for ORC. From the selected fluids, cyclopentane is the best candidate for the design of

a high-speed radial turbine without lying in the supersonic zone.

3.2. Operating Point Selection

When defining the nominal operating point of the ORC, the condensation and evaporation

temperatures (Tcond and Tevap, respectively) have to be defined. Regarding the former tempera-

ture, it has been set at 60◦C. This temperature is such that it is compatible with conventional

heat emitters in buildings.

The evaporating temperature Tevap has been imposed by considering the generator magnet’s

curie temperature. In this paper, it has been selected a temperature Tevap = 130◦C.
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Regarding the mass flow rate, it has been selected to reach the electrical power generation

of 10kWe at the nominal operating point. Table 2 provides the nominal operating point of each

radial turbine.

Inlet Total

Temp.

Inlet Total

Pres.

TT Expansion

Ratio

Mass Flow

Rate

Working Fluid

HP Turbine 131.85°C 7.87 bar 2.567 165 g/s Cyclopentane

LP Turbine 104.85°C 1.42 bar 2.163 165 g/s Cyclopentane

Table 2 : Radial Turbine Operating Condition.

3.3. CFD Validation

This last section is providing a validation of the design model through CFD. In the scope of

this paper, the model will be validated with the design of the high-pressure radial turbine. the

software CFX from Ansys will provide an accurate point of comparison for the 0-D model. To

integrate the design, a bridge has been developed in Python [11] to generate a blade design file

readable by the computational fluid dynamic software.

The comparison of the performance has been done by assessing the nominal operating point

in CFX. As a reminder, the inlet condition are 131°C and 7.87 bar with a mass flow rate of

165 g/s. The formulae used in the 0-D model predicted that the flow angle of attack and rotor

isentropic efficiency of 73.73° and 86.5% respectively. These information has been compared

in Table 3. It can be observed that the deviation of the 0-D model is relatively small.

HP Turbine angle of attack [°] α4 Total to Static Isentro-

pic Efficiency [%]

Total to Total Expan-

sion Ratio

0-D Model 73.73° 86.5% 2.567

CFD 73.73° 85.5% 2.571

Delta 0% 1.15% 0.15%

Table 3 : 0-D model vs CFD : Performance Comparison.

Then, it is verified the prediction of the 0-D model regarding the physics of the flow. The

model estimated a value of β4 = −7.5 for the incidence angle. Considering Figure 4, a small

recirculation should occur at the suction zone. After the Computation of the CFD, Figure 6

illustrates how the flow is distributed through the rotor passage.

As highlighted in the diagram, a small reverse flow occurs at the beginning of the blade’s

suction side (SS). This behavior is in line with the theoretical concept as the relative flow angle

at the rotor entrance is quasi-radial.

4. Conclusion

This paper presented a model to design a radial inflow turbine for real gas. In the scope of

this paper, only the development regarding the geometrical calculation of the entrance and exit

of the rotor has been described. As the CFD comparison shows, the 0-D model is relatively

accurate regarding the predicted performance and flow distribution within the radial turbine

rotor passage.
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Figure 6 : Flow pattern through the Rotor passage (HP Turbine)

It has been demonstrated in this work that small ORC turbines (10kWe) are providing good

performances and may be pertinent for the application. Further developments have to be made to

the model. First, the implementation of the volute design and performance prediction is missing.

Moreover, loss correlations are not yet taken into account during the design phase.
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Résumé - Dans le cadre du développement de la serriculture au Nunavik, la région nord du Québec, 
un projet de serre couplée à un système de stockage thermique de l’énergie est mis en œuvre. Un modèle 
numérique de l’ensemble serre-système de stockage est développé. Il a comme objectif l’optimisation 
des caractéristiques des futurs dispositifs de stockage et l’étude de faisabilité de l’ajout de systèmes 
énergétiques additionnels (par exemple solaire thermique). Cet article présente le couplage des sous-
modèles ainsi que l’étude de validité du modèle global.  

1. Introduction  

Les communautés nordiques du Nunavik, le Territoire du Nord du Québec, font face à des 
contraintes alimentaires fortes liées notamment à l’appauvrissement des ressources halieutiques 
et terrestres [1]. Afin de développer l’offre alimentaire locale, une serre communautaire est 
installée à Kuujjuaq (2 668 habitants en 2021, latitude 58°06’ nord et longitude 68°23’ Ouest) 
[2]. Cette serre étant conçue pour les climats continentaux, elle n’est pas adaptée thermiquement 
au climat nordique. Il en découle une saison de culture courte. La serre a été instrumentée en 
juin 2016 afin d’étudier son comportement et d’identifier les améliorations à apporter [3]. Les 
mesures ont montré que malgré une ressource solaire riche, les pertes thermiques nocturnes 
provoquaient une chute de la température importante. Ceci freine le développement des plantes 
et est engendré par la faible isolation ainsi que le peu d’inertie thermique des matériaux formant 
la serre : les températures nocturnes intérieures restent proches des températures nocturnes 
extérieures. Un système de stockage thermique de l’énergie (STE) a donc été conçu, construit 
et testé avec pour objectif de limiter les variations extrêmes de température et d’allonger la 
saison de culture. Ce système permet de découpler la température intérieure, de la température 
extérieure de la serre et d’éviter les variations de température jour/nuit extrêmes [4].   

Un modèle numérique de la serre de Kuujjuaq et de son STE a été développé à l’aide de 
l’outil Modelica, en adaptant et complétant la librairie Greenhouses développée par Queralt 
Altes-Buch [5]. Ce modèle permettra des études paramétriques, notamment sur les seuils de 
contrôle du STE, et de permettre des améliorations du système. 

L’objectif de ce travail est d’évaluer la pertinence de ce modèle. Pour l’atteindre, l’ensemble 
des sous-modèles et le couplage seront présentés, puis les résultats de simulations seront 
discutés : la cohérence physique des simulations sera étudiée, puis la précision de ces 
simulations sera commentée à une échelle quotidienne puis sur plusieurs semaines typiques de 
la saison de culture. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-038
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2. Méthodologie 

2.1. Serre étudiée 

La serre modélisée et étudiée dans cet article est une des deux serres communautaires de 
Kuujjuaq. Elle a été construite en 2013, instrumentée en 2016 et un système de stockage 
thermique de l’énergie (STE) y a été construit en 2018. Le STE est constitué de quatre lits de 
pierres hermétiques placés sous la terre de culture et est représenté dans la Figure 1. 

 
Figure 1 : Schéma de la serre et du système STE 

De l’air est ventilé dans le système STE par l’intermédiaire de tuyaux d’entrée et de sortie 
placés à l’opposé l’un de l’autre. Lorsque de l’air chaud passe dans le lit de pierres, l’air 
transfère aux pierres une énergie thermique, qu’elles emmagasinent, et ressort donc plus froid. 
Il s’agit  ici d’une période de charge, qui se déroule habituellement le jour. À l’inverse, lorsque 
de l’air froid passe dans le stock dont les pierres sont chaudes, elles transmettent à l’air une 
partie de leur énergie thermique sensible. L’air ressort alors plus chaud qu’il n’est entré dans le 
STE. On a dès lors une période dite de décharge, qui a lieu généralement la nuit.  

Le détail de l’étude initiale, de la conception et de la réalisation du système STE a été 
précédemment présenté [4]. Les paramètres géométriques de la serre et du système STE sont 
disponibles dans les tableaux Tableau 1 et Tableau 2. 

 
Géométrie Quonset 
Orientation Nord-Est / Sud-Ouest 
Longueur 18,3 m 
Largeur 7,6 m 
Hauteur 4,1 m 

Surface totale 139 m2 

Surface de culture 87 m2 

Volume intérieur 448 m3 

Tableau 1 : Détails de la serre étudiée 

Nombre lits 4 
Longueur lit 8,7 m 
Largeur lit 2,5 m 
Hauteur lit 0,3 m 
Volume lit 6,525 m3 

Surface emprise au sol 87 m2 

Diamètre équivalent des 
pierres 

10 cm 

Tableau 2 : Détails du STE étudié 

Les sous-modèles de la serre et du système STE présentés dans ces tableaux sont développés 
avec l’outil de simulation multiphysique Modelica. Les caractéristiques de ces modèles sont 
présentées dans les prochaines sections. 
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2.2. Modèle de la serre 

Le modèle de la serre a pour objectif de simuler la température intérieure de la serre, ainsi 
que la consigne des ventilateurs permettant l’activation du système STE. Dans le cas de la serre 
de Kuujjuaq cette activation ne dépend que de la température dans la serre. Les consignes de 
ventilation et de stockage sont liées par les mêmes sondes, ce qui implique que lorsque la 
ventilation est mise en route, le système de charge l’est également, ce qui réduit l’énergie 
thermique disponible pour le stockage.  

Afin de simuler l’état thermique de la serre, le système est divisé en plusieurs sous-systèmes 
à température uniforme appelés nœuds : l’air intérieur, l’enveloppe, le sol et la canopée. Entre 
ces nœuds sont définis des flux d’échange thermiques et massiques: échanges convectifs et 
radiatifs. Un flux conductif unique modélise le comportement thermique du sol : il est divisé 
en plusieurs couches qui échangent entre elles jusqu’à une profondeur de température réputée 
constante.  

Pour calculer les échanges thermiques avec l’extérieur, les conditions climatiques 
extérieures sont requises : la température extérieure influençant les pertes convectives depuis 
l’enveloppe ; la « température du ciel » (permettant de calculer les pertes radiatives vers 
l’extérieur) ; l’humidité relative extérieure (influençant l’humidité relative intérieure par 
l’intermédiaire de la ventilation) ; l’irradiance qui est la principale source de réchauffement de 
la serre par le flux radiatif solaire frappant le sol, la canopée et l’enveloppe ; et enfin la vitesse 
du vent qui influence l’efficacité de la ventilation et qui augmente les pertes thermiques depuis 
l’enveloppe vers l’extérieur. Ces bilans nodaux permettent de calculer l’évolution de la 
température de chaque élément et notamment de l’air intérieur.  

2.3. Modèle du système de stockage thermique de l’énergie (STE) 

La stratégie de modélisation du système STE consiste à diviser un lit en mailles 
perpendiculaires au flux d’air dans le lit (approche 1D). Ces mailles sont considérées comme 
ayant des températures d’air et de roches uniformes. L’hypothèse principale utilisée est 
l’isolation thermique parfaite du système STE : il n’échange avec l’extérieur que par 
l’intermédiaire des flux d’entrée et de sortie liés à la serre et commandés par les ventilateurs du 
système. Autrement dit, aucun échange n’est possible avec la terre et les gabions qui 
l’entourent. Cette hypothèse est valide, car ce transfert thermique est très faible grâce à la 
mousse isolante mise en place entre le système de stockage et le sol sous la serre. 

2.4. Couplage des modèles 

Les modèles de serre et STE sont couplés en définissant deux flux thermiques entre eux : un 
flux d’air dit « d’entrée », à la température de la serre, vers le STE et un flux dit « de sortie » 
du STE vers la serre. Ces flux thermiques sont des flux advectifs provoqués par le mouvement 
d’air entre les deux systèmes. Le flux thermique délivré à la serre par un lit de pierres est défini 
par l’équation 1 : 

 �̇�𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘𝑎𝑔𝑒−𝑠𝑒𝑟𝑟𝑒 =  𝑞𝑎𝑖𝑟 . 𝑐𝑝,𝑎𝑖𝑟  . 𝜌𝑎𝑖𝑟  . 𝑈𝑠𝑦𝑠𝑡è𝑚𝑒 . (𝑇𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘𝑎𝑔𝑒 −  𝑇𝑠𝑒𝑟𝑟𝑒) (1) 

Le débit d’air 𝑞𝑎𝑖𝑟 est de 750 m3/h et l’état U du système prend la valeur 0 ou 1 en fonction 
de l’état d’activation du ventilateur du système de stockage thermique.  

Le STE formant un système fermé avec la serre, l’humidité spécifique de l’air n’est pas 
affectée par son fonctionnement, mais l’humidité relative l’est par l’intermédiaire de l’évolution 
de la température de l’air. La prise en compte de ce comportement est en cours d’intégration au 
modèle, mais il est complexe à modéliser. D’une part certaines sources sont difficilement 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

519



quantifiables dues à l’activité humaine (irrigation), d’autre part d’autres phénomènes 
nécessiteraient une discrétisation plus fine (points froids sur l’enveloppe). 

 L’activation du système STE est régie par une commande en hystérésis double : un cycle  
de charge débute lorsque la température intérieure devient supérieure à 20°C et s’arrête lorsque 
la température devient inférieure à 18°C. A l’opposé, un cycle de décharge débute lorsque la 
température intérieure devient inférieure à 12°C et prend fin lorsqu’elle remonte au-dessus de 
14°C [3].  

3. Résultats et discussion 

Cette section s’articule autour de trois parties : d’abord la vérification de la cohérence 
physique du modèle, ensuite l’analyse de sa précision et enfin l’analyse de de ses performances 
sur trois périodes de culture.  

3.1. Cohérence physique du modèle 

Le modèle couplé vise à simuler la température intérieure de la serre en renseignant les 
conditions climatiques extérieures. La Figure 2 représente l’évolution de la température 
intérieure simulée et de l’état d’activation du système STE, ainsi que les deux conditions 
climatiques extérieures majeures : l’irradiance et la température extérieure mesurées du 6 au 11 
juin 2019.  

L’évolution de la température simulée adopte un comportement correct : elle commence à 
croître lorsque le jour se lève et à décroître lorsque la température extérieure baisse en fin de 
journée. Elle est également sensible aux passages nuageux, comme visible le 7 juin. Comme 
définie dans la section 1, la fonction de découplage des températures basses est respectée : les 
températures nocturnes intérieures restent supérieures à 7°C sur cette période tandis que la 
température extérieure tombe sous les 3°C. La suite de ce travail de validation s’attachera à 
évaluer la précision de la simulation de la température intérieure.  

 
Figure 2 : Température intérieure simulée, température extérieure et ressource solaire du 11 au 16 

juillet 2022 
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3.2. Précision du modèle et impact de la régulation 

La Figure 3 représente les températures intérieures simulée et mesurée, la température de 
sortie de l’air du système STE, ainsi que son état d’activation dans la simulation ainsi que 
mesuré du 16 au 21 juillet 2022.  

 
Figure 3 :  Température intérieure simulée et mesurée, état du système simulé et réel, température de 

sortie du stock simulée du 16 au 21 juillet 2022 

La Figure 3 montre que le modèle peine à prédire correctement la température à l’intérieur 
de la serre : pendant les nuits, la température est surestimée d’environ 10°C. Cette surestimation 
est due au fait que la température en sortie du système STE est très élevée en fin de journée, ce 
qui compense les pertes thermiques nocturnes et permet à la température intérieure de se 
maintenir au-dessus de 18°C. La température reste alors élevée toute la nuit sans atteindre des 
températures en adéquation avec la réalité. 

L’impact de cette boucle de surestimation est visible en comparant le comportement du 
système avec un jour de fonctionnement où les températures sont en adéquation avec le scénario 
de consigne : le 20 septembre 2022, la température intérieure de la serre chute sous 18°C 
pendant la nuit (Figure 3). Le système STE s’arrête alors et la température simulée dans la serre 
est en adéquation avec la température mesurée. Le temps d’activation du système simulé très 
supérieur à celui du système réel montre que cette problématique de boucle cumulative des 
erreurs a un impact majeur sur l’adéquation entre les températures intérieures mesurées et 
simulées.  

Afin de découpler le système pour identifier la source d’erreurs, l’analyse du modèle sera 
désormais réalisée en mettant la consigne réelle du système STE en entrée du modèle : ceci 
permet d’isoler la serre du système STE tout en permettant d’analyser les dynamiques globales. 

3.3. Analyse des performances sur trois périodes types  

Les performances du modèle sont à évaluer sur l’ensemble d’une saison de culture, car les 
conditions climatiques varient beaucoup sur l’ensemble de la période. La serre est généralement 
utilisée de mi-mai à fin octobre. L’instrumentation de Kuujjuaq ayant eu des interruptions, des 
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problèmes de sonde et problèmes de transmission, il n’est cependant pas possible de réaliser 
des simulations sur toute la saison. L’étude des performances s’appuie donc sur trois moments 
clés :  

- Le début de saison (11 au 31 mai 2020) 
- Le milieu de saison  (11 au 31 juillet 2022) 
- La fin de saison  (10 au 30 septembre 2021) 

Comme évoqué précédemment, les simulations ont été réalisées en considérant l’état 
d’activation du système STE comme une donnée d’entrée : le système est commandé par la 
consigne mesurée dans la serre de Kuujjuaq. Avant de commencer l’analyse, une précision 
s’impose. Le modèle couplé, soit l’ensemble serre-stockage, est un modèle complexe où les 
flux et sources d’erreurs sont nombreux et difficilement quantifiables. Puisque la serre est en 
exploitation, son comportement thermique peut être influencé par les activités des occupants 
(ils peuvent par exemple laisser une porte ouverte). Dans ces conditions, calculer avec précision 
l’évolution temporelle de la température de la serre est difficilement réalisable. D’autres 
indicateurs peuvent être définis pour pouvoir appréhender les performances du système. Les 
végétaux étant sensibles aux variations de température, les valeurs minimale, moyenne et 
maximale par période de 24 heures apportent des informations agrégées qui permettent 
d’estimer les conditions de croissance des cultures.  

Les graphiques en Figure 4 représentent les températures types quotidiennes pour trois 
périodes types d’une saison de culture : le début, le milieu et la fin de la saison. 

 
Figure 4 : Températures types quotidiennes pour les trois périodes types 

 

En début de saison, malgré des dynamiques d’évolution correctes  les températures types 
sont très sous-estimées: les écarts quadratiques moyens (2) entre la mesure 𝑚𝑖 et la simulation 𝑠𝑖 sont respectivement de 6°C, 8,4°C et 15,4°C pour les températures minimales, moyennes et 
maximales. 
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𝑅𝑀𝑆𝐸 =  √1𝑁 ∑(𝑠𝑖 − 𝑚𝑖)2𝑁
𝑖=1  (2) 

Cette sous-estimation importante de la température peut être expliquée par un contrôle 
manuel du toit ouvrant : dans le modèle, le toit s’ouvre automatiquement à partir de 26°C. Dans 
la serre de Kuujjuaq, en début de saison, l’opérateur maintient le système d’ouverture du toit 
en mode manuel. En effet, il le contraint à rester fermer afin d’augmenter l’énergie chargeable 
disponible pour stocker le maximum d’énergie thermique en début de saison. Or les périodes 
manuelles vs automatique sont difficilement vérifiables – et donc implémentables dans le 
modèle -, car l’instrumentation locale ne donne pas d’information sur l’état du toit.  

En milieu de saison, le modèle prédit assez fidèlement la température minimale (le RMSE 
de Tmin est de 2,6°C), mais surestime encore la température maximale (RMSE de 6,3°C), et par 
conséquent la température moyenne. On observe cependant que le modèle reproduit la 
dynamique de l’évolution de Tmax : cela nous incite à penser que le décalage pourrait provenir 
non pas de la structure du modèle couplé, mais plutôt d’un (ou plusieurs) paramètre mal ajusté, 
auquel s’ajouterait l’effet de l’état initial du STE comme mentionné précédemment. En fin de 
saison, les résultats de simulation sont plus précis (les trois RMSE types sont inférieurs à 3,4°C).   

Les graphiques sur la Figure 5 représentent la température mesurée et simulée de l’air au 
centre du système STE ainsi que la ressource solaire, sur les mêmes trois périodes. 

 
Figure 5 Température du stock simulée et mesurée 

La Figure 5 montre qu’une mauvaise estimation de la température dans la serre est corrélée 
avec une mauvaise estimation de la température dans le système STE : en début de saison, la 
température dans le STE est sous-estimée d’environ 10°, alors qu’elle est surestimée d’environ 
4°C en milieu de saison et sous-estimée de 0 à 4° en fin de saison. Les mauvaises estimations 
sont corrélées avec la ressource solaire : une ressource solaire faible comme en début de saison 
est liée à une sous-estimation des températures et inversement. Notons qu’une surestimation de 
la température du STE implique une surestimation de la température de la serre, qui elle-même 
impliquera une surestimation de la température du STE - ceci reste vrai dans le cas des sous-
estimations. 
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4. Conclusion et perspectives 

Cet article présente les premiers résultats d’un modèle de serre nordique communautaire 
couplé avec un système de stockage thermique de l’énergie.  

Le modèle couplé obtenu présente un comportement physique correct et cohérent, mais n’est 
pas assez précis pour pouvoir être exploitable en l’état. Plusieurs perspectives de recherche sont 
en cours : le comportement de contrôle du STE dépendant de la température intérieure de la 
serre, il est nécessaire de calibrer le modèle selon cette variable. De plus, l’étude du système 
sera réalisée avec des indicateurs macroscopiques : énergétiques (rendement énergétique, 
coefficient de performance) et agronomiques (périodes de culture, découplage du climat 
extérieur).  

Une étude de calibration à l’aide d’un algorithme génétique [6] réalisée sur l’ensemble d’une 
saison de culture permettra de définir des paramètres thermiques optimaux pour valider le 
modèle couplé. La construction en 2022 d’un deuxième système de stockage d’énergie à 
Radisson (latitude 54°48’ Nord et longitude 77°37’ Ouest) va également permettre d’avoir 
accès à des données plus nombreuses et plus fiables grâce à une instrumentation plus robuste. 
L’automate de contrôle présent dans cette serre tolèrera la mise en place de consignes de 
stockage plus complètes, ce qui réduira les périodes de scénarios contre-productifs.  

Enfin l’objectif final du modèle global sera la réalisation d’études de faisabilité pour de 
nouvelles serres intégrant des systèmes énergétiques additionnels tels que du solaire thermique. 
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Abstract - This article deals design optimization of building walls. The boundary element method is

used to solve the problem due to its computational efficiency and accuracy. For a case study in summer

and winter configuration, the optimal shape of the outside boundary of the wall is retrieved. It enables

to increase significantly the energy efficiency compared to the flat wall.

Nomenclature

T temperature,
[

K
]

x horizontal space coordinate ,
[

m
]

y vertical space coordinate ,
[

m
]

H building facade height ,
[

m
]

L thickness of the wall ,
[

m
]

qL incident radiation flux ,
[

W .m−2
]

k heat conductivity ,
[

W .m−1 .K−1
]

γ boundary shape function ,
[

m
]

Γ boundary ,
[

−
]

ρ dimensionless flux ,
[

−
]

Φ fundamental solution ,
[

−
]

r distance ,
[

−
]

1. Introduction

Due to their environmental impacts, retrofit existing building is a crucial challenge for designers.

It requires an accurate prediction of the heat losses through the multi-layers walls to propose energy

efficient strategies. The challenge is even more important when considering the thermal stresses due

to climate change warming temperature and solar radiation. Buildings retrofitted today must adapt to

future extreme heat is crucial. However, despite all the building simulation programs developed for the

past 50 years, the building wall are often designed under the following assumption. The walls are plane

barriers created against the climatic varying outside conditions. It omits the fact that incident radiation

heat flux are not spread uniformly on the enclosure [1]. The scientific issue is the following: can the

energy efficiency be increased by carrying shape optimization of the wall? As mentioned in [2], new

numerical methods are required for the design of advanced wall with improved energy efficiency. In this

article, the boundary element method is developed to solve the two-dimensional steady state heat transfer

equation in walls with spatial varying incident flux. The method is then used to solve the design problem

to determine the optimal shape that increase the energy efficiency of the wall.

2. Mathematical model

2.1. Physical problem

The physical domain under investigations is illustrated in Figure 1. The domain is denoted by Ω with

space coordinates x =
(

x , y
)

. The height of the facade is H
[

m
]

. The boundary of the domain is

Γ = ∪4
i=1 Γi. The bottom, right and top boundaries are denoted as Γ2 , Γ3 and Γ4 , respectively. The

left boundary is Γ1 and is defined by:

Γ 1(p ) = {x ∈ R
2 | x = γ (p , y) , y ∈ [ 0 , H] , p ∈ Ω p} , (1)

https://doi.org/10.25855/SFT2023-039
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outside inside

short-wave radiation

(a) (b)

Figure 1 : Illustration of the physical problem (a). Illustration of the approximation of the whole bound-

ary Γ (b).

where γ(p , y) is a parametrized mapping function, which shapes the form of the boundary Γ 1 depend-

ing on the N p parameters:

p =
(

p 1 , . . . , pN p

)

∈ Ω p .

Note that in the case γ (p , y) = 0 , we have a plane boundary Γ 1 and the facade is a classical rectan-

gular one. In such case, the length of the wall is denoted L
[

m
]

.

The two-dimensional steady-state heat diffusion transfer is assumed to represent the physical phe-

nomena in the building facade [3]:

∆T = 0 , ∀x ∈ Ω ,

where T
[

K
]

is the temperature inside the facade. The left boundary is in contact with the outside

environment of the building. A second-type boundary condition is assumed where the flux q
[

W .m−2
]

corresponds to the incident short-wave solar radiation:

k∇T n⃗ = qL (x ) , ∀x ∈ Γ1 ,

where k
[

W .m−1 .K−1
]

is the thermal conductivity of the wall. Also note that the incident flux qL
varies with the height of the facade due to the surrounding effects of the urban area and due to the shape

of the boundary that may induce local shadings. It is given by:

qL (x ) = β ( q dr (x ) + q df (x ) + q rf (x ) ),

where direct q dr
[

W .m−2
]

, diffusive q df
[

W .m−2
]

and reflective q rf
[

W .m−2
]

fluxes are compo-

nents of the incident short-wave radiation. β is the absorptivity of the wall.

The right boundary is in contact with the ambient air so a DIRICHLET boundary condition is assumed:

T = TR , ∀x ∈ Γ3 ,

where TR is the known inside ambient temperature. Last, the top and bottom boundaries of the facade

are assumed as adiabatic:

k∇T n⃗ = 0 , ∀x ∈ Γ2 ∪ Γ4 .
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2.2. Dimensionless formulation

The space, time and temperature quantities are transformed into a dimensionless representation ac-

cording to:

x ⋆ =
(

x ⋆ , y ⋆
)

, x ⋆ =
x

H
, y ⋆ =

y

H
, u =

T

TR
.

With this transformations, the dimensionless problem is set on the new domain Ω ⋆ and the left boundary

Γ1 is now redefined as:

Γ⋆
1(p

⋆ ) = {x ⋆ | x ⋆ = γ⋆ (p⋆ , y⋆) , y⋆ ∈ [ 0 , 1] , p⋆ ∈ Ω⋆
p} .

Then, the governing equations is:

∆
⋆ u = 0 , (2)

with the boundary conditions:

∇ ⋆ u n⃗ = ρ(x ⋆) , x ⋆ ∈ Γ 1 ,

∇ ⋆ u n⃗ = 0 , x ⋆ ∈ Γ2 ∪ Γ 4 ,

u = 1 , x ⋆ ∈ Γ3 .

where ρ(x⋆) = qL (x )H
k TR

.

2.3. Numerical method to solve the direct problem

2.3.1. Boundary Integral equation

To derive the boundary integral equation of Eq. (2), we use GREEN’s second identity for two regular

functions:
∫

Ω − Ωϵ

(

u∇2Φ ⋆ − Φ ⋆∇2 u
)

dV =

∫

Γ

(

u q ⋆ − Φ ⋆ q
)

dΓ +

∫

Γϵ

(

u q ⋆ − Φ ⋆ q
)

dΓϵ, (3)

where u is solution of our dimensionless problem defined for the bounded two-dimensional region Ω with

its closed boundary curve Γ . Φ ⋆ is the fundamental solution of LAPLACE’s equation for the bounded

two-dimensional region Ω ϵ with its closed boundary curve Γ ϵ . q and q⋆ are normal derivatives for u and

Φ ⋆:

q = ∇ ⋆ u n⃗ , q ⋆ = ∇ ⋆Φ ⋆ n⃗.

Last, Φ ⋆ is defined by :

Φ ⋆ = −
ln ( r )

2π (R1R2)1/2
,

where r is the distance from a source point to a boundary point, which is defined as:

r =
[ 1

R1
(x ⋆ − xξ)

2 +
1

R2
( y ⋆ − yξ)

2
]1/2

,

here x ξ = (xξ , yξ ) is a source point coordinates and x = (x⋆, y⋆) is a boundary point coordinates,

which is shown in Figure 1(b).

u and Φ ⋆ satisfy LAPLACE’s equation in the new region Ω − Ωϵ, thus the domain integral is equal to

zero. The original region is recovered on taking the limit when ϵ → 0. The limit of the second integral

on the right-hand side over Γϵ in Eq. (3) produces the result:

lim
ϵ→ 0

∫

Γϵ

(

u (x) q ⋆(x ξ, x) − Φ ⋆(x ξ, x) q (x)
)

dΓϵ = u(x ξ) ,
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and the following integral equation is obtained from Eq. (3):

u(x ξ) =

∫

Γ

(

Φ ⋆(x ξ, x) q (x) − u (x) q ⋆(x ξ, x)
)

dΓ, (4)

this equation is known as GREEN’s third identity.

To obtain a boundary integral equation relating only boundary values, the limit is taken when the point

x ξ tends to a point x on the boundary Γ. However, if x ξ belongs to the boundary Γ. The limits produce

what is called a free term. Taking into account these terms the boundary integral equation Eq. (4) can be

generalized in the form:

c(x ξ)u(x ξ) =

∫

Γ

(

Φ ⋆(x ξ, x) q (x) − u (x) q ⋆(x ξ, x)
)

dΓ, (5)

for any point x ξ on the boundary Γ. The free coefficient c(x ξ) is given by:

c(x ξ) =
α

2π
, 0 ≤ c(x ξ) ≤ 1,

where α is an internal angle at source point x ξ .

2.3.2. Discrete Boundary Integral equation

The Boundary integral equation (BIE) Eq. (5) can only be solved analytically for some very simple

problems. For this, a standard GREEN’s function method is normally used. Rather than attempting

analytical solutions to the BIE for particular geometries and boundary conditions, we seek a suitable

reduction of the equation to an algebraic form that can be solved by a numerical approach.

The Boundary element method (BEM) is a numerical method of solution of the BIE, based on a

discretization procedure [4]. Application requires two types of approximation: the first geometrical,

involving a subdivision of the boundary Γ into Ne small segments or elements Γj , schematically shown

in Figure 1(b), such that:

Ne
∑

j=1

Γj ≈ Γ,

Taking this into account, Eq. (5) can be written in the form:

c(x ξ)u(x ξ) =

Ne
∑

j=1

∫

Γj

(

Φ ⋆(x ξ, x) q (x) − u (x) q ⋆(x ξ, x)
)

dΓ, (6)

The second approximation required by the BEM is functional. We approximate the variation of u and

q within each element by writing them in terms of their values at some fixed points in the element,

using interpolation functions. The simplest possible approximation is a piecewise constant one, which

assumes that u and q are constant within each element and equal to their value at the midpoint. Using

this approximation into Eq. (6), we obtain:

c(x i)u(x i) =

Ne
∑

j=1

q (xj)

∫

Γj

Φ ⋆(x i, x) dΓ − u (xj)

∫

Γj

q ⋆(x i, x) dΓ, (7)

here i - nodal point, j - number of the element. Calling integrals

Gi j =

∫

Γj

Φ ⋆(x i, x) dΓ (8)
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and

Ĥi j =

∫

Γj

q ⋆(x i, x) dΓ , Hi j = Ĥi j + c(x i) δi j , (9)

where δi j is the Kronecker delta.

Integration in Eq. (8) and (9) is carried out using composite SIMPSON’s rule. Quadratic boundary

elements are used to represent curved geometry. Thus the Jacobian and normal vector are no longer

constant within each element. In order to implement them, there is a need to transform from Cartesian

to curvilinear coordinates [5]. For the sake of brevity, transformation omitted by authors.

Now Eq. (7) can be rewritten in the form:

Ne
∑

j=1

Hi j uj =

Ne
∑

j=1

Gi j qj , (10)

for any nodal point i. If the above equations are now applied, this generates a system of equations which

can be written in matrix form as:

Hu = Gq. (11)

Once the boundary conditions of the problem are applied to the system of Eq. (11), the matrices can be

reordered in the form:

Ax = b, (12)

in which all unknowns have been collected into the vector x, and the vector b is the ’load’ vector, which

contains all known boundary conditions.

2.4. Verification of BEM
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Figure 2 : Influence of spatial step ∆h on ε2 error for dimensionless u (a) and on the ratio tCPU time

and ε2 (b).

Firstly, the BEM method is verified on a case where an analytical solution is known. A rectangular

domain is considered. Thus, for the flat wall case γ(P, y ⋆) = 0. Analytical solution ua for Eq. (2) is

used as a reference:

ua(x⋆) = (x⋆)2 − (y⋆)2.

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

529



The analytical solution is compared with the BEM one and the finite-difference method (FDM). The

latter is implemented using JACOBI’s method. For the comparison purpose, the error ε 2 is defined by:

ε 2 =
∣

∣

∣

∣u − ua
∣

∣

∣

∣

2
.

The results are computed for boundary and internal points. Different values of the spatial step ∆h are

chosen according to the total number of boundary elements Ne.

Figure 2(a) presents the error according the spatial step of each method. It highlights that BEM has a

lower error compared to FDM results for all spatial step. Both approaches have an error proportional with

∆h 2 . Figure 2(b) gives the computational time ratio according to the error. Here the ratio is computed so

that the maximal value is one for the method that requires the most computational resources. The Figure

shows that for the same level of accuracy, the BEM is faster to compute the solution than the FDM.

3. Design optimization problem

The objective of this work is to improve energy efficiency of a building wall by finding the optimal

shape of the left boundary which is in contact with outside environment. Thus, the optimization problem

aims at finding parameters of the left boundary that minimizes a heat flux on the right wall:

p ◦ = arg min
p∈Ω p

J . (13)

In winter, the issue is to maximize the inward heat flux while in summer, it is the opposite. The objective

function J
[

W .m−2
]

is the total inward heat flux on the right boundary, corresponding to the inside of

the building:

J = s
1

H

∫ H

0
−k∇T n⃗ dy , (14)

where s is the sign of the objective function depending on the different seasons. Namely, s = 1 and

s = −1 in summer and winter, respectively. Note that the objective function needs to be minimized

under several constraints. First, the physical volume of the wall Vp should not exceed the reference case

V∞. The reference case is defined as the flat standard wall (γ = 0 in Eq. (1)). Thus, the cost function

Eq. (14) needs to be minimized under the following constraint:

Vp ≤ V∞,

which leads to
∫

Γ3

LdΓ −

∫

Γ1

γ (p , y) dΓ ≤

∫

Γ3

LdΓ,

which can be rewritten as
∫

Γ1

γ (p , y) dΓ ≥ 0. (15)

The second constraint that must be satisfied by the parametrized mapping is that the maximum width

of the wall cannot be higher than L . In other words, the left and right boundaries cannot intersect each

other:

γ (p , y) dΓ ≤ L − δ, (16)

where δ is a given spatial tolerance.

The cost function Eq. (14) is minimized with Constrained optimization by linear approximation

method (COBYLA) [6]. It works by iteratively approximating the actual constrained optimization prob-

lem with linear programming problems.
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4. Case study

4.1. Description

The case study considers a house wall in summer and winter conditions. The wall composed of bricks

with thermal conductivity k = 1W .m−1 .K−1. The height and width of the wall are H = 3m and

L = 0.3m. For the mapping function γ Eq. (1), a third order polynomial is considered:

γ (p , y) = p0
y

H

( y

H
− p1

)( y

H
− 1

)

.

The absorptivity of the right boundary is set to β = 1 . The urban environment assumes a front building

of 5 m height and placed at 3 m of the boundary Γ 1 . The incident radiation flux are computed using

analytical projections of the solar angle, considering shadow induced by front building and by the own

shape of the boundary Γ 1 . For the boundary Γ 3 of the wall, the temperature of the inside ambient air

is TR = 20 ◦C. The number of boundary elements is set to Ne = 256, which corresponds to a

dimensionless spatial step ∆h = 8.5 · 10−3. The spatial tolerance is set to δ = 2∆h.

4.2. Results

Table 1 : Optimization results.

Scaled cost function Optimized shape parameter Volume of the wall Computational cost

Configuration Jf

[

−

]

Jo

[

−

]

p ◦

0

[

−

]

p ◦

1

[

−

]

Vf

[

−

]

Vo

[

−

]

iter. tCPU

[

s
]

Summer 1 0.93 1.12 0.51 1.00 0.99 20 231

Winter 1 1.24 −1.13 0.49 1.00 0.81 22 241
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Figure 3 : Flat wall shape (a) and optimized shapes of the wall in summer (b) and in winter (c).

Shape optimization problem of building facade is solved using the method described in Section 3.. The

direct problem is solved for the summer (21th August) and winter (21th January) seasons. The radiation

flux are generated using standard climate for the city of Perpignan, France. The flat wall is considered

as reference case and denoted by subscript f . Table 1 provides the results for both configurations. The

results show benefits for energy efficiency. The heat transfer is reduced by 7% in Summer and increased

by 24% in Winter. Furthermore, the volume of the optimized shape are less than reference case (0.01%
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Figure 4 : Heat flux distribution along y axis on outside (Γ1) and inside (Γ3) boundaries.

and 19% for summer and winter, respectively). Optimized design parameters are given Table 1 and

illustrated in Figure 3. Figure 4 shows influence of the shape of the left boundary on the heat flux

distribution along Γ1 and Γ3. According to the summer optimized shape, the wall has convexity on the

higher part, which makes difficult for sun radiation to penetrate wall on that zone. Thus, total heat flux

is lower in case of optimized design. Same logic can be applied for the optimized shape in winter. Due

to concavity, distance to opposite wall is decreased. Thus, optimized shape shows an improvement of

the global energy efficiency for increasing the heat transfer through the wall for both winter and summer

periods.

5. Conclusion

This article investigates the use of BEM to solve a shape optimization problem of building walls. First

the method is verified considering an analytical solution. It highlights that the approach is faster and more

accurate than standard finite-difference method. Then, a case study is considered for optimization. The

incident short-wave radiation flux is varying according to the height of the facade, due to shadow induce

by the urban environment and by the own shape of the wall. Results show that for a reduced volume

of the wall, energy efficiency can be improved by 13% and 100% in Summer and Winter respectively.

Future works should focus on extending the methodology for transient heat transfer.
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Analyse de sensibilité d’un système de production 
d’eau chaude sanitaire avec des capteurs solaires 
thermiques, d’une pompe à chaleur et d’un stockage. 

A. Lapertot1*, A. Kindinis1. 

1 Institut de Recherche en Constructibilité, ESTP Paris, 94230 Cachan, France 
*(auteur correspondant : alapertot@estp-paris.eu) 

Résumé – Un dispositif, composé d’un système solaire thermique, d’une pompe à chaleur et d’un 
ballon d’eau chaude sanitaire (ECS), permet de capter l’énergie solaire afin de produire de l’ECS pour 
un bâtiment collectif. La procédure d’analyse de sensibilité et d’aide à la décision a été appliquée au 
système énergétique pour déterminer les limites de dimensionnement en tenant compte de trois critères 
énergétiques et économiques. La variation du nombre de logements et du profil de puisage sera 
également étudiée pour voir l’impact sur les solutions. Les résultats ont montré que le système devient 
rentable pour un nombre de logements supérieur à 6, cependant, les performances et la part d’énergie 
renouvelable sont moins importantes. 

Nomenclature𝐴 surface, 𝑚² 𝑐𝑝  capacité calorifique, 𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 �̇�  débit massique, 𝑘𝑔. 𝑠−1 𝑃  puissance, 𝑊 𝑇  température, °𝐶 
V volume, 𝑚3 
Symboles grecs 𝜂     rendement, − 𝜌     masse volumique, 𝑘𝑔. 𝑚−3 
Indices et exposants 
comp  compresseur 
cond  condenseur 

dem  demande 
evap  évaporateur 
fe  fluide entrée 
fs  fluide sortie  
puis  puisage 
stock  stockage 
Abréviations 
ECS  eau chaude sanitaire 𝐶𝑂𝑃  coefficient de performance (−) 𝐹𝐸𝑁𝑅   fraction d’énergie renouvelable (−) 
LCOE  coût de l’énergie (€/𝑘𝑊ℎ) 
PAC  pompe à chaleur  

1. Introduction 

La consommation d’Eau Chaude Sanitaire (ECS) représente environ 20 % de l’énergie 
finale dans le secteur du bâtiment [1]. Il est donc primordial d’utiliser des dispositifs de 
production basés sur les énergies renouvelables afin de réduire les impacts environnementaux. 
Il est possible d'utiliser un système énergétique basé sur les capteurs solaires thermiques 
couplés à une pompe à chaleur (PAC) et un stockage d’ECS. Cependant, le dimensionnement 
peut être complexe, puisqu’il doit respecter certaines limites pour éviter le surcoût ou la sous-
performance du dispositif, c’est pour cela qu’une méthodologie d’analyse de sensibilité et 
d’aide à la décision est utilisée.  

Une PAC est un dispositif thermodynamique qui permet de réaliser du chauffage. Il 
soutire la chaleur d’un milieu naturel pour produire une plus grande quantité d’énergie 
thermique vers un espace à chauffer, tout de même, il requiert de l’énergie électrique pour 
faire fonctionner le compresseur. Le chauffe-eau thermodynamique (CET) est composé d’une 
pompe à chaleur et d’un stockage thermique, il permet de produire de l’ECS. La grandeur 
caractéristique des PAC est le coefficient de performance, qui correspond au ratio entre 
l’énergie produite et l’électricité consommée. Par exemple, Lu et al. [2] ont étudié un système 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-044
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expérimental constitué d’un CET couplée à des capteurs solaires thermiques. Ils ont montré 
que le 𝐶𝑂𝑃 varie entre 2 et 6 dépendant des conditions climatiques. 

L’objectif de cette étude est de déterminer les limites de dimensionnement d’un modèle 
dynamique qui tient compte de plusieurs paramètres et critères. Effectivement, les variables 
sont le volume du stockage de chaleur, la surface des panneaux solaires et la puissance de la 
PAC. Les critères sont de maximiser le coefficient de performance et la fraction solaire, et de 
minimiser le coût de l’énergie.  

Une méthodologie d’analyse de sensibilité et d’aide à la décision multicritère est appliquée 
à un système énergétique qui permet de produire de l’ECS. Le dispositif est composé de 
capteurs solaires thermiques, d’une pompe à chaleur et d'un stockage de chaleur. La 
modélisation du système est présentée dans la partie 2. Ensuite, une analyse de sensibilité est 
appliquée pour observer l'impact des paramètres sur les objectifs, puis, une aide à la décision 
multicritère est utilisée pour sélectionner la limite de dimensionnement. Les résultats de la 
méthodologie sont décrits par la partie 3. Une discussion sera également apportée pour 
observer l’influence du nombre de logements et du puisage sur les objectifs. 

2. Description du modèle 

La modélisation du système se base sur les travaux de [3, 4]. Un bâtiment collectif de dix 
habitations est composé d’un système énergétique qui permet de satisfaire les besoins en eau 
chaude sanitaire. Le dispositif est composé de capteurs solaires thermiques, d’une pompe à 
chaleur, d’un échangeur de chaleur à plaques et d’un stockage d’ECS, comme illustré par la 
figure 1. Plus concrètement, ce dispositif permet de stocker de l’énergie en été pour la 
réutiliser en hiver sous forme de chaleur et au cours de l’année sous forme d’eau chaude 
sanitaire. Les données météorologiques de la ville de Paris située en France sont considérées 
dans cette étude.  

 
Figure 1 : Schéma du système solaire thermique inter-saisonnier. 

 

Dans un premier temps, les capteurs solaires utilisent de l’énergie solaire afin de chauffer 
un fluide calorifique qui circule dans la boucle des capteurs à l’aide d’une pompe. Ensuite, la 
chaleur est envoyée vers la PAC qui a pour but de produire une plus grande quantité 
d’énergie. La chaleur est transférée vers un échangeur à plaques pour éviter la contamination 
de l’eau chaude avec le fluide caloporteur de la PAC. Enfin, l’énergie est injectée dans un 
ballon de stockage afin de le remplir d’ECS. Dans un second temps, l’utilisateur consomme 
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de l’eau chaude en puisant dans le stockage thermique. Si le ballon est vide, alors un système 
d’appoint fournira la part d’énergie manquante et dans ce cas, le ballon est alimenté avec de 
l’eau froide du réseau.  

2.1. Capteurs solaires thermiques 

Les capteurs solaires thermiques sont implémentés à partir de [3]. Le modèle permet de 
déterminer la puissance thermique produite 𝑃𝑆𝑇 à partir d’un bilan d’énergie sur les capteurs. 𝑃𝑆𝑇  = 𝐴𝑆𝑇 ⋅ 𝐹𝑟 ⋅ (𝑅𝑖 − 𝐾𝑎𝑚𝑏 ⋅ (𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑖𝑛 − 𝑇𝑎𝑚𝑏)) (1) 𝐾𝑎𝑚𝑏 est lié au coefficient des transferts thermiques incluant la conduction, la convection et la 
radiation. 𝐹𝑟 est un facteur qui tient compte des gradients de température dans les capteurs 
solaires. 𝑅𝑖 correspond au rayonnement solaire incident qui dépend des conditions 
météorologiques. De plus, la température en sortie des capteurs 𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑜𝑢𝑡  est calculée en fonction 
de la température en entrée 𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑖𝑛  et de la puissance produite par les panneaux solaires. 𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑜𝑢𝑡 = 𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑖𝑛 + 𝑃𝑆𝑇/(𝑐𝑝,𝑔𝑙 ∗ �̇�𝑒𝑣𝑎𝑝)  (2) 

Avec 𝑐𝑝,𝑔𝑙 la capacité calorifique du glycol et �̇�𝑒𝑣𝑎𝑝 le débit massique.  

2.2. Échangeur de chaleur 

Les échangeurs de chaleur permettent de calculer les températures en entrée du condenseur 
en fonction du débit d’eau �̇�𝑒𝑎𝑢, de la température du ballon 𝑇𝑒𝑐𝑠𝑜𝑢𝑡 et de son rendement 𝜂1. 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑𝑖𝑛 = 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑𝑜𝑢𝑡 − 𝜂1 ⋅ (𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑𝑜𝑢𝑡 − 𝑇𝑒𝑐𝑠𝑜𝑢𝑡) (3) 

2.3. Pompe à chaleur eau/eau 

Les puissances du compresseur 𝑃𝑐𝑜𝑚𝑝 et du condenseur 𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑 de la pompe à chaleur sont 

déterminées à l’aide d’une corrélation empirique [4]. Ces puissances sont reliées aux 
températures d’entrée de l’évaporateur, du condenseur et de la puissance nominale de la PAC. 𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝑓1(𝑃𝑃𝐴𝐶 , 𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑜𝑢𝑡 , 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑𝑖𝑛 ) (4) 𝑃𝑐𝑜𝑚𝑝 = 𝑓2(𝑃𝑃𝐴𝐶 , 𝑇𝑐𝑎𝑝𝑡𝑜𝑢𝑡 , 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑𝑖𝑛 ) (5) 

La puissance de l’évaporateur est obtenue à l’aide d’un bilan de puissance sur la PAC. 𝑃𝑒𝑣𝑎𝑝 = 𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑 − 𝑃𝑐𝑜𝑚𝑝 (6) 

2.4. Ballon d’eau chaude sanitaire 

Le stockage thermique est modélisé par une thermocline, détaillée dans [4]. La figure 1 
montre que la partie supérieure de la thermocline a une température de demande 𝑇𝑑𝑒𝑚 
constante égale à 60 °𝐶. En ce qui concerne la partie inférieure de la thermocline, elle a une 
température variable 𝑇𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘 qui est calculée en réalisant un bilan d’énergie. Dans ce cas, cette 
température augmente lorsque la PAC chauffe et diminue lorsqu’il y a du puisage ou des 
pertes thermiques. 𝜌𝑒𝑎𝑢 ⋅ 𝑐𝑒𝑎𝑢 ⋅ 𝑉𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘(𝑡) ⋅ 𝜕𝑇𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘𝜕𝑡 = �̇�𝑒𝑐𝑠 ⋅ 𝑐𝑒𝑎𝑢 ⋅ (𝑇𝑑𝑒𝑚 − 𝑇𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘) − 𝜙𝑝𝑢𝑖𝑠 − 𝜙𝑝𝑒𝑟𝑡𝑒 (7) 
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Le premier terme correspond au flux stocké, le deuxième à la puissance fournie par la PAC, le 
troisième au flux de soutirage qui est relatif à l’énergie extraite du ballon pour satisfaire les 
besoins d’ECS et la quatrième aux pertes thermiques.  𝜙𝑝𝑢𝑖𝑠 = �̇�𝑝𝑢𝑖𝑠 ⋅ 𝑐𝑒𝑎𝑢 ⋅ (𝑇𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘 − 𝑇𝑟) (8) 𝜙𝑝𝑒𝑟𝑡𝑒 = ℎ𝐸𝐶𝑆 ⋅ 𝐴𝐸𝐶𝑆 ⋅ (𝑇𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘 − 𝑇𝑏𝑎𝑡)          (9) 

Si la température de la partie basse atteint la température de demande, alors le volume de la 
partie basse est forcé à zéro et dans ce cas, le stockage est considéré comme rempli. De plus, 
la variation du volume de la partie basse du ballon est obtenue à partir d’un bilan de masse. 𝜌𝑒𝑎𝑢 ⋅ 𝜕𝑉𝑠𝑡𝑜𝑐𝑘𝜕𝑡 = �̇�𝑝𝑢𝑖𝑠 − �̇�𝑒𝑐𝑠 (10) 

2.5. Régulation 

Les circulateurs et la pompe à chaleur cessent de fonctionner si la température du fluide est 
inférieure à 0 °𝐶 et si cette température est supérieure à 100 °𝐶. De même, la pompe à chaleur 
s’active si la position de la thermocline est supérieure à la position des capteurs et elle s’arrête 
si le stockage a une température de 60 °𝐶.  

La figure 2 montre les trois profils de puisage étudiés, dont un moyen [1], un Gaussien [3] 
et un réel [4]. Les différents profils tiennent compte de la consommation journalière d’ECS 
qui varie en fonction des divers mois de l’année [1]. Dans cette étude, chaque logement 
nécessite en moyenne 100 litres d’eau chaude sanitaire par jour. 

Figure 2 : Evolution des trois profils de puisage sur une journée et sur une année. 

 
Par ailleurs, le modèle des capteurs solaires a été validé dans [3] et les autres modèles ont 

été validés expérimentalement à partir du banc d’essai du laboratoire IUSTI [4]. 

 

2.6. Variables et objectifs 

Les variables du problème sont la surface des capteurs solaires thermiques 𝐴𝑆𝑇, la 
puissance thermique de la pompe à chaleur 𝑃𝑃𝐴𝐶 et le volume du stockage d’ECS 𝑉𝐸𝐶𝑆. De 
plus, les objectifs sont de minimiser le coût de l'énergie 𝐿𝐶𝑂𝐸, et de maximiser la fraction 
d’énergie renouvelable 𝐹𝐸𝑁𝑅 et le coefficient de performance du système 𝐶𝑂𝑃. 
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Tout d’abord, le coût de l’énergie est la somme des prix d'investissement, de maintenance 
et d’opération. Ce coût total est divisé par l'énergie produite sous forme d’eau chaude 
sanitaire pour un temps 𝑇 = 1 an multiplié par le temps de vie égal à 𝑁𝑎𝑛𝑛é𝑒 = 20 ans. 𝐿𝐶𝑂𝐸 = 𝐶𝑜û𝑡𝑖𝑛𝑣𝑒𝑠𝑡𝑖𝑠𝑠𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡  +  𝐶𝑜û𝑡𝑚𝑎𝑖𝑛𝑡𝑒𝑛𝑎𝑛𝑐𝑒  +  𝐶𝑜û𝑡𝑜𝑝é𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛𝑁𝑎𝑛𝑛é𝑒  ∗ ∫ 𝜙𝑝𝑢𝑖𝑠𝑇0  𝑑𝑡  (11) 

La fraction d’énergie renouvelable est définie par un moins le rapport entre l'énergie 
auxiliaire du système d’appoint, les consommations électriques et l’énergie produite en ECS 
pour une année. 𝐹𝐸𝑁𝑅 = 1 − ∫ (𝑃𝑎𝑢𝑥 + 𝑃𝑐𝑖𝑟𝑐 + 𝑃𝑐𝑜𝑚𝑝) 𝑑𝑡𝑇0 ∫ 𝜙𝑝𝑢𝑖𝑠T0  𝑑𝑡  (12) 

Le coefficient de performance annuel du système quantifie la consommation d’ECS 
divisée par l’énergie consommée par le compresseur et les circulateurs. 

𝐶𝑂𝑃 = ∫ 𝜙𝑝𝑢𝑖𝑠T0  𝑑𝑡∫ (𝑃𝑐𝑖𝑟𝑐 + 𝑃𝑐𝑜𝑚𝑝) 𝑑𝑡𝑇0  (13) 

Le coût d'investissement prend en compte le prix des capteurs solaires thermiques, du 
stockage de chaleur et de la PAC. Le coût d'opération est égal au prix de l'électricité multiplié 
par l'énergie consommée du système d'appoint. Le coût de maintenance tient compte du 
nettoyage des capteurs. 

Une contrainte est également étudiée puisque le système doit satisfaire les besoins d’ECS. 
 

3. Résultats et discussions 

La méthodologie utilisée dans cette étude pour déterminer la limite de dimensionnement 
est composé d’une analyse de sensibilité et d’une aide à la décision multicritère. Cette 
procédure permet de réduire l’espace de recherche dans le but d’améliorer le processus 
d’optimisation multicritère. 

3.1. Analyse de sensibilité 

Une analyse de sensibilité est effectuée avec la méthode des plans factoriels à deux 
niveaux [5]. Elle requiert 2𝑘 évaluations avec 𝑘 = 3 le nombre de paramètres. Elle permet de 
faire varier l’ensemble des variables simultanément afin de voir l’influence sur les critères. 
Cette méthode nécessite de déterminer les valeurs minimales 𝑋𝑚𝑖𝑛 et maximales 𝑋𝑚𝑎𝑥 des 
variables. Tout d’abord, les valeurs minimales sont fixées à 100 litres pour 𝑉𝐸𝐶𝑆, 1 𝑘𝑊 pour 𝑃𝑃𝐴𝐶, 1 𝑚2 pour 𝐴𝑆𝑇. Ensuite, les valeurs maximales sont, quant à elles, calculées à partir de 
l’équation suivante : 

{ 𝑋𝑚𝑎𝑥(𝑉𝐸𝐶𝑆) = 𝑋𝑚𝑖𝑛(𝑉𝐸𝐶𝑆) ∗ (1 + 2 ∗ 𝜎)𝑋𝑚𝑎𝑥(𝑃𝑃𝐴𝐶) = 𝑋𝑚𝑖𝑛(𝑃𝑃𝐴𝐶) ∗ (1 + 2 ∗ 𝜎)𝑋𝑚𝑎𝑥(𝐴𝑆𝑇) = 𝑋𝑚𝑖𝑛(𝐴𝑆𝑇) ∗ (1 + 5 ∗ 𝜎)  

Un facteur 𝜎 est utilisé en le faisant varier entre 1 et 10 avec un pas de 1. Un coefficient 
multiplicateur a été ajouté à 𝜎 pour élargir le domaine de recherche et pour éviter un temps de 
calculs trop important, car le but est d’obtenir les limites de dimensionnement rapidement.  
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La figure 3 montre les solutions obtenues par les plans factoriels en fonction des différents 
objectifs et des variables. Dans le cas d’un profil réel et de 10 logements, le coût de l’énergie 
varie entre 0.15 et 0.22 €/𝑘𝑊ℎ, le coefficient de performance de 1.5 à 18, et la fraction 
d’énergie renouvelable entre 0.21 et 0.55. En ce qui concerne les valeurs des variables, quand 
la puissance de la PAC augmente, la 𝐹𝐸𝑁𝑅 augmente considérablement puisque la PAC 
permet de satisfaire les besoins d’ECS. Dans ce cas, le 𝐶𝑂𝑃 du système diminue, car même si 
les besoins d’ECS restent constants, la consommation d’électricité provenant du compresseur 
croît. De plus, lorsque la surface des capteurs augmente, la 𝐹𝐸𝑁𝑅 augmente également puisque 
les panneaux récupèrent plus d’irradiation solaire. En revanche, le 𝐿𝐶𝑂𝐸 croît, car le prix 
d’installation est beaucoup plus important. Par ailleurs, dans le cas où le volume de stockage 
augmenterait, la 𝐹𝐸𝑁𝑅 augmente, puisque le système permet de stocker plus d’énergie 
provenant du soleil. Cependant, si le volume 𝑉𝐸𝐶𝑆 est trop grand et la puissance 𝑃𝑃𝐴𝐶 est trop 
faible, alors la pompe à chaleur ne pourra pas remplir le ballon de stockage et le système 
d’appoint fonctionne plus souvent afin de satisfaire les besoins. De même, lorsque 𝑉𝐸𝐶𝑆 
augmente, le 𝐶𝑂𝑃 diminue, car la PAC fonctionne plus longtemps pour remplir le ballon 
d’eau chaude.  

En outre, la figure 3 en bas à droite présente le pourcentage de satisfaction annuel des 
besoins d’ECS pour les différentes solutions des plans factoriels. Nous observons que lorsque 
la 𝑃𝑃𝐴𝐶 et la 𝐴𝑆𝑇 sont faibles alors les besoins sont satisfaits uniquement à 40 %, puisque le 
dimensionnement du système ne permet pas de combler suffisamment la demande. Par contre, 
dans le cas où la puissance de la PAC et la surface des capteurs sont plus élevées, les besoins 
sont satisfaits à plus de 90 %, donc le système est mieux dimensionné pour satisfaire la 
demande d’ECS. 

 

 

 

Figure 3 : Solutions des plans factoriels en fonction des objectifs et pour différentes variables et 
pour la contrainte sur les besoins d’ECS. 
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3.2. Aide à la décision : 

Une aide à la décision est appliquée avec la méthode TOPSIS pour déterminer la valeur de 
sigma 𝜎 qui permet d’avoir le meilleur compromis entre les critères [6]. Cette méthode 
consiste à sélectionner une solution des plans factoriels qui est la plus proche de la solution 
idéale, définie par le maximum du 𝐶𝑂𝑃, de 𝐹𝑠 et le minimum de 𝐿𝐶𝑂𝐸. Le poids associé à 
chaque critère est fixé à 1/3. 

Dans cette étude, la procédure d’analyse de sensibilité et d’aide à la décision a été 
appliquée pour différents profils de puisage afin d’observer l’impact sur les limites de 
dimensionnement. Le tableau 1 montre que les valeurs des paramètres n’exercent pas une 
grande influence sur la solution obtenue par la méthodologie, car la puissance de la PAC est 
de 20 𝑘𝑊, le volume de stockage varie entre 1.2 et 1.4 𝑚3 et la surface des capteurs entre 5 
et 10 𝑚2. La valeur de 𝑃𝑃𝐴𝐶 correspond à la valeur maximale, car la PAC doit fournir une 
grande quantité de chaleur au stockage d’ECS. De même, le 𝑉𝐸𝐶𝑆 doit être élevé dans le but de 
contenir suffisamment d’énergie pour limiter les problèmes d’intermittences, en revanche, il 
ne doit pas être surdimensionné afin d’éviter plus les pertes thermiques. La surface 𝐴𝑆𝑇 ne 
doit pas être trop élevée pour éviter un surcoût du système. En ce qui concerne les critères, le 𝐶𝑂𝑃 a une valeur comprise entre 2 et 2.2, ce qui correspond aux bornes indiquées par [2]. La 𝐹𝐸𝑁𝑅 est de 0.49 à 0.55 et le 𝐿𝐶𝑂𝐸 entre 0.16 et 0.17 €/𝑘𝑊ℎ. Par conséquent, le système est 
un peu plus performant et un peu plus rentable pour le profil de puisage Gaussien, car même 
si le volume puisé est identique, le profil du puisage a un impact sur le dispositif. De plus, les 
besoins d’ECS sont satisfaits à 98 % avec ces configurations, puisque contrairement à 𝐹𝐸𝑁𝑅, 
elle ne tient pas compte de la consommation électrique des composants. 

 

Tableau 1 : Coordonnées des paramètres, des critères et de la contrainte pour différents puisages 
et pour un nombre de logements égale à dix. 

Paramètres 𝑷𝑷𝑨𝑪 𝑽𝑬𝑪𝑺 𝑨𝑺𝑻 𝑪𝑶𝑷 𝑭𝑬𝑵𝑹 𝑳𝑪𝑶𝑬 𝑩𝒆𝒔𝒐𝒊𝒏 

Unités [𝑘𝑊] [𝑚3] [𝑚2] [−] [−] [€\𝑘𝑊ℎ] [−] 
Profil Réel 20.00 1.200 5.000 2.043 0.485 0.165 0.975 

Profil Gaussien 20.00 1.200 10.00 2.204 0.555 0.161 0.977 

Profil Moyen 20.00 1.400 10.00 2.076 0.497 0.171 0.978 

 

Par ailleurs, cette méthodologie a été effectuée pour différents nombres de logements afin 
de voir l’influence sur les résultats obtenus. La figure 4 illustre que même si le 𝐿𝐶𝑂𝐸 décroît, 
la 𝐹𝐸𝑁𝑅, le 𝐶𝑂𝑃 diminuent en fonction du nombre de logements 𝑁𝑙𝑜𝑔. En effet, le système 
devient rentable pour 𝑁𝑙𝑜𝑔 supérieur à 6, puisque le coût de l’énergie est inférieur au prix de 
l’électricité en France, égal à 0.17 €/𝑘𝑊ℎ [7]. On note que dans le cas ou 𝑁𝑙𝑜𝑔 augmenterait, 

la demande d’ECS est beaucoup plus importante, ce qui tend à diminuer le 𝐿𝐶𝑂𝐸. De même, 
lorsque 𝑃𝑃𝐴𝐶 augmentent, la puissance consommée par la PAC croît également, d’où la 
diminution de la 𝐹𝐸𝑁𝑅 et du 𝐶𝑂𝑃. De plus, le coefficient de performance diminue entre 2.6 et 1.8 donc le système produit plus d’énergie thermique que sa consommation électrique, mais 
le dispositif devient moins performant quand 𝑁𝑙𝑜𝑔 augmente. 
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Figure 4 : Evolution des paramètres et des objectifs en fonction du nombre de logements pour un 

profil de puisage réel. 

 
4. Conclusion 

Un système solaire thermique couplé à une pompe à chaleur et à un stockage thermique a 
été étudié afin de satisfaire les besoins d'eau chaude sanitaire pour un bâtiment collectif. La 
procédure, composée d’une analyse de sensibilité et d’une aide à la décision multicritère, 
permet de déterminer les limites de dimensionnement. Cette méthodologie permet également 
de diminuer le nombre d’itérations dans la procédure d’optimisation, car l’espace de 
recherche est réduit. De plus, les limites de dimensionnement doivent être plus élargies quand 
le nombre de logements augmente et varient légèrement pour divers puisages. En effet, les 
résultats ont montré que le système n’est rentable pas pour 𝑵𝒍𝒐𝒈 inférieur à 6, dans ce cas, le 
coût de l’énergie est supérieur au prix de l’électricité en France. De même, le dispositif 
devient moins performant quand le nombre de logements augmente, puisque l’énergie 
consommée par la PAC augmente. Il n’en demeure pas moins que le système produit plus 
d’énergie pour fournir de l’ECS que sa consommation électrique. Dans la suite de cette étude, 
il serait intéressant d’étudier l’influence de la météo dans la procédure.  
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Résumé – Ce travail porte sur le développement d’une machine à absorption biadiabatique H20-LiBr 
couplant des échangeurs à plaque du commerce à des échangeurs de masse adiabatiques au niveau du 
désorbeur et de l’absorbeur. Les très faibles niveaux de pression de travail, (entre 7 et 50 mbar) ont 
conduit à proposer des géométries originales radiales pour ces derniers, conçues pour limiter les pertes 
de charge au niveau de la phase vapeur. Les premiers résultats expérimentaux obtenus avec la machine 
sont présentés et comparés à ceux obtenus avec une machine similaire, conçue avec des échangeurs à 
plaque du commerce, fonctionnant avec le mélange NH3-LiNO3 et conduisant à des pressions de travail 
sensiblement plus élevées (entre 3 et 6 bar). 

 

1. Introduction 

La demande mondiale d'énergie devrait augmenter de 77 % entre 2000 et 2040 selon le 
scénario "Nouvelles politiques" de l'Agence internationale de l'énergie [1]. Un grand défi attend 
le plus grand contributeur à la consommation d'énergie et aux émissions de gaz à effet de serre 
dans le monde : le secteur du bâtiment [2], dont le besoin de refroidissement augmente 
également en raison de l'augmentation de la température moyenne mondiale [3]. Dans le secteur 
du bâtiment, le besoin de refroidissement des locaux a plus que triplé entre 1990 et 2016, et il 
devrait encore tripler d'ici 2050 [4]. Aujourd'hui, dans certains pays et régions du Moyen-Orient 
et des États-Unis, le refroidissement des locaux représente parfois plus de 70 % de la demande 
d'électricité résidentielle de pointe pendant les journées chaudes [4]. 

Les refroidisseurs à absorption constituent une alternative aux systèmes conventionnels et 
réduisent la dépendance aux combustibles fossiles [5] car ils peuvent fonctionner avec des 
sources d'énergie renouvelables et de la chaleur résiduelle [6]. Ces systèmes remplacent la 
compression mécanique standard par une compression chimique et possèdent différents 
avantages tels que de faibles coûts d'exploitation [5], des performances plus élevées par rapport 
aux autres technologies de refroidissement par la chaleur [7], et fonctionnent avec des 
réfrigérants naturels qui remplacent les hydrofluorocarbones (HFC) couramment utilisés qui 
seront progressivement interdits. Néanmoins, ces systèmes présentent quelques inconvénients 
pour les petites capacités comme un coût d'investissement initial élevé et des composants 
encombrants, qui sont deux facteurs importants directement corrélés [8]. En outre, une attention 
particulière doit être accordée aux systèmes de petite capacité car 70 % de l'augmentation des 
besoins en refroidissement des locaux d'ici 2050 proviendront du secteur résidentiel [4]. 

Il est donc nécessaire de réduire le coût des systèmes d'absorption de petite capacité. Au 
niveau de la machine, on considère que le principal potentiel de réduction des coûts réside dans 
la fabrication et la production à grande échelle [4, 8]. Les échangeurs de masse et de chaleur 
(l’absorbeur et le désorbeur) constituent les composants limitants des machines en termes de 
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taille, de performance et de coût. La dissociation des échangeurs de masse et de chaleur via la 
mise en œuvre d’échangeurs adiabatiques permet une alternative intéressante aux échangeurs 
tubes et calandre classiques [9, 10]. Le transfert de chaleur peut alors être réalisé dans des 
échangeurs à plaques connus pour leurs efficacité et compacité [11]. Le transfert de masse est 
effectué dans une chambre différente où la solution peut être distribuée ou dispersée sous 
différentes formes pour absorber ou désorber la vapeur du réfrigérant. 

Une nouvelle géométrie de système de refroidissement à absorption H2O-LiBr à un étage 
avec une configuration bi-adiabatique est proposée. Le couple H2O-LiBr a été choisi comme 
couple de travail car c'est jusqu'à présent le fluide de travail le plus efficace pour le 
refroidissement positif. Cette nouvelle architecture permet d'éviter la production d’échangeurs 
spécifiques et d’utiliser uniquement des échangeurs de chaleur standard produits en série. La 
présente étude est divisée en trois parties. Dans la première section, l'architecture de la machine 
proposée est présentée et discutée. 

 

2. Dispositif expérimental 
 

2.1. Dispositif expérimental 
 

Le schéma de la machine est donné en Figure 1. L’absorbeur (1) et le désorbeur (2) 
adiabatiques réalisés en impression 3D sont insérés dans des cuves équipées d’un distributeur 
de solution en partie haute, d’un réservoir de solution en partie basse et d’un niveau de 
liquide. Le niveau de solution dans la cuve désorbeur est régulé via un trop-plein. Un système de 
siphon permet de réguler la différence de pression entre le désorbeur et l’absorbeur. Le niveau 
de remplissage de solution dans la cuve absorbeur varie selon la concentration de la solution. 
L’absorbeur est alimenté en vapeur par l’évaporateur à plaque (3). La chaleur nécessaire à 
l’évaporation de l’eau est prélevée à la source froide (�̇�𝑓) . La vapeur émise par le désorbeur 
alimente le condenseur à plaques (4). La chaleur émise lors de la phase de condensation est 
transférée à la source intermédiaire (𝑞̇𝑖−𝑐). Les condensats sont acheminés du condenseur à 
l’évaporateur via un siphon (5) permettant de gérer la différence de pression entre les deux 
composants et un réservoir de stockage (6) permettant de réguler la quantité d’eau dans le 
système. La solution alimentant l’absorbeur adiabatique est refroidie par la même source 
intermédiaire (𝑞̇𝑖−𝑎) à l’aide de l’échangeur à plaque (7). La pompe (8) de 150 W fait 
recirculer la solution au niveau de l’absorbeur. La solution alimentant le désorbeur adiabatique 
est réchauffée par la source chaude (�̇�𝑐) à l’aide de l’échangeur à plaque (9). La pompe (10) de 
150 W fait recirculer la solution au niveau du désorbeur. Une partie de la solution pauvre au 
niveau de l’absorbeur est transférée au désorbeur pour y être régénérées. Un débit volumique 
identique de solution riche est transféré du désorbeur à l’absorbeur. La solution riche et 
chaude transférée à l’absorbeur cède sa chaleur à la solution pauvre et à température 
intermédiaire grâce à l’échangeur à plaque (11). 
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Figure 1 : Schéma de fonctionnement de la machine à absorption 

 
2.2. Absorbeur et désorbeur adiabatiques 

 
La nouvelle géométrie d'échangeurs adiabatiques conçue pour le refroidisseur à absorption 

de puissance frigorifique nominale de 2 kW est représentée sur la Figure 2 [12]. L'assemblage 
proposé comporte quatre composants principaux : le distributeur de solution, l'échangeur de 
sorption dans lequel la vapeur est générée par désorption à l'interface des films tombants, le 
séparateur de gouttelettes et le collecteur de solution. La solution entre dans le distributeur, (où 
se produit une évaporation flash dans le cas du désorbeur, permettant à la solution de se 
rapprocher de son état d'équilibre). La solution s'écoule ensuite le long de la structure 3D où 
elle absorbe ou désorbe de la vapeur d’eau. La faible cinétique de sorption par diffusion 
nécessite l'utilisation de films minces associés à un brassage du fluide, qui est obtenu par la 
structure cylindrique 3D. L'échangeur adiabatique lui-même (partie centrale) consiste en une 
structure cylindrique imprimée en 3D par addition de matière, elle est composée de barres 
horizontales, de supports verticaux et d'un support cylindrique central (Figure 2b et 2c). Les 
barres horizontales et les supports verticaux sont de section droite carrée avec des côtés 
mesurant 2 mm (vue détaillée de la Figure 2b). Les 40 barres horizontales sont réparties 
symétriquement sur le plan horizontal (Figure 2c) et répétées 19 fois le long de l'axe vertical 
(Figure 2b). De plus, les supports verticaux alternent entre chaque étape (vue détaillée de la 
Figure 2b) pour générer des perturbations de l'écoulement de la solution hydrodynamique, ce 
qui permet le renouvellement des couches limites thermiques et massiques et améliorant le 
phénomène de transfert de masse. Le nombre fixe d'axes horizontaux répartis symétriquement 
autour de l’axe de la structure permet une variation linéaire du diamètre hydraulique de la 
vapeur le long de la direction de l'écoulement. Cela permet de limiter les effets des pertes de 
charge liées à l'augmentation du débit de vapeur avec l'augmentation du rayon. La structure de 
l'échangeur a un diamètre extérieur de 200 mm et une hauteur de 220 mm (Figure 2b et 2c). 
Tandis que le support cylindrique interne a un diamètre externe de 25 mm et un diamètre interne 
de 20 mm (Figure 2c), soit un volume effectif de 6,9 ∗ 10−3 𝑚3, pour 2 kW de puissance 
frigorifique nominale. Une surface d'échange effective peut également être calculée si chaque 
barre horizontale (Figure 2c) est considérée comme la largeur d'entrée de solution d'une surface 
de plaque qui se poursuit tout le long de l'axe vertical. Ainsi, 40 surfaces équivalentes à des 
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plaques sont présentes et la surface effective de l'échangeur serait égale à 0,77 m2 (40 ∗(0.1 − 0.0125) ∗ 0.22 . La distance entre les axes verticaux pour une bonne qualité 
d'impression est de 5 mm (vue détaillée de la Figure 2b). Par contre, la distance verticale entre les 
axes horizontaux est de 10 mm (vue détaillée de la Figure 2b). Cette séparation verticale peut 
être réduite pour obtenir une structure plus dense au prix d'une augmentation du temps 
d'impression 3D. 

Un séparateur de gouttes imprimé en 3D (2b) est situé sur le diamètre externe de la structure 
de l'échangeur de masse. Ce séparateur permet de piéger les gouttelettes de solution qui 
pourraient être emportées par le flux de vapeur du réfrigérant vers le condenseur afin d'éviter 
le mélange de la solution avec le réfrigérant liquide. 

Enfin, le distributeur (Figure 2a et 2b) a été spécialement conçu pour générer un flux 
uniformément réparti sur l'échangeur adiabatique. Les tubes situés sur la face inférieure du 
distributeur de solution (Figure 2b) dépassent légèrement la surface inférieure pour assurer un 
écoulement de la solution dans le sens des tubes et éviter une redistribution sur la surface 
inférieure. De plus, des fentes au niveau du couvercle du distributeur (Figure 2a et b) permettent 
d'évacuer la vapeur de réfrigérant désorbée dans le distributeur. 

 

Figure 2 : Schéma des échangeurs adiabatiques [12] 

 
2.3. Instrumentation 

 
Les températures et débits des sources chaudes, froide et intermédiaires sont mesurées 

respectivement par des débitmètres électromagnétique KROHNE Type AF-E 400 et des 
thermocouples de type K. Les températures de solution sont mesurées à l’aide de sondes PT100 
classe A. Les pressions hautes et basses sont mesurées à l’aide de capteurs piezo-resistifs 
Pfeiffer CPT 200. Le débit de la solution est mesuré à l’aide d’un débitmètre a ultrason 
KROHNE OPTISONIC 6000. L’acquisition des mesures est réalisée à l’aide d’une centrale 
Agilent 34970A. Les incertitudes de mesures sont récapitulées dans le tableau 1. 
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Capteur Précision 

thermocouples de type K ± 0,3°C 

PT100 class A ± 0,1°C 

Débitmètres AF-E 400 ± 0,8% valeur mesurée (0->70°C) ; ± 1,5% (70°C-> 90°C) 

Débitmètres optisonic 6000 ± 3% de valeur mesurée 

Mesure pression CPT 200 ± 1% de la valeur mesurée 

Tableau 1 : Incertitudes de mesures 

 
3. Résultats expérimentaux 

Le point de fonctionnement nominal de la machine est le suivant Tc,i = 110 °C, Tf,i = 20°C, 
Ti,i = 25°C (température de l’air humide en entrée de la seconde batterie chaude (correspondant 
à une température d’air soufflé dans la pièce de 32°C. Les températures de la solution en sortie 
de désorbeur et d’absorbeur sont respectivement de 82 °C et 37°C. Les températures de 
saturation de l’eau en sortie de condenseur et d’évaporateur sont respectivement de 15 et 30 °C. 
Les puissances électriques et thermiques sont respectivement de �̇� = 300 W et �̇�𝑐 = 3,6 kW.       

Le COP froid de 𝐶𝑂𝑃𝑓 = �̇�𝑓�̇�𝑐=0,6 et un COP froid électrique de 𝐶𝑂𝑃𝑓−𝑒 = �̇�𝑓�̇�=7,3.  

La représentation idéalisée du cycle thermodynamique sur le diagramme d’Oldham est 
donnée sur la Figure 7. Le taux de recirculation élevé (6) conduit à des écarts de concentration 
importants entre la solution riche et la solution pauvre et un faible débit de solution circulant 
entre l’absorbeur et le désorbeur. Cette configuration permet de limiter la destruction d’exergie 
au niveau de l’échangeur intermédiaire et s’accompagne d’un coefficient de performance 
élevée. On note que la concentration de la solution en sortie de désorbeur est proche de la 
saturation, ce qui présente un risque élevé de cristallisation. Pour réduire ce risque, il est 
possible réduire le taux de recirculation. Ce faisant, on augmentera la puissance frigorifique de 
la machine mais au détriment de son coefficient de performance. 
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Figure 3 : Représentation du point nominal de fonctionnement de la machine dans le diagramme de 
Oldham 

 
La performance de la machine dépend des écarts de température entre la source chaude et la 
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source froide (cycle pompe à chaleur). La prise en compte conjuguée de ces deux effets peut 
être réalisé grâce au COP Carnot. Les Figures 7 et 8 comparent les évolutions du COP de la 
machine développée et celui d’une machine similaire développée au laboratoire CREVER en 
fonctionnant avec le couple NH3-LiNO3, et d’une puissance dix fois supérieure à la machine 
développée dans le cadre de la présente étude. Le couple NH3-LiNO3 est une solution saline se 
comportant comme le couple LiBr/H2O. L’ammoniaque utilisé comme fluide frigorigène 
conduit à des pressions d’utilisation sensiblement supérieures à celle de l’eau, rendant le 
système beaucoup moins sensible aux pertes de charges dans la phase vapeur. La machine 
développée par le laboratoire CREVER met, tout comme la machine développée dans le cadre 
de cette étude, des échangeurs à plaque associée à une bouteille de séparation au niveau du 
désorbeur. La pression de travail permet d’utiliser un échangeur à plaque pour faire les 
transferts couplés de masse et de chaleur en injectant la vapeur et le liquide à la base de 
l’échangeur. 
 

 

 

Figure 4 : Performances de la machine développée dans le cadre du 
projet CONFTER. Les puissances froid sont en trait plein tandis que les 

COP son en traits pointillés.  
 

Figure 5 : Performances de la machine  développée à CREVER 
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La puissance frigorifique de la machine H2O-LiBr est comprise entre 300 et 2200 W. Les 

mesures à très basse puissance correspondent aux cas particuliers où la température de la source 
froide est très proche du minimal atteignable, et voisine de 10°C. Bien que la puissance 
maximale corresponde au dimensionnement de la machine, ces puissances s’obtiennent à des 
niveaux de température supérieurs à ceux attendus. 

Les performances de la machine à absorption LiBr/H2O sont moins bonnes que celle de la 
machine NH3-LiNO3, avec des COP plafonnant à des valeurs voisines de 0.65 pour de COP 
Carnot proche de 20. La machine NH3-LiNO3 atteint des valeurs asymptotiques de COP 
voisin de 6 pour des COP Carnot beaucoup plus faibles. Ces différences s’expliquent par les 
pincements très élevés au niveau de l’évaporateur, causés par le mauvais fonctionnement de 
ce composant. La mise en place des films ruisselants devrait pouvoir réduire cet écart. 

L’évaporateur avait été dimensionné pour travailler avec une efficacité de 0,9. L’efficacité 
mesure est bien en deçà de la performance escomptée. Elle varie entre 0,33 et 0,4 en fonction 
de la température de saturation de l’eau, et donc de la pression de travail (Figure 6). Plus la 
pression est faible, plus l’efficacité est faible. L’impact du changement de mode de transfert 
dans l’évaporateur sur l’efficacité de l’évaporateur et de la machine fera l’objet de la prochaine 
campagne d’essais programmée au cours du premier semestre 2023. 

 

 
Figure 6 : Efficacité de l’évaporateur de la machine à absorption en fonction de la différence de 

température entre les deux fluides y circulant 
 

4. Conclusion 

Une machine à absorption bi-adiabatique H2O-LiBr a été développée mettant en œuvre des 
échangeurs à plaques du commerce. Les premiers résultats expérimentaux montrent une 
performance sensiblement inférieure à celles attendues, provenant d’une efficacité faible de 
l’évaporateur à plaque liées aux conditions de fonctionnement à basse pression de ce 
composant. 
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Résumé - L’utilisation de combustibles à faible pouvoir calorifique requiert habituellement une

transformation de géométrie de chambres de combustion conçues spécifiquement pour le Gaz Naturel.

Des recherches précédentes ont montré l’intérêt de l’emploi de Syngaz en chambre de combustion

non-modifiée, en abaissant la température globale des fumées et en réduisant les émissions de NOx tout

en maintenant la stabilité de flamme, pour une gamme de fonctionnement nominal réduite. L’objectif

de ce travail est d’identifier le comportement de Gaz de Synthèse dans une chambre de combustion

industrielle, initialement conçue pour le Gaz Naturel. Dans ce travail, l’analyse des résultats de simula-

tions numériques d’une chambre de combustion dont l’alimentation au Gaz Naturel est remplacée par

du Gaz de Synthèse (Syngaz) à haute teneur en vapeur d’eau, est présentée. Les résultats montrent que

l’utilisation de Syngaz à haute teneur en vapeur d’eau est particulièrement sensible à la distribution de

combustible zone pilote/principale. Une richesse plus importante du Syngaz en zone pilote améliore la

stabilité de la flamme, diminue les émissions de CO et engendre une production de NOx supérieure.

Nomenclature

PCI Pouvoir Calorifique Inférieur

ODE Ordinary Differential Equations

TDAC Tabulation of Dynamic Adaptative Chemistry

ṁ Débit massique, g/s
RANS Reynolds Averaged Navier-Stokes

1. Introduction

La crise énergétique actuelle met en lumière notre dépendance aux énergies fossiles. La de-

mande énergétique en électricité et en chaleur ne cesse de croı̂tre tandis que les ressources fos-

siles s’épuisent par définition. Leur disponibilité limitée lors de la reprise économique, aggravée

par le conflit majeur russo-ukrainien engendre de l’incertitude et des tensions sur le marché

international. Parallèlement, nous avons l’ambition de respecter l’Accord de Paris et réduire

drastiquement nos émissions de gaz à effet de serre afin d’atteindre la neutralité carbone à l’ho-

rizon 2050. De plus, au-delà des engagements climatiques, les normes en matière d’émissions

polluantes se renforcent dans les politiques sanitaires globales. Les ressources renouvelables

produites à base de déchets que sont les syngaz sont de bons postulants à ces objectifs de diver-

sification énergétique, particulièrement dans un contexte de production décentralisée telle que

l’utilisation de micro turbines à gaz dans une application de cogénération de faible puissance.

Des études précédentes ont identifié le comportement à la combustion de différents gaz de

synthèse caractéristiques dans une chambre de combustion industrielle classique, la Turbec

T100 [1], développée originellement pour fonctionner au Gaz Naturel, dans le but d’étudier

https://doi.org/10.25855/SFT2023-071
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l’impact de Syngaz sur les émissions et la stabilité de la combustion. Il a été montré que l’uti-

lisation de gaz de synthèse abaisse la température globale dans la zone de combustion et, par

conséquent, réduit les NOx tout en augmentant modérément les émissions de CO [2].

De plus, une injection importante de vapeur dans la zone principale permet d’atteindre des

températures qui favorisent l’oxydation du CO [2]. Il a également été constaté qu’une impor-

tante fraction de vapeur d’eau dans le combustible de synthèse n’affecte pas la stabilité de la

flamme [3, 4]. Plus spécifiquement, il a été constaté que les émissions de NOx sont sensibles

à la distribution de combustible dans la chambre de combustion [5, 6]. Malgré la disponibilité

de plusieurs recherches, des aspects fondamentaux de la combustion de gaz de synthèse à haute

teneur en vapeur d’eau en chambre de microturbines à Gaz, telle l’influence de la distribution de

combustible entre flamme pilote et flamme principale sur la stabilité de la flamme et le contrôle

des émissions, restent indéterminés et requièrent des investigations supplémentaires.

L’objectif de ce travail est donc d’identifier le comportement combustible de syngaz à haute

teneur en vapeur d’eau dans une chambre de combustion industrielle, originellement conçue

pour le gaz naturel, en variant la distribution de syngaz entre la flamme pilote et la flamme

principale.

Dans les sections suivantes, la méthodologie de modélisation tridimensionnelle de la chambre

de combustion sera présentée, ainsi que la description complète des conditions de fonctionne-

ment des simulations numériques considérées. De plus, les résultats des simulations en analy-

sant la stabilité de la combustion et les émissions de polluants pour les différentes plages de

fonctionnement en contrôlant la distribution de combustibles flamme pilote/principale. Enfin,

les conclusions et les perspectives de travaux futurs seront présentées.

2. Chambre de Combustion Turbec T100

Dans cette section, la géométrie et le cycle de fonctionnement de la chambre de combus-

tion (microturbine Turbec T100) seront présentés. Ensuite, le maillage et les hypothèses de

modélisation utilisées (chimiques et thermophysiques) seront décrites. En outre, la stratégie

de validation des simulations numériques de référence sera détaillée. Enfin, les configurations

de simulations spécifiques à la détermination de l’impact de la répartition pilote/principale du

Syngaz sur les émissions polluantes seront explicitées.

2.1. Géométrie

La Turbec T100 considérée dans cette étude est un système de microturbine à gaz classique

utilisé dans des applications de cogénération de faible puissance. La puissance électrique nomi-

nale est de 100 kWe alors que sa puissance thermique nominale est de 165 kWth, respectivement

avec un rendement électrique de 30% et une rendement thermique de 50% [1].

La T100 exploite le cycle de Brayton à récupération (voir Figure 1). L’air est comprimé en

développant un système de compresseur radial à vitesse variable (1). L’air est ensuite préchauffé

par les fumées au niveau du récupérateur (2), avant d’entrer dans la chambre de combustion (3),

entraı̂nant des performances électriques supérieures. Dans cette chambre de combustion, du Gaz

Naturel est classiquement brûlé afin d’amener les fumées à une température maximale contrôlée

de 950°C à l’entrée de la turbine. Les fumées chaudes seront ensuite détendues afin de fournir

la puissance mécanique transmise à la turbine (4) et au générateur électrique (5). Enfin, en

sortie de récupérateur, la chaleur résiduelle des fumées est convertie en puissance thermique en

réchauffant de l’eau dans l’économiseur (6).

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

550



Figure 1 : Les principaux composants du système de microturbine à Gaz Turbec T100 sont : un compres-

seur (1) et une turbine (4) radiaux à vitesse variable, une chambre de combustion (3), un récupérateur

(2), un générateur à haute vitesse (5) et un économiseur (6).

(i) (ii)

Figure 2 : Vue 3D (i) et coupe schématique de la chambre de combustion T100 (ii), mettant en évidence

l’arrivée d’air à contrecourant à l’extérieur de la chambre ainsi que les injecteurs de la flamme pilote

(1) et de la flamme principale (2 et 3), et les trous de dilution.

L’air préchauffé dans le récupérateur entrant dans la chambre de combustion à contrecourant

de la flamme est divisé en différentes sections : Les ”swirlers 1 ” (12 conduits) fournissent l’air

à la flamme pilote (approximativement 2.5%) tandis que les ”swirlers 2 ” (15 ailettes radiales)

et ”swirlers 3 ” (30 conduits) fournissent l’air à la flamme principale (respectivement 25% et

12.5%). Enfin, la fraction d’air restante (60.1%) pénètre les neuf trous de dilution pour y réduire

la température des gaz d’échappement à la température de 950°C.

Le combustible est lui injecté à l’intérieur de la chambre de combustion (voir Figure 2) par

l’intermédiaire de deux circuits différents : La conduite pilote constituée de 6 buses d’injection

(flamme de diffusion) et la conduite principale composée d’une chambre toroı̈dale aboutissant

à 15 buses d’injection (flamme de prémélange).
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2.2. Maillage

Le maillage est généré sur l’entiereté du domaine fluide de la chambre de combustion, sans

simplifications géométriques et en intégrant le conduit d’air à contrecourant. Dû à la géométrie

complexe du T100, un maillage 3D complet à mailles héxaédriques a été adopté. Un raffinement

spécifique a été réalisé sur les formes complexes des ”swirlers” et la zone de combustion pilote.

Une discrétisation plus fine a également été effectuée sur les petits éléments des injecteurs

pilotes et principaux. Une étude de sensibilité de maillage préliminaire a été conduite afin de

déterminer la taille de maillage optimum [3].

L’étude indique qu’un maillage raffiné constitué de 4.3 millions de cellules est suffisamment

raffiné pour donner des résultats précis sur les champs de vitesse et de température ainsi que

sur les espèces chimiques des fumées, et un raffinement supplémentaire n’améliore plus sensi-

blement la précision des résultats en augmentant le coût calcul. De plus, des maillages de taille

similaire ont été utilisés par d’autres chercheurs, dans le cadre de simulations de type RANS

sur cette même chambre de combustion. [7]

2.3. Configuration des modèles numériques

Dans ce travail, une simulation tridimensionnelle instationnaire a été réalisée, combinant une

méthode des volumes finis et un algorithme ”PIMPLE” (Pressure Implicit Splitting Operators +

Semi-Implicit Method for Pressure Linked Equations). Les écoulements fluides avec réactions

chimiques ont été simulées sur le solveur reactingFoam de OpenFOAM [8], pour lesquels les

équations de transport d’espèces chimiques et les équations de conservation de Masse, de Quan-

tité de Mouvement et d’Energie, sont résolues [9].

Le modèle de turbulence est basé sur l’approche de Moyenne de Reynolds des équations

de Navier-Stokes (RANS). Un facteur primordial affectant le choix du modèle de turbulence

d’écoulements complexes est le coût-calcul. Le modèle doit décrire le plus fidèlement possible

la physique de l’écoulement tout en étant abordable numériquement. Pour cela, l’utilisation du

modèle k-ϵ est considérée dans ce papier pour sa robustesse sur la physique de la combustion

étudiée à un coût calcul raisonnable.

Dans cette étude, la convergence est assurée par la méthode ”Preconditional bi-conjugate

gradient stabilized” (PBi-CGStab) [10]. Pour toutes les simulations, le critère de convergence

est fixé à 10−8 pour les espèce chimiques dans les équations de transport (Yi) et à 10−7 pour

les variable de vitesse U , enthalpy h, énergie cinétique turbulent k et la dissipation d’énergie

cinétique turbulente ϵ

Le T100 exploite une technologie à prémélange pauvre pour contrôler la température de

flamme et assurer la réduction des émissions de NOx dans la gamme de 6 à 15 ppmv rapportée

par le constructeur [1]. Comme le point de fonctionnement est proche de la limite d’inflam-

mabilité, une flamme de diffusion pilote assure la stabilité de la combustion et prévient du

phénomène de soufflage. Le régime de combustion présente à la fois des caractéristiques de

flammes de diffusion (pilote) et de prémélange (principale). Par conséquent, le modèle “Eddy

Dissipation Concept” (EDC) apporte la plus grande fiabilité étant donné la présence des 2

régimes de combustion (diffusion et prémélange) dans la chambre de combustion du T100 [11].

Dans le présent travail, toutes les simulations ont été effectuées en utilisant le mecanisme

chimique GRI3.0 MECH [12] qui modélise la cinétique de combustion d’hydrocarbures en

examinant la sensibilité de 325 réactions chimiques afin de mieux prédire l’occurence de 53

espèces chimiques. Ce mécanisme détaillé est particulièrement intéressant dans la détection des
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NOx et du CO, permettant une analyse avancée sur le processus de combustion. Cependant,

la résolution de systèmes d’équations différentielles ordinaires (ODE) pour les équations de

cinétique chimique dépassent habituellement les ressources informatiques. Des techniques de

réduction doivent être employées afin d’éviter ce coût calcul. Le nombre d’espèces chimiques

peut être dynamiquement réduit en sélectionnant les espèces actives dominantes. Parallèlement,

le résultat de solutions précédentes sont tabulées et interpolées pour les cellules présentants des

conditions similaires. L’algorithme de tabulation adaptative de la dynamique chimique (TDAC)

utilisé dans notre travail, combine ces deux techniques de réduction [13].

2.4. Validation des modèles de référence

Tableau 1 : Conditions aux limites Cas de validation des simulations numériques

Tentree

Cas Gaz Naturel Cas Syngaz

Simulation 1 Référence 1 Simulation 2 Référence 2

Fuel Pilote
288 (K) ṁ

0.95 (g/s) 4.5 (g/s)

Fuel principal 5.7 (g/s) 26.2 (g/s)

Entrée d’Air 865 (K) ṁ 690 (g/s) 690 (g/s)

Figure 3 : Les Champs de Vitesse des cas utilisant du Gaz Naturel ou du Syngaz montrent des profils

d’écoulement similaires à ceux trouvés dans la littérature. Malgré l’augmentation significative du débit

de combustible, le champ de vitesse des deux cas reste similaire.

Afin de caractériser l’écoulement dans la chambre de combustion et valider les modèles

numériques précédemment exposés, 2 simulations préalables ont été réalisées [3]. La première

simulation sur la géométrie du T100 (voir Tableau 1) a été réalisée en injectant le méthane pur

pour une puissance thermique totale de 330 kW, ce qui correspond aux conditions nominales

de fonctionnement, reprises par De Santis et al. [14]. Une seconde évaluation a été réalisée avec

un Syngaz sec, obtenu par un procédé industriel de gazéification de biomasse, sans modifier la

géométrie de la chambre de combustion. Les mêmes conditions initiales ont été paramétrées,

à l’exception du débit massique total de combustible, qui doit être augmenté (de 6.65 à 30.7

g/s) afin de garantir un apport thermique constant, en considérant que le Syngaz a un Pouvoir

Calorifique Inférieur (PCI) de seulement 10.8MJ/kg comparé aux 50MJ/kg du méthane pur.
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Tableau 2 : Composition des fumées (Fraction massique), Température moyenne d’échappement et

Température maximum des fumées (*Calculs 0D Stoéchiométriques - **De Santis et al. [14] -

***Données Fabricant [1]

Cas Gaz Naturel Cas Syngaz

Simulation 1 Référence 1 Simulation 2 Référence 2

YCO2
3.1 % 3 %* 5 % 4.8 %*

YH2O
2.6 % 2.5 %* 1.8 % 1.9 %*

CO 3 ppmv
3 ppmv**

4.3 ppmv < 6 ppmv***
< 6 ppmv***

NOx 11 ppmv
9 ppmv**

3.5 ppmv < 15 ppmv***
< 15 ppmv***

Tsortie 1311 (K) 1304 (K)* 1193 (K) 1189 (K)*

Tableau 3 : Composition des Syngaz étudiés. Les fractions Yi (%) sont exprimées en base massique.

YCO YCO2
YH2O

YH2
YCH4

Syngaz 55.1 31.8 7.8 3.8 1.4

Syngaz +20% H2O 38 42.9 12.6 3.9 2.5

La composition des gaz d’échappement des Cas Gaz Naturel et Syngaz présentés en Tableau

2, correspond aux réactions chimiques à l’équilibre des espèces CO2 and H2O. Les émissions

de CO et de NOx dépendent fortement de la dilution des gaz d’échappement et des températures

de flamme [15], mais restent dans l’intervalle prévu par le constructeur [1] pour les deux cas

de référence . L’utilisation du Syngaz engendre un niveau de température plus bas, divisant par

trois les émissions de NOxet augmentant substantiellement les émission de CO, mais n’affectant

toutefois pas significativement l’efficacité de la combustion. Le Cas Syngaz, en alimentant en

gaz de synthèse la flamme pilote et la flamme principale, permet de valider le remplacement

complet du Gaz Naturel par du Gaz de Synthèse dans la chambre de combustion. Le plus grand

débit de combustible pour contrebalancer le PCI plus faible du Syngaz, modifie légèrement la

forme de la flamme pilote (voir Figure 3), qui s’évase moins rapidement en ayant une zone

de recirculation plus allongée. Malgré l’augmentation de débit du combustible, la morphologie

globale de l’écoulement reste similaire à celle trouvée dans la littérature [14, 16].

2.5. Configuration des simulations

La simulation numérique de référence aux conditions nominales d’utilisation considère une

répartition de 15% pour l’alimentation au pilote et 85% au principal.

Afin d’évaluer l’incidence de distributions différentes de Syngaz à haute teneur en vapeur

d’eau (voir Syngaz +20% H2O, Tableau 3) entre pilote et principal, 4 simulations supplémentaires

ont été réalisées sur la base des modèles numériques décrits précédemment, sous les mêmes

conditions nominales d’entrée, à savoir puissance thermique totale (330 kW), température

de combustibles (288 K), débit (690 g/s) et température (865 K) d’air préchauffé : Le cas A

représente la limite inférieure d’alimentation au pilote de 6% pour 94% au principal. Les Cas B

au Cas E représentent une augmentation progressive du pourcentage d’alimentation en Syngaz

au pilote jusqu’à 25% (voir Tableau 4).
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Tableau 4 : Conditions aux limites et conditions initiales des cas simulés — Pth = 330 (kW)

Entrée d’Air : ṁ = 690 (g/s) — T = 865 (K)

Combustible (Syngaz + 20% H2O) : ṁtotal = 34.1 (g/s) — T = 288 (K)

Cas A Cas B Cas C Cas D Cas E

Flamme Pilote
ṁ 2.1 (g/s) 3.4 (g/s) 5.1 (g/s) 6.8 (g/s) 8.5 (g/s)

%P th,total 6% 10% 15% 20% 25%

Flamme Principale
ṁ 32 (g/s) 30.7 (g/s) 29 (g/s) 27.3 (g/s) 25.6 (g/s)

%P th,total 94% 90% 85% 80% 75%

3. Résultats

Dans cette étude, nous nous sommes intéressés aux champs de vitesse, aux champs de

températures et à la composition des gaz d’échappement, plus particulièrement au CO et au

NOx, dans le but d’étudier l’impact sur les émissions d’une large répartition de Syngaz à haute

teneur en vapeur d’eau entre la zone pilote et la zone principale.

Nous avons pu constater précédemment (voir Figure 3) que les champs de vitesse et la confi-

guration de l’écoulement sont peu impactés par l’utilisation de Syngaz, la morphologie globale

de l’écoulement étant dirigée principalement par le débit d’air préchauffé.

Figure 4 : Evolution du champ de température et du champ de production de NOx

Le cas A (6% pilote - 94% principal, Tableau 5) correspond à la limite basse de stabilité de

flamme de la zone pilote. En effet, pour cette répartition pilote/principal de Syngaz, la richesse

locale correspondante pour la flamme pilote est très faible (Φl,pilote = 0.2). Nulle ignition de

flamme n’a été constatée en zone pilote en dessous de cette valeur. En augmentant progressi-

vement le pourcentage de Syngaz en zone pilote, nous constatons qu’au contraire du champ

de vitesse, le champ de température est lui clairement influencé par la distribution du combus-

tible au niveau du front de flamme (voir Figure 4). Les températures maximales augmentent

fortement dans la zone pilote, particulièrement à partir du niveau de richesse locale (Φl,pilote)

correspondant à la répartition nominale de combustible (Cas C, voir Tableau 5) où l’on constate

des températures maximales de respectivement 2360 (K) (cas D, 20% pilote - 80% principal) et

2350 (K) (cas E, 25% pilote - 75% principal) alors que la température moyenne des gaz en sortie

est conservée pour une puissance thermique totale identique. Les températures plus élevées en

zone pilote engendrent une production croissante de NOx (Cas A à D, Tableau 5) qui entraı̂nent

des émissions globales plus importantes dans les gaz d’échappement, tout en restant en dessous

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

555



des valeurs normées (< 15 ppmv).

Tableau 5 : Composition des gaz d’échappement et Températures pour les cas considérés

Cas A Cas B Cas C Cas D Cas E

Répartition %
6 - 94 10 - 90 15 - 85 20 - 80 25 - 75

Pilote / Principal

Tmax 2183 (K) 2190 (K) 2205 (K) 2360 (K) 2350 (K)

Tsortie 1227 (K) 1230 (K) 1234 (K) 1235 (K) 1236 (K)

Φl,pilote 0.2 0.33 0.5 0.66 0.8

NOx 1.3 ppmv 1.5 ppmv 2.8 ppmv 5.5 ppmv 5.4 ppmv

CO 5.1 ppmv 4.8 ppmv 3.7 ppmv 3.5 ppmv 3.8 ppmv

A l’inverse des émissions de NOx, la production de CO dans les gaz d’échappement tend à

diminuer à mesure que la richesse locale de la zone pilote est augmentée, l’oxydation du CO

en CO2 dans ces conditions étant favorisée par des plus hautes températures. Enfin, il est à

constater pour le cas E (Tableau 5) que la progression à la hausse des températures maximales

et des NOx tend à se stabiliser voire légèrement décroı̂tre, alors que les émissions globales de

CO ont une tendance inverse, le taux de réaction chimique de la combustion du Syngaz dans

la zone pilote diminuant sous l’effet conjugué de la dilution importante du Syngaz en espèces

réactives et d’un excès d’air localement très faible (Φl,pilote = 0.8).

4. Conclusion

L’objectif de notre travail était d’identifier le comportement à la combustion d’un Gaz de

Synthèse à haute teneur en vapeur d’eau dans une chambre de combustion industrielle, afin

d’en vérifier la flexibilité pour une gamme de répartition très large de Syngaz entre la flamme

pilote et la flamme principale et la polyvalence de microturbines à gaz à pleine charge dans

un cycle de cogénération complet. Le papier a décrit les simulations numériques effectuées

sur la géométrie de la chambre de combustion Turbec T100, originellement alimentée en Gaz

Naturel, combustible remplacé par un Gaz de Synthèse à haute teneur en vapeur d’eau, afin

d’en étudier l’impact sur la stabilité de la combustion et sur les émissions, spécifiquement les

NOx et le CO. Il a été montré qu’une augmentation de la richesse en Syngaz dans la zone pilote,

pour une même puissance thermique totale, favorise la stabilité de la flamme et diminue les

émissions de CO. Cependant, la richesse plus importante du Syngaz en zone pilote augmente

significativement la température de flamme et provoque une production de NOx supérieure, qui

se maintient toutefois dans les valeurs d’émissions limites imposées.

Outre l’intérêt environnemental de la diversification des sources d’Energie renouvelables,

l’utilisation de Gaz de Synthèse est prometteuse dans le processus de combustion car en plus

d’abaisser la température moyenne dans la chambre de combustion, elle permet de conserver la

flexibilité sur une gamme élargie de répartition de puissance entre la flamme de diffusion pilote

et la flamme de prémelange principale sans affecter significativement les émissions de NOx et

en maintenant le taux de CO à un niveau raisonnable.

Néanmoins, d’autres simulations numériques devront être effectuées afin d’évaluer les per-

formances de la chambre de combustion à charge partielle (phase transitoire) et de définir les

limites de fonctionnement hautes en matière de teneur en vapeur des Syngaz, avec pour objectif

final d’évaluer les points de fonctionnement optimaux pour le cycle complet de systèmes de

cogénération.
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Résumé -  Le banc expérimental d’une nouvelle configuration de moteur Ericsson à piston liquide 
libre est décrit en détail. Différents résultats expérimentaux sont présentés en mode ‘moteur entrainé’, 
alimenté par de l’air comprimé. L’évolution temporelle du déplacement du piston liquide libre 
confirme ce que la modélisation théorique avait prédit, à savoir qu’il est possible d’obtenir un jeu de 
valeur des paramètres opérationnels du système conduisant à un fonctionnement stable du système à 
piston libre. Les variations d’amplitude et de fréquence de déplacement du piston liquide libre sont en 
accord avec le modèle théorique.  

Nomenclature  

p_admE pression instantanée d’admission 
dans le cylindre de détente, bar 

p_C pression instantanée dans le cylindre 
de compression, bar 

p_Cart pression instantanée à l’entrée de la 
cartouche chauffante, bar 

p_E pression instantanée dans le cylindre 
de détente, bar 

p_echpC pression instantanée à l’échappement 
du cylindre de compression, bar 

SA état de la soupape d’admission du 
cylindre de détente 

SE état de la soupape d’échappement du 
cylindre de détente 

x position du piston liquide, m 
Indices et/ou notations 
C espace de compression 
E espace de détente 
H échangeur réchauffeur (heater) 
R échangeur récupérateur 
T machine de détente externe 
 

1. Introduction  

Les moteurs à apport de chaleur externe tels que les moteurs Stirling ou Ericsson [1] 
s'avèrent être une solution technologique pertinente pour la valorisation de l'énergie thermique 
telle que l'énergie solaire, la valorisation énergétique d’effluents gazeux chauds ou la 
combustion de biomasse, pour produire de l'énergie mécanique ou électrique de faible 
puissance. Les moteurs Ericsson présentent, sur les moteurs Stirling, l’avantage majeur que 
les échangeurs de chaleur ne sont pas des volumes morts et peuvent donc être dimensionnés 
uniquement sur des considérations de transfert de chaleur [2]. Cela est particulièrement 
intéressant dans le cas de sources chaudes à température relativement faible ou à faible 
coefficient de transfert, comme des effluents gazeux. Cependant, en ce qui concerne les 
moteurs Ericsson, malgré leur intérêt, les travaux expérimentaux restent peu nombreux.  

Les machines à piston liquide sont particulièrement intéressantes car elles assurent une 
étanchéité parfaite entre le piston et le cylindre, tout en réduisant drastiquement les forces de 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-074
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frottement. En outre, elles peuvent considérablement améliorer les transferts de chaleur avec 
le fluide de travail, par exemple pour approcher une compression isotherme [3]. 

Les moteurs à piston libre s’affranchissent des dispositifs bielle-manivelle transformant le 
mouvement alternatif en mouvement rotatif. Les pertes mécaniques sont donc plus faibles et 
le coût du moteur est réduit [4].  

Une nouvelle configuration de moteur associant les avantages des moteurs Ericsson, des 
machines à piston liquide et des moteurs à piston libre a été présentée précédemment [5]. Les 
résultats de simulation dynamique de ce moteur ont montré qu’il était possible de concevoir 
un moteur Ericsson à piston liquide libre qui, associé à un choix judicieux de paramètres 
opérationnels, permet d’obtenir un fonctionnement stable avec des performances énergétiques 
intéressantes [6].  

Un banc expérimental est en cours de développement pour valider les résultats théoriques. 
Ce banc est décrit et les premiers résultats sont présentés. 

2. Le banc expérimental 

2.1. La configuration étudiée 

La configuration étudiée (Figure 1) est constituée d’un tube en U rempli d’eau dans sa 
partie inférieure, et dont les deux branches sont fermées par des culasses munies de soupapes. 

 
Figure 1 : Schéma de principe du moteur Ericsson à piston liquide libre  

L’espace situé entre la surface du liquide et la culasse d’une des branches constitue 
l’espace de compression C, tandis que ce même espace constitue l’espace de détente E dans 
l’autre branche. La configuration étudiée fonctionne en cycle ouvert, l’air atmosphérique 
entre dans l’espace de compression, est comprimé par le piston liquide, puis refoulé vers un 
échangeur récupérateur R et un échangeur réchauffeur H (source chaude du cycle) avant 
d’être introduit dans l’espace de détente E. L’air chaud détendu par la descente du piston 
liquide est ensuite refoulé vers l’autre branche de l’échangeur récupérateur R, lors de la 
remontée du piston liquide. Dans le cas de la configuration étudiée, seule une partie du débit 
massique d’air refoulé par l’espace de compression est introduite dans l’espace de détente, le 
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débit massique introduit étant tel que le travail de détente compense exactement le travail de 
compression. Dans cette configuration, le piston liquide et les espaces de compression et de 
détente qu’il délimite s’apparente à un ‘générateur de gaz à piston libre’, comme le générateur 
de gaz du moteur PESCARA [7-8]. Le débit massique d’air comprimé non admis dans 
l’espace de détente peut être utilisé comme tel, à la sortie de l’espace de compression, le 
système étant alors un compresseur thermique, soit être prélevé après passage dans les 
échangeurs récupérateur et réchauffeur et être détendu dans une machine fonctionnant en 
parallèle de l’espace de détente du piston liquide, si l’objectif est de produire de l’énergie 
mécanique (Figure 1).  

2.2. Le banc expérimental 

La figure 2 présente le schéma de principe du banc d’essai, tandis que la figure 3 montre 
une vue d’ensemble du dispositif expérimental. 

 
Figure 2 : Schéma de principe du banc expérimental 

Afin que le système puisse être testé en mode ‘moteur entrainé’, le dispositif (Figure 2) est 
alimenté par de l’air comprimé du réseau (1). L’air comprimé venant du compresseur d’air 
externe passe d’abord dans un manodétendeur (2) qui permet de régler la pression 
d’alimentation du banc, puis passe dans une soupape de sécurité (3) qui limite la pression 
avale à 3 bars, afin d’éviter tout risque d’éclatement du tube Pyrex (11). La vanne (4) permet 
la vidange de l’air comprimé présent dans le banc d’essai. Un raccord en T permet 
d’alimenter le cylindre de détente tant par le compresseur externe, que par l’espace de 
compression du moteur à piston liquide.  

Lorsque les vannes (1) et (5) sont ouvertes, l’air comprimé provenant du compresseur 
externe pressurise toute la branche haute pression du dispositif, composée notamment des 
deux réservoirs tampons (8) et (15). La conduite de refoulement du cylindre de compression 
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est soumise à une contre pression et le moteur peut être démarré par l’ouverture de la soupape 
d’admission du cylindre de détente et introduction d’air comprimé externe.  

Lorsque la vanne (5) est fermée, il n’y a plus d’introduction d’air comprimé provenant du 
compresseur externe. Un circuit fluidique est établi qui permet un fonctionnement du banc en 
« mode moteur », i.e. l’air comprimé sortant du cylindre de compression est divisé en deux 
flux : une partie passe dans le tampon froid (8) ensuite par la cartouche chauffante (14) et le 
réservoir tampon chaud (15) pour être admis dans le cylindre de détente (11), et l’autre partie 
passe dans un détendeur déverseur (7) qui permet de maintenir la pression amont constante. 
Le flux d’air délivré par ce détendeur déverseur peut être mesuré par le débitmètre à flotteur 
(6). Cette mesure permet d’évaluer le débit d’air disponible pour des applications pratiques du 
moteur, comme la production d’air comprimé ou d’énergie mécanique par adjonction d’une 
micromachine de détente externe. 

 
Figure 3 : Vue d’ensemble du dispositif expérimental 

La partie inférieure du système à piston liquide est réalisée à partir de tubes commerciaux 
en PVC pression PN 10 haute résistance. Le cylindre de compression est en acier inoxydable, 
tandis que le cylindre de détente est constitué d’un tube en Pyrex d’un diamètre extérieur de 
180 mm, une épaisseur de 8 mm, une longueur de 500 mm. Deux flotteurs, d’un diamètre 
extérieur de 156 mm et d’une longueur de 250 mm sont insérés dans les cylindres. La 
longueur des flotteurs a été choisie pour être au moins égale à l’amplitude maximale de 
déplacement du piston liquide, de sorte que l’eau ne vienne jamais lécher des portions de 
paroi du cylindre de détente qui auraient été en contact avec de l’air chaud. Ceci permet de 
réduire l’évaporation de l’eau du piston liquide, la température nominale d’introduction de 
l’air dans le cylindre de détente étant de 360 °C.  

Des culasses commerciales de moteur de motos YAMAHA XT500 sont utilisées pour 
fermer les cylindres de compression et de détente. Les soupapes de ces culasses sont 
commandées par des distributeurs 3/2 à commande rapide 1/4", modèle MHE4-
MS1H3/2G14K, de marque Festo et des vérins pneumatiques simple effet, modèle AEN-40-
8APA-S6 de marque Festo également. Ces distributeurs sont alimentés avec de l’air 
comprimé du compresseur d’air externe.  
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Le chauffage de l’air comprimé avant qu’il entre dans l’espace de travail de détente est 
assuré par une cartouche chauffante électrique (repère (14) de la figure 2) de marque Osram 
Sylvania modèle SureHeat JET 074719, d'une puissance de 8 kW. Un coffret de régulation 
permet d’imposer la température d’alimentation du cylindre de détente.  

Le banc d'essai est équipé de capteurs de température à thermocouples de type K, de 
capteurs de pression Keller-Druk PR23S y 23SY, et d’un capteur de déplacement à fil tendu 
WDS-300-P60-SR-I de marque micro-Epsilon. Ce capteur (repère (10) de la figure 2) est relié 
par un système de poulies au flotteur du cylindre de compression. La mesure de la pression 
instantanée dans chaque espace de compression et de détente est obtenue au moyen de 
capteurs de pression raccordés à l'emplacement initialement prévu pour les bougies des 
culasses. Les capteurs sont reliés à une centrale d’acquisition National Instrument à châssis 
modulaire NI cDAQ 9172 pilotée par Labview. Un boîtier de commande actionne les 
électrovannes des vérins des soupapes à partir d’une comparaison entre les valeurs de 
consigne et la position du flotteur mesurée par le capteur à fil tendu. 

3. Premiers résultats expérimentaux 

Les premiers essais n’ont pas permis de faire fonctionner le système de façon autonome, 
pour des raisons qui seront expliquées ultérieurement. Les résultats présentés ici sont donc 
tous relatifs à un mode ‘moteur entrainé’, c’est-à-dire avec consommation d’air comprimé du 
réseau. En outre, conformément aux résultats théoriques, l’amplitude de déplacement du 
piston liquide libre augmente avec la pression d’admission du cylindre de détente. Or, dans sa 
version actuelle, l’amplitude est limitée par la longueur des tubes et celle des flotteurs. Dès 
lors, les essais qui ont pu être réalisés sont limités à des rapports de pression faibles. En outre, 
la fréquence dépend également de la pression d’admission du cylindre de détente. 
L’expérience montre qu’au-delà d’une fréquence de 3 Hz environ, l’interface liquide-air ne se 
comporte plus de façon satisfaisante. De par son inertie, le flotteur ‘décolle’ de la colonne 
liquide et l’interface se brise en une multitude de gouttelettes. Pour ces raisons, les essais sont 
limités à une pression absolue de 1,6 bar en entrée du cylindre de détente. 

La figure 4 présente l’évolution temporelle de l’amplitude de déplacement du piston 
liquide, mesurée par le capteur à fil tendu pour une pression d’admission de 1,3 bar. 

 
Figure 4 : Position instantanée du piston liquide 
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On peut constater qu’un fonctionnement stable a pu être obtenu, et qu’il y a une bonne 
concordance entre les résultats théoriques et expérimentaux. La fréquence est de 2,2 Hz dans 
les deux cas, et l’amplitude de déplacement expérimentale vaut 105 mm contre 124 mm 
d’amplitude théorique. Cela signifie que le piston liquide libre a presque couvert la moitié de 
la course maximale possible dans le banc d’essai.  

La figure 5 présente les pressions instantanées mesurées à l’admission du cylindre de 
détente (p_admE), dans le cylindre de compression (p_C), à l’échappement du cylindre de 
compression (p_echC), dans le cylindre de détente (p_E) et à l’entrée de la cartouche 
chauffante (p_Cart). Pour tous ces essais, les soupapes du cylindre de compression étaient 
commandées par comparaison entre la pression à l’intérieur du cylindre et celles des pipes 
d’admission ou de refoulement. La soupape d’admission du cylindre de détente s’ouvre pour 
une valeur de la position du piston liquide x = 0,16 m lorsque le piston liquide descend dans le 
cylindre E et se ferme pour une valeur x = 0,10 m lorsque le piston descend. La soupape 
d’échappement, quant à elle, s’ouvre pour une valeur de x = 0,03 m lorsque le piston descend 
et se ferme pour x = 0,16 m lorsque le piston liquide libre remonte vers son point mort haut. 
Le déplacement x est mesuré à partir du point mort bas du cylindre de détente.  

 
Figure 5 : Evolution des pressions instantanées pour différentes pressions d’admission 

On peut constater sur la figure 5 que les pressions à l’entrée de la cartouche chauffante 
p_Cart et à l’échappement du cylindre de compression p_echC sont quasiment constantes, et 
presqu’identiques, la pression à l’entrée de la cartouche étant légèrement plus faible du fait de 
la plus grande perte de charge de la conduite de raccord. Par contre, la pression à l’admission 
du cylindre de détente p_admE, sensée être constante dans les modèles, varie fortement lors 
des ouvertures et fermetures de la soupape d’admission. Cela est dû à l’importante perte de 
charge générée par la conduite qui relie le réservoir tampon chaud à la culasse du cylindre de 
détente. Cette conduite ‘se dégonfle’ lorsque la soupape d’admission s’ouvre et ‘se regonfle’ 
jusqu’à la pression à l’admission de la cartouche lorsque la soupape d’admission se referme. 
Ce phénomène est d’autant plus marqué que la pression imposée par l’air comprimé dans la 
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branche haute pression est élevée. Cette perte de charge importante constitue la raison 
principale pour laquelle le moteur n’a pas encore pu fonctionner de façon autonome, sans 
apport d’énergie par l’air comprimé du réseau. Pendant les phases d’ouverture de la soupape 
d’admission du cylindre de détente, la pression p_E dans le cylindre est quasi identique à la 
pression dans la pipe d’admission p_admE, preuve que les pertes de charge dans la soupape 
d’admission sont négligeables. Par contre, ces pressions sont loin de valoir la pression 
constante p_Cart comme supposé dans le modèle.  

En ce qui concerne le cylindre de compression, on constate que, lorsque le piston liquide 
libre remonte vers son point mort haut, la pression dans le cylindre p_C dépasse la pression 
dans la pipe d’échappement p_echpC alors même que la soupape d’échappement est ouverte, 
ce qui indique que les pertes de charge générées par cette soupape sont trop importantes dans 
ces conditions de fonctionnement. 

La figure 6 présente la position instantanée des soupapes du cylindre de détente, la position 
instantanée du piston liquide libre et les pressions dans le cylindre de détente et à la cartouche 
chauffante. Dans le réglage imposé pour la commande des soupapes, on constate bien qu’il y 
a un laps de temps entre la fermeture de la soupape d’admission et le moment où le piston 
atteint son point mort bas. Cela devrait conduire à une détente du fluide compris dans le 
cylindre, ce qui ne semble pas systématiquement observé. De même, on constate également 
que la pression augmente dans le cylindre lorsque le piston liquide remonte, alors que la 
soupape d’échappement est ouverte, ce qui semble indiquer que celle-ci génère des pertes de 
charge importantes. 

 
Figure 6 : Etat des soupapes du cylindre de détente, position du piston liquide et évolution des 
pressions instantanées à la cartouche chauffante et dans le cylindre de détente. 

La figure 7 présente les fréquences de fonctionnement et les courses du piston liquide libre 
pour différentes valeurs de la pression de la ligne haute pression du moteur. Les valeurs 
expérimentales sont en assez bon accord avec les valeurs théoriques, les écarts pouvant être 
imputés en grande partie au fait que la pression instantanée expérimentale dans le cylindre de 
détente est loin de correspondre à la pression théorique, du fait des pertes de charge dans la 
ligne d’admission. Il en va de même pour le cylindre de compression, pour lequel la soupape 
d’échappement génère d’importantes pertes de charge. 
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Figure 7 : Fréquence et course du piston liquide libre en fonction de la pression de la branche haute 
pression  

4. Conclusion 

Le banc d’essai d’une configuration originale de moteur Ericsson à piston liquide libre a 
été présenté. Dans sa configuration actuelle, le banc n’a pas permis un fonctionnement en 
mode ‘moteur’. Les essais en mode ‘moteur entrainé’ par alimentation en air comprimé 
externe ont montré qu’il est possible d’obtenir un fonctionnement stable du moteur, 
moyennant un choix judicieux des paramètres opérationnels (pression d’alimentation, réglage 
des ouvertures/fermetures des soupapes). La fréquence d’oscillation du piston libre et sa 
course sont en bon accord avec les résultats du modèle théorique. L’examen des résultats 
expérimentaux a permis de mettre en lumière les améliorations à apporter au banc d’essai. 
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Optimisation d’un système de stockage d’énergie 
thermique intégré à un dispositif de séchoir solaire 
indirect. 
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Résumé - Le présent projet porte sur le développement d’un séchoir solaire indirect utilisant de l’air 
comme fluide de transfert de chaleur et comportant un système de stockage thermique à lit de roches 
(granit) permettant un procédé de séchage continu sur plusieurs jours. Un modèle décrivant les transferts 
de chaleur au sein du stockage en phase de charge (en convection forcée) et de décharge (en convection 
naturelle) est développé. Les résultats du modèle sont validés par comparaison à des résultats 
expérimentaux de la littérature. Des simulations numériques sont réalisées en vue de pouvoir déterminer 
le diamètre de cailloux optimal à mettre en œuvre.  

Nomenclature 

a surface spécifique, m-1 
Cp capacité calorifique massique, J.kg-1.K-1 
D diamètre, m 
deq diamètre équivalent des solides, m 
e épaisseur, m 
Fp force de pression, N 
Fv force de viscosité, N 
g gravité, m.s-2 
H hauteur du réservoir, m 
h coef. transfert thermique, W.m-2.K-1 �̇� débit massique du fluide, kg.s-1 
Nu nombre de Nusselt 
P poids du fluide, N 
Pr nombre de Prandtl 
p pression, Pa   
Re nombre de Reynolds 
T température, K 
t temps, s 
U coefficient d’échange global, W.m-2.K-1 

u vitesse interstitielle du fluide, m.s-1 
x fraction volumique de paroi par rapport 

au fluide 

z coordonnées axiales dans la direction du 
fluide, m 

 
Symboles grecs 𝜆 conductivité thermique, W.m-1.K-1 𝜌 masse volumique, Kg.m-3 𝜀 porosité du lit de roche 𝛥𝑝 pertes de charge thermique du lit, Pa 𝜇 viscosité dynamique, Pa.s 
 
Indices et exposants 
Cs chambre de séchage 
e entrée du réservoir 
eff,r valeur effective fluide roche 
eff,p valeur effective fluide paroi 
ex milieu extérieur 
f fluide 
i interne 
p paroi 
r roche 
s  sortie du réservoir 
sup superficiel 

1. Introduction 
Les procédés traditionnels de séchage directs consistent à étaler les produits sur un plan 

horizontal à l’air libre et à les chauffer sous les rayons du soleil [1]. Ce procédé peu efficace 
peut être remplacé par un séchage indirect mettent en œuvre un capteur solaire thermique 
(permettant générer un débit d’air chaud et de faible humidité relative) et d’une chambre de 
séchage mettant en contact les aliments avec le flux d’air sec. Ce type de séchoir solaire mettant 
souvent en œuvre des capteurs solaires plan permet une bonne maitrise du processus de séchage 
[2]. Cependant, selon la nature et la taille des aliments, la durée du séchage peut aller de 3 à 5 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-080
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jours nécessitant généralement l’utilisation d’énergie fossile lorsque l’énergie solaire n’est plus 
disponible (l’arrêt du processus de séchage la nuit peut s’accompagner du développement de 
moisissures et d’une perte d’une partie des aliments à sécher) [3]. L’utilisation d’un système 
de stockage thermique couplé au dispositif de séchage peut permettre de rendre le processus 
de séchage continu. L’énergie solaire peut être stockée sous forme sensible, latente où 
thermochimique. Le stockage sensible présente l’avantage de pouvoir être mis en œuvre de 
manière simple avec des matériaux disponible sur place dans le cadre du séchage de produits 
alimentaires, ce qui le rend particulièrement attractifs pour les installations familiales dans le 
contexte africain. 

Le stockage de chaleur de type thermocline a fait l’objet de nombreuses études 
expérimentales (Okello et al. [4], Cascetta et al. [5], …) et numériques (Elouadi et al. [6], 
Hanchen et al. [7], …). 

Jain et al. ([8 - 10]), ont réalisés des études sur différents systèmes de séchoir solaire 
intégrant des stockages thermiques (serre couplée à une tour de séchage intégrant un stockage 
à sa base, capteur plan vitré multi-passes intégrant un stockage thermique, tour de séchage 
chauffée à sa base par un système réflecteur de l’énergie solaire et intégrant deux stockages 
thermiques en parties basse (pour le chauffage) et haute (pour favoriser la convection 
naturelle). Mohanraj et al.[10], ont effectué une étude expérimentale d’un séchoir solaire 
indirect fonctionnant en  convection forcée et doté d’un stockage thermique. L’unité de 
stockage placée sous l’absorbeur solaire est constituée d’un mélange de sable et de déchets 
d’aluminium pour le stockage thermique. La plupart de ces séchoirs solaires placent le stockage 
thermique en entrée de la chambre de séchage ou sous l’absorbeur solaire. Le déplacement de 
l’air est assuré par convection forcée ou naturelle.  

L’objectif de ce travail est de proposer une nouvelle configuration de séchoir solaire 
intégrant un stockage thermique, fonctionnant en convection forcée le jour, et en convection 
naturelle la nuit. Les travaux visent à déterminer le diamètre optimal des cailloux. 

2. Description du dispositif 
Le dispositif de séchoir solaire est constitué principalement d’un capteur solaire plan air (1) 

qui a pour rôle de convertir les rayons du soleil en énergie thermique, d’une chambre de 
séchage (2) qui contient les produits à sécher et d’un stockage thermique de forme cylindrique 
(3) situé en dessous de la chambre de séchage (Figure 1). Du granit concassé et calibré est 
utilisé comme matériau de stockage. La figure 1 présente la phase de charge du réservoir de 
stockage. Pendant la journée, l’air chauffé par le capteur solaire est envoyé vers la chambre de 
séchage et le réservoir de stockage par convection forcée à l’aide de deux ventilateurs, l’un 
placé à la sortie de la chambre de séchage et l’autre situé en dessous du réservoir de stockage. 
Le débit d’air entre dans le réservoir par le haut et transfert sa chaleur aux billes de granit 
disposés dans le réservoir. Il ressort refroidit par la base du réservoir. Pendant la phase décharge 
(la nuit), l’air froid s’introduit par le bas du stockage par convection naturelle. Il se réchauffe 
au contact des billes de granit avant de pénétrer dans la chambre de séchage. Pendant cette 
phase les deux ventilateurs sont déconnectés et l’entrée d’air du capteur est fermée pour éviter 
tout effet d’entrainement d’air extérieur humide dans la chambre de séchage (figure 2). 
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Fig. 1 : Séchoir solaire pendant la phase de 
charge du stockage 

Fig 2 : Séchoir solaire pendant la phase 
de charge du stockage 

3. Modélisation du dispositif de stockage 
3.1. Modélisation du stockage thermique thermocline 
Un modèle thermique à trois équations et une dimension développé par Esence [11] et 

Fasquelle [12] est mis en œuvre dans cette étude pour prédire les comportement thermiques de 
notre système de stockage sensible. Il met en œuvre 3 équations de bilan réalisées au niveau 
du fluide (1), du matériau solide de stockage (2), et les parois du réservoir (3). Les cailloux 
sont considérés se comporter comme des corps minces (température uniforme). 

𝜀 (𝜕 (𝜌𝑓𝐶𝑃𝑓𝑇𝑓)𝜕𝑡 + 𝜕 (𝜌𝑓𝑢𝑓𝐶𝑃𝑓𝑇𝑓)𝜕𝑧 )
= 𝜕𝜕𝑧 (𝜆𝑒𝑓𝑓,𝑓 𝜕𝑇𝑓𝜕𝑧 ) + ℎ𝑒𝑓𝑓,𝑟𝑎𝑟(𝑇𝑟 − 𝑇𝑓) + ℎ𝑒𝑓𝑓,𝑝𝑎𝑝(𝑇𝑝 − 𝑇𝑓) 

 (1) 

(1 − 𝜀)𝜌𝑟𝐶𝑃𝑟 𝜕𝑇𝑟𝜕𝑡 = 𝜕𝜕𝑧 (𝜆𝑒𝑓𝑓,𝑟 𝜕𝑇𝑟𝜕𝑧 ) + ℎ𝑒𝑓𝑓,𝑟𝑎𝑟(𝑇𝑓 − 𝑇𝑟) 
        (2) 

𝜌𝑝𝐶𝑃𝑝 𝜕𝑇𝑝𝜕𝑡 = 𝜕𝜕𝑧 (𝜆𝑝 𝜕𝑇𝑝𝜕𝑧 ) + ℎ𝑒𝑓𝑓,𝑝𝑎𝑝(𝑇𝑓 − 𝑇𝑝) + 𝑈𝑝𝑎𝑒𝑥(𝑇𝑒𝑥 − 𝑇𝑝) 
          (3) 

Le lit de roches est traité comme un milieu continu. Les conductivités thermiques effectives 
du fluide et du solide sont données à travers les équations (4) et (5). 𝜆𝑒𝑓𝑓,𝑓 = 𝜀𝜆𝑓                 (4) 𝜆𝑒𝑓𝑓,𝑟 = (1 − 𝜀)𝜆𝑟                 (5) 

Le nombre Reynolds caractéristique des écoulements (6) est basé sur le diamètre équivalent 
des solides constituant le lit. 𝑅𝑒 = 𝜌𝑓𝑢𝑓𝜀𝑑𝑒𝑞𝜇𝑓  

                (6) 

La corrélation de Wakao et Faguei préconisée par Esence [11] est utilisée pour calculer le 
nombre de Nusselt (7). 𝑁𝑢𝑟 = 2 + 1,1𝑅𝑒0,6𝑃𝑟1/3 = ℎ𝑟𝑑𝑒𝑞𝜆𝑓  

                (7) 

Le coefficient d’échange effectif fluide solide est calculé en fonction du coefficient 
d’échange fluide solide définit dans l’équation (8)[11]. 1

ℎ𝑒𝑓𝑓,𝑟 = 1
ℎ𝑟 + 𝑑𝑒𝑞10𝜆𝑟 

                (8) 

 

(1) 

(2) 

(3) 

Capteur solaire 
thermique 

Chambre 
séchage 

Stockage 
thermique 
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Le coefficient d’échange effectif entre le fluide et la paroi peut être obtenu à travers les 
corrélations exprimées dans les équations (9) et (10)[11]. 𝑁𝑢𝑝 = (1 − 1,5 (𝑑𝑒𝑞𝐷 )1,5)𝑅𝑒0,59𝑃𝑟1/3 = ℎ𝑝𝑑𝑒𝑞𝜆𝑓  

                (9) 

1
ℎ𝑒𝑓𝑓,𝑝 = 1

ℎ𝑝 + 𝑒𝑝3𝜆𝑝 
                (10) 

3.2 Détermination de la vitesse débitante en convection forcée 
Le débit massique d’air circulant dans le stockage est déterminé à partir de la courbe 

caractéristique du ventilateur et de la perte de charge dans le réservoir de stockage. La perte de 
charge dans le lit de cailloux calculée à partir de la loi d’Ergun (11)  ∆𝑃𝐻 = 150 (1 − 𝜀)2𝜀3 . µ𝑓 . 𝑢𝑠𝑢𝑝𝐷𝑐2 + 1.75 1 − 𝜀𝜀3 . 𝜌𝑓 . 𝑢𝑠𝑢𝑝2𝐷𝑐  

 (11) 

Avec usup la vitesse superficielle (12) calculée à la température moyenne de l’air dans le 
stockage  𝑢𝑠𝑢𝑝 = 4. �̇�𝜌𝑓 . 𝜋. 𝐷𝑖2  (12) 

La vitesse interstitielle de l’air au sein du stockage est calculée à partir du débit massique, 
de la température locale (via la loi de conservation de la masse (12)) et de la porosité du lit de 
cailloux (13) 𝜕𝜌𝑓𝜕𝑡 + 𝑑𝑖𝑣(𝜌𝑓𝑢𝑓) = 0 

 (13) 

𝑢 = 4. �̇�𝜌𝑓 . 𝜀. 𝜋. 𝐷𝑖2  (14) 

3.2 Modélisation de la décharge en convection naturelle 
Le débit d’air circulant dans le réservoir de stockage lors de la phase de décharge en 

convection naturelle est déterminé en réalisant un bilan de quantité de mouvement (15) et de 
conservation de la masse (16). Le volume de contrôle pris en considération correspond au 
volume d’air délimité par la paroi latérale du système, et la section haute de la chambre de 
séchage et la section basse du réservoir de stockage (les pressions régnant dans ces sections 
prenant en compte les pertes de charges induites en entrée et sortie du fluide) ∬ 𝜌�⃗� . (�⃗� . �⃗� )𝑆−𝑉𝐷𝐶 𝑑𝑆 = �⃗� + 𝐹 𝑝𝑒−𝑠 + 𝐹 𝑝𝑟 + 𝐹 𝑣  

                (15) �̇� = 𝜀𝑖𝜌𝑖𝑢𝑖𝑆𝑖 = 𝑐𝑠𝑡                 (16) 

Avec �⃗� , le poids de l’air contenu dans le volume de contrôle  �⃗� = −𝑆∫ 𝜀(𝑧). 𝜌(𝑧). 𝑔. 𝑑𝑧. 𝑒 𝑧𝐻𝑟+𝐻𝑐𝑠0  

 

                (17) 

𝐹 𝑝𝑟  : la résultante des forces de pression statique exercées par les cailloux  𝐹 𝑝𝑟 = −𝑆 ∫ (1 − 𝜀(𝑧)). 𝜌(𝑧). 𝑔. 𝑑𝑧. 𝑒 𝑧𝐻𝑟0  
                (18) 

𝐹 𝑝𝑒−𝑠 : la résultante des forces de pressions sur les surfaces d’entrée et de sortie  𝐹 𝑝𝑒−𝑠 = (𝑝𝑒 − 𝑝𝑠). 𝑆. 𝑒 𝑧                 (19) 𝐹 𝑣 : les forces visqueuses calculées à l’aide de l’équation d’Argun (11) 𝐹 𝑣 = −𝛥𝑝. 𝑆. 𝑒 𝑧                 (20) 
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3.3. Résolution numérique 
Les équations de bilan d’énergie et de continuité ont été discrétisées par la méthode des 

volumes finis. Les termes temporels dans l’équation d’énergie et de continuité ont été 
discrétisés en utilisant le schéma implicite d’Euler. Le terme d’advection a été discrétisé par 
un schéma implicite et les températures aux frontières ont été ensuite estimées à travers 
l’interpolation quadratique selon le schéma de QUICK [11]. Le schéma de différence centré 
d’ordre 2 a été utilisé pour discrétiser le flux de diffusion. La résolution numérique de ces 
équations a été réalisée sous le langage de programmation SCILAB en utilisant la méthode 
itérative de Newton-Raphson.  

4. Validation du modèle 
Les modèles mathématiques développés ont été validés à l’aide des données expérimentales 

fournies par Cascetta [5]. L’expérience a porté sur un processus de charge et de décharge d’un 
système de stockage avec des billes d’aluminium comme matériaux de stockage et de l’air 
comme fluide de transfert de chaleur. La hauteur et volume diamètre du réservoir utilisé par 
Cascetta sont respectivement de 1,8m et 0,584m. La porisité du lit de bille est de 0,39. La 
comparaison des résultats numériques avec les données expérimentales fournies par Cascetta 
est représentée sur la figure (4). Comme on peut le voir sur la figure (4a), les profils de 
températures calculés numériquement pendant la charge sont en parfait accord avec les profils 
expérimentaux. Lors de la décharge (figure (4b)), les résultats numériques sont en moins bon 
accord avec l’expérience (les profils des températures donnés par les modèles sont légèrement 
plus élevés au niveau de la thermocline que ceux du modèle expérimental), tout en étant très 
proche. Cela peut être dû à des phénomènes d’inertie thermique (chaleur sensible) de la paroi 
qui n’ont peut-être pas été bien pris en compte dans la modélisation. 
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Fig. 4 : Comparaison des profils de températures prédits par le modèle pendant les phases de charge 

et de décharge avec les résultats expérimentaux de Cascetta [13] 

5. Résultats et discussion  
Pour un réservoir de stockage donné, la taille des cailloux constitue un paramètre de 

dimensionnement important. Il impacte les performances du système en phases de stockage et 
de déstockage en agissant sur les pertes de charges (via la perméabilité du lit de roche), la 
surface d’échange air-cailloux (via la surface spécifique), le coefficient d’échange avec l’air 
(via la vitesse interstitielle). On se propose, dans le cadre de cette étude, d’analyser l’impact de 
ce paramètre en vue de choisir le diamètre qui sera mis en œuvre dans le prototype. La cuve de 
stockage est caractérisée par un diamètre de 50cm et une hauteur de 0,8m. Les calculs seront 
réalisés avec une température d’air extérieure de 25°C. La température de l’air entrant dans la 
chambre de séchage et le réservoir est maintenue constante à 50°C en adaptant le débit d’air 
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circulant dans le capteur solaire pendant la période de fort ensoleillement de 8h00 à 16h00. De 
l’air chaud à température variable est injecté dans la chambre de séchage en début de matinée 
(de 6h00 à 8h00) et en fin de journée (16h à 18h00) en période de faible ensoleillement. Le 
stockage thermique est activé lorsque le capteur solaire ne délivre plus de chaleur entre 18h00 
et 6h00 du matin. 

La figure 5 présente la variation de la perte de charge de l’air en fonction de son débit 
volumique en entrée pour différents diamètres de cailloux. La courbe en noir représente la 
caractéristique du ventilateur. L’intersection entre les courbes caractéristiques du réseau et du 
ventilateur permet d’obtenir le débit volumique en phase de charge du système pour chaque 
diamètre de cailloux. Ce débit est utilisé pour calculer l’évolution temporelle du champ de 
température au sein du réservoir de stockage en phase de charge. Les valeurs des débits 
massiques d’air, les coefficients d’échanges entre l’air et les cailloux ainsi que le nombre de 
Biot caractéristiques des charges pour chaque diamètre de cailloux sont récapitulés dans le 
tableau 1. Comme le montre le tableau, le nombre de Biot devient supérieur à 0.1 pour des 
diamètres de cailloux supérieurs à 2 cm. L’hypothèse de corps mince n’est alors plus valable. 
Un calcul instationnaire doit alors être mis en place pour décrire l’évolution du champ de 
température dans les cailloux alourdissant considérablement les calculs. Une solution 
alternative consiste à mettre en œuvre une résistance thermique diffusive pour prendre en 
compte ces effets d’inhomogénéité thermiques dans les cailloux. Le développement est en 
cours mais n’a pas encore été intégré aux calculs.  

 

Fig. 5: Caractéristique du circuit et du ventilateur pour différents 
diamètres de cailloux 

 
Diamètre de cailloux 1cm 2cm 3cm 5cm 7cm 10cm 
Charge m  0,0047 0,0095 0,012 0,016 0,019 0,02 

h 15,7 15,17 13,8 12,9 12,4 11,1 
Bi 0,046 0,086 0,118 0,18 0,25 0,32 

Décharge m  0,0014 0,0046 0,0067 0,0089 0,0098 0,01 
h 9,00 8,4 7,7 6,8 6,11 5,3 
Bi 0,0257 0,0476 0,066 0,097 0,12 0,15 

Tab. 1: Grandeurs caractéristiques lors des phases de charge et de décharge  

Les profils de température estimés après 8 heures de charge (figure 6) montrent un étalement 
de la thermocline d’autant plus important que le diamètre des cailloux est grand. Cet effet 
résulte de l’accroissement de la vitesse de l’air, la réduction du coefficient d’échange et de la 
surface spécifique avec l’augmentation de la taille des cailloux et de ses effets sur le débit. En 
termes d’énergie stockée, la charge du réservoir de stockage augmente avec le diamètre des 
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cailloux pour atteindre un optimum pour un diamètre de cailloux de 7 cm avant de décroitre à 
nouveau. La prise en compte des transferts diffusifs au sein des cailloux devrait déplacer cet 
optimum vers un plus petit diamètre.  

La figure 7, présente les profils de température du lit après 14 heures de décharge. La 
distribution de température en fin de charge a été utilisée comme profil de température initiale 
de la phase de décharge. Les vitesses d’air étant plus faibles en phase de décharge, les cailloux 
peuvent être considérés comme des corps minces jusqu’à des diamètres de 5 cm (Tableau 1). 
Les profils de température en fin de décharge sont pratiquement assez proches pour les 
diamètres de 3 à 10 cm en partie basse du réservoir. Les profils se différencient en partie haute. 
La température de l’air en sortie est d’autant plus faible que le diamètre des pierres est élevé 
(excepté pour le diamètre de 1cm), montrant une plus grande aptitude des pierres de gros 
diamètres à restituer leur chaleur. 
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Fig. 6: Impact du diamètre des cailloux sur les 

profils de températures après 8h de charge 
Fig. 7: Impact du diamètre des cailloux sur le 
profil de température après 14h de décharge 

La figure 8, montre l’évolution du débit d’air circulant dans le stockage pendant la phase de 
décharge. Quel que soit le diamètre de cailloux, le débit d’air diminue au cours du temps sous 
l’effet de la réduction de la force thermique motrice. Il est d’autant plus élevé que le diamètre 
de cailloux est grand (effet du diamètre des cailloux sur les pertes de charges) pour atteindre 
un maximum pour des diamètres proches de 7 à 10cm (effet de réduction de la surface 
spécifique). Il est probable que pour des diamètres supérieurs la vitesse diminue de nouveau. 
Cet effet devrait être accentué par les effets d’inertie dans les cailloux.  
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cours du temps lors de la décharge 
Fig. 9: Profils de température en fin de charge et 
de décharge au cours de trois cycles consécutifs 

Le diamètre de cailloux de 7 cm apparait comme un optimum à la fois dans la phase de 
charge (stockage maximum), et dans la phase de décharge (vitesses d’air en décharges 
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maximales tout en conservant des niveaux de température 10K supérieurs à la température 
extérieure). Cette étude devrait être complétée par une étude de l’influence de la hauteur de 
pierre dans le réservoir pour permettre une température plus élevée en fin de déstockage. La 
figure 9, montre les profils de température en fin de charge et de décharge au cours de trois 
cycles consécutifs pour un lit de cailloux de 7cm de diamètre. La capacité de stockage 
augmente au cours des deux premiers cycles pour se stabiliser ensuite.  

6. Conclusion 
Un modèle numérique a été développé pour décrire le comportement énergétique d’un 

stockage thermique de type thermocline sur lit de cailloux couplé à un séchoir solaire. Il a été 
utilisé pour analyser l’impact du diamètre des cailloux sur les performances du système 
fonctionnant en convection forcée en phase de charge et en convection naturelle en phase de 
décharge. Le système de stockage présente un optimum pour des cailloux de diamètre proche 
de 7cm en termes de température de charge / décharge et de débit d’air. Le cyclage réalisé sur 
le système de stockage a permis de montrer que le régime stationnaire est atteint dès le second 
cycle, s’accompagnant d’une légère augmentation de l’énergie stockée. 
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Abstract - Desalination is a possible solution to global water scarcity. Nevertheless, it is highly energy 
consuming and thus polluter. A concentrated solar desalination device is studied. It consists in a solar 
furnace concentrating solar power on a receiver. The receiver, immersed in water, heats it until it boils. 
In order to avoid fouling, the process is done in a film boiling regime. Different power values were 
applied to study the vapor film’s setting. It was observed that after its establishment, the power could be         
decreased without it vanishing. Results also show the protective effect of the vapor film against fouling. 
 

1. Introduction 

Only 1 % of Earth’s water is available for human consumption. Socio-cultural, and economic 
disparities exist, as well as enormous gaps between different countries and/or regions. This 
global problem is of big concern as water scarcity threatens human activities and human health. 
The majority of Earth’s water (up to 97 %) resides in the ocean, thus being saline water, making  
it not usable for the majority of human requirements (drinking, food production, irrigation...), 
unless it goes through a desalination process (removing excess salts and other dissolved 
chemicals). In light of this vast amount, desalination looks like the perfect solution to cope with 
water scarcity. 

Desalination’s cost is based on various elements: the interest rates and life expectancy of the 
equipment, the investment expenses, the required labour or other operation costs. However, its 
cost sees an important rise, which shows a direct connection with the energy market. 
Desalination’s price fluctuation depends the most (up to 25 %) on the price of energy [1]. These 
leads to a great amount of regions not having access to water due to economic unaffordability. 

If seawater desalination has proven its efficiency, it is an energy consuming solution. In 
addition, thermal and electrical energy, based for the great majority on the consumption of fossil 
fuel, are the most used by industrial desalination sites. To overcome this drawback, renewable 
energy systems have been developed to power desalination plants [2]. The use of alternative 
energy for desalination [3] copes with the cost of energy as well as the production of                greenhouse 
gases. Furthermore, water is essential in providing energy, just as energy is needed             to provide 
water, as the energy industry consumes important amounts of water in each one of its stages. 
Neglecting the energy-related water use can result in higher emissions. Their linkage     
relationship must be taken into account when identifying energy mix scenarios that fit best the   
environment, and water and energy supply stress. 

Moreover, desalination technologies have to cope with some inconveniences. The most dis- 
advantageous is salt accumulation on the desalination equipment’s walls that are in contact with 
saline water. The salt accumulation leads to corrosion of the equipment, increased and very 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-082

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

575



frequent maintenance and thus a shortening of its lifetime. Also, the build-up blocks heat 
exchange with seawater, therefore reducing the operational efficiency [4]. 

There are two major technologies regarding solar energy. Photovoltaic, which directly 
converts solar radiation into electricity, and concentrated solar technology which converts solar 
radiation both into heat and electricity. The key advantages of concentrated solar technology 
over photovoltaics is its capability to store heat energy. This makes the system continuously 
efficient, since the storage can be used during absences of sunlight, thus overcoming the 
limitations of the intermittent nature of solar energy [5]. 

Concentrated solar power (CSP) can fuel a desalination plant, either directly by using the heat 
produced when concentrating the solar irradiation to boil water, or indirectly by producing 
electricity   to power the desalination plant. The use of CSP for desalination was first introduced in 
2002                by Blanco et al. [6]. Afterwards, this technology has been continuously investigated in 
order to        make it commercial and economical [7]. The other advantage of solar concentration is 
that it can reach high temperatures. At sufficiently high temperatures, it is possible to generate 
a film of vapor that will protect the surfaces of the system and thus avoid salt deposits. The 
advantages and disadvantages of CSP for desalination were presented by Lorfing et al. [8]. In 
this context a direct and integrated concentrated solar power desalination device has been 
elaborated in Odeillo’s solar furnace research laboratory.  
 

2. Experimental device 

2.1. Experimental set-up 

The experimental set-up consists in a solar furnace which concentrates solar power on a 
receiver placed at its focal point. This last one, immersed in water, takes it to boiling point. 
Figure 1 shows a schema of the vertical solar furnace. 
 

 
Figure 1 : Layout of the solar vertical concentrator installation at the Odeillo solar furnace in France 

showing (A) the heliostat, (B) the carbon blade shutter, (C) the parabolic reflector, and (D) the focal 

point[8,9] 
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A parabolic dish technology was implemented. Direct solar irradiation was directed towards 
a parabola by means of a heliostat (A). The amount of radiation arriving on the parabola is con- 
trolled thanks to carbon blade shutters (B). The parabola (C) (1.5 m of diameter) concentrates 
solar irradiation on a receiver placed at its focal point (D). This last one is in contact with water 
that evaporates as the receiver is heated. We can follow the Nukiyama’s boiling curve [10]. 
The process took place at a particular boiling regime called film boiling, where a sudden 
increase in temperature between the heated wall and the fluid being heated leads to a boiling 
crisis, and thus to the formation of a vapor film around the heated surface.  

 
The experimental set-up is shown in figure 2. 
 

Figure 2 : Fluids circulation in the experimental set-up[9] 

 

The receiver (D) consists in a cone and a circular disc at its base (40 mm of external 
diameter). The conical shape was chosen for two reasons. First, it allows to create a cavity on 
the upper side that traps solar energy increasing the efficiency of the system. Second, it allows 
to guide the vapor film to the receiver’s edges, facilitating its extraction. The disc was chosen 
to fixate the cone to the rest of the set-up. The receiver is immersed in water contained in a 
main tank, arriving there thought an inlet (A) from a weighted tank (B). Its circulation is ensured 
by a peristaltic pump (C), allowing to regulate precisely the flow. Once in the main tank, part of 
the liquid is vaporized, and the vapor thus produced is evacuated into the atmosphere. The 
vapor’s collection was not studied. The part of the liquid not vaporized reaches the secondary 
tank by overflow. An outlet at the bottom of the secondary plexiglass tank (E) allows the 
evacuation of the liquid collected in a recovery tank (F). The secondary water tank (25 x 25 cm) 
is small enough to avoid too much shading. 

2.2. Different materials for the receivers 
 

Different receivers made of three different materials and geometries were tested. The table 
1 summarizes them (average conductivity coefficients are given). Steel and cast iron were 
chosen for their high melting temperature (needed in light of the power values used). Copper 
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was chosen for its high conductivity coefficient, as the concentrated solar power heats the upper 
side of the receiver, conduction leads to the lower side heating and thus the boiling of water. The 
different geometries were chosen to test the design impact on the  vapor film creation and 
evacuation. 

 
Material Melting temperature 

(°C) 

Average con- 
ductivity 
(W.m−1.K−1) 

Half aperture 
angle  

(°) 

Internal 

Diameter 

(mm) 

emissivity 

Steel 1400 25 30 21 ~0.85 
   45 25  
   60 30  

Cast Iron 1250 50 30 21 ~0.8 
   45 25  
   60 30  

Copper 1085 400 30 21 ~0.8 
   45 25  
   60 30  

Table 1: Receivers tested with their material and geometry information 

 
The emissivity of the materials is initially that of the unoxidised metal and tends to increase 
during the experiments. It is therefore between 0.75 and 0.85. 

2.3. Instrumentation 

Temperatures are measured thanks to K-type thermocouples. Figure 3 shows their location. 
 

 
Figure 3: Thermocouples’ locations 

 

The acquired temperatures are: the receiver’s upper and lower surface temperatures (A and 
B respectively), the outlet vapor temperature (C), the outlet and inlet water temperatures (D and 
F respectively) and the ambient temperature (E). The acquisition is ensured by a Midi LOGGER 
GL240 recorder from Graphtec©. 

The direct normal irradiation (DNI) measurement is performed by a pyrheliometer (Kipp 
& Zonen CHP1) and recorded by a 63 precision Gantner A4 acquisition module. They are 
installed in a meteorological station on the roof of the solar furnace. 

Water flow rates are measured with digital acquisition scales: OHAUS brand Explorer (0.1 g 
resolution) and KERN FCB A (1 g resolution). The masses measured throughout the experiment are 
used to calculate the flow rate of the water inlet and outlet. The vapor flow rate is calculated  by 
the difference of these two. 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

578



· 

Finally, a Basler acA1920 150 µm CMOS camera coupled to a lens with a focal length of 
35 mm allows visual monitoring of the submerged part of the receiver. 

 

3. Results and discussion 

The purpose of the experimental device is to demonstrate the feasibility of the concentrated 
solar evaporator system and the creation of the vapor film. The film boiling regime is generally 
avoided, because it creates a thermal resistance between the heated surface and liquid water. 
Special attention is given here, in order to study its ability to protect the receiver from fouling. 

In order to reach these objectives, different experiments were performed. The supply tank is 
filled with enough water to ensure the operation throughout the experiments.  The thermocouples 
are glued or welded to the receivers. The receiver is then positioned at the focal point of the 
concentrator. The pump is started to fill the main tank. A progressive opening of the regulation 
blades is done. The position of the evaporator is adjusted as required so that the focal spot is 
contained within the conical cavity of the receiver. Ambient temperature is measured around 
17 °C.  Once everything is in place, water starts to circulate with an average flow rate of 1.02 
10−3 kg s−1. Then different power levels are applied, thanks to the progressive opening of the 
carbon blades. This is done until the set of the vapor film. Afterwards, the blades are slowly 
shut until the film vanishes. 

Q̇ 
solar is the solar power concentrated in the receiver. It is calculated thanks to the DNI, the 

blades aperture percentage x and the following correlation (with DNIref = 1000 W.m−2): 

 �̇�𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟 = (−3.166 ∙ 10−4 ∙ 𝑥3 + 9.896 ∙ 10−2 ∙ 𝑥2 + 1.769 ∙ 𝑥) ∙ 𝐷𝑁𝐼𝐷𝑁𝐼𝑟𝑒𝑓   (1) 

The power transferred to the water will depend on the exchange surface, but also on the radiation 
and convection losses at the top surface of the receiver. 

3.1. Vapor film creation 

The camera allowed to observe the passage between the nucleate boiling regime to the film boiling 
regime. Figure 4 shows different images of an immersed receiver through the experiment. 
 

 
Figure 4: Picture of the progressive setting of the vapor film. A: immersed receiver, B: nucleate boiling, C: 

film start, D: film installed 
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Figure 5 shows the plot of Q̇ 
solar, and the temperatures for the inlet water, outlet water and 

vapor as a function of time. Note that the incremental evolution of the solar flux is linked to the 
setting of the carbon blade shutters. 
 

We observe nucleate boiling taken place first (B). Due to the location at high altitude of the 
lab, and measurement errors, the boiling point is measured around 95 °C .  Then, the boiling 
crisis takes place when the power is enough to go from nucleate boiling to film boiling. The 

film starts to set from the tip of the cone (C). The film apparition takes place at Q̇ 
solar between 

700 W and 800 W for every receiver (D). The film vanishing value is around Q̇ 
solar = 300 W for 

receivers in copper and Q̇ 
solar = 730 W for receivers in steel.  The cast iron experiments were 

interrupted so values were not determined. The reason of the interruption were heat problems: 

the receiver started melting when exposed to high Q̇ 
solar. 

 
 

 
 

Figure 5: Water temperatures as a function of the solar power (Copper-60 ° receiver). A: immersed receiver, 

B: nucleate boiling, C: film start, D: film installed 

 

The film proved to protect the wall of the receiver. In the case of an already fouled receiver, 
it also proved a clearing effect. 

3.2. Conduction through the receiver 

The performance of the receiver was evaluated comparing its upper and lower temperatures. 
This aims at evaluating the thermal conduction through its thickness, and thus the percentage of 
energy it transfers to the liquid. Figure 6 shows the variation over time of these temperatures, 
and the applied solar power. 

As expected, temperatures increase with the solar power concentrated on the receiver. The 
important temperature rise around 12 : 50 is due to the boiling crisis. The film acts as insulator 
between the cone and water, leading the cone’s temperature to higher values. The difference 
between temperatures on the lower and upper plate parts are due to the direct exposition to solar 
power on the upper side. The lower side receives heat only through conduction.  
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Figure 6: Receiver temperatures as a function of the solar power (Copper-45 ° receiver). 

3.3. Performances 
 

To compare each receiver’s performance, we compare the energy needed to keep the vapor 
film in place. This is the lowest Q̇ 

solar before the film vanishes. 

The table 2 gathers the lowest Q̇ 
solar before the film vanishes for different receivers. Because 

of the early interruption of the cast iron receiver’s experiments, we do not have values for these 
receivers. Also, the value for the steel receiver of 30 ° half aperture angle gave incoherent results 
so it is not taken into account. 
 

Material Half aperture angle (°) Q̇ 
solar  (W) 

Copper 30 275 
 45 420 
 60 246 

Steel 45 738 
 60 737 

Table 2: Lowest Q̇ 
solar  before the film vanishes for different receivers 

 
The vapor film is stable for lower Q̇ 

solar values for the copper receivers. This means for these 
receivers lower energy is necessary to keep the film boiling regime. Performance is 
proportionate to Q̇ 

solar, so we can deduct that copper receivers (of half aperture angle = 30 ; 
60 °) are 2.7 and 3 times more efficient than steel receivers, respectively. As for the copper 
receiver (of half aperture angle = 45 °), its performance is 1.75 times higher. 

 

4. Conclusion 

Desalination can be a great solution to cope with water scarcity, but it is highly energy 
consuming process. In addition to this, the energy consumption has a significant effect on the 
planet. With recent global warming increase, the option to turn towards renewable energies 
should be studied. As regions with higher water scarcity are also those characterized by 
important solar irradiation, a concentrated solar powered desalination device was studied. 

The main limit of this technology is the salt deposit which affects the desalination unit and 
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its efficiency. In order to avoid so, a boiling regime called film boiling has been studied. Film 
boiling regime is characterized by a sudden increase in temperature between the heated wall 
and the fluid being heated. A boiling crisis then takes place, which leads to the formation of 
a vapor film around the heated surface. This film avoids contact between heated water and the 
heated wall, thus avoiding salt deposit in the case of seawater boiling. 

The experimental set-up made possible the creation of the film. It was also noticed, that once 
the film was established, the inlet power could be slowly decreased without the film vanishing. 

Results also showed that once the film was in place, it created an insulating barrier between 
water and receiver. This can protect the wall from salt deposit, but also had a clearing effect on 
already fouled equipment. Regarding the different receivers tested, it was found that copper 
receivers were more efficient. Their geometry has an impact on their performance. Half-
aperture angles of 30 ° and 60 ° showed 1.5 more efficiency than 45 °. 
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de l’eau pure autour du point d’inversion de sa masse 
volumique dans un échangeur tube-calandre : 
application au stockage latent de froid 
 

Jules Voguelin SIMO TALA1, *, Khaoula CHAFIKI1, Daniel BOUGEARD1  

1IMT Nord Europe, Institut Mines – Télécom, Univ. Lille, CERI Energie et Environnement, F-59000, 
Lille, France  
*(auteur correspondant : jules-voguelin.simo.tala@imt-nord-europe.fr) 

Résumé - La présente étude s’intéresse à l’analyse expérimentale du processus de solidification 
d’un MCP pour des applications de stockage d’énergie thermique à basse température. Le MCP 
considéré est de l’eau pure contenue dans la calandre d’un échangeur de type tube-calandre en 
configuration horizontale, pour laquelle la température initiale du MCP est choisie autour et au loin du 
point d’inversion de sa dépendance masse volumique-température. Cette étude montre que la forme du 
front de solidification de l’eau pure est fortement affectée par sa température initiale selon que celle-ci 
est supérieure ou inférieure au point d’inversion de la masse volumique du MCP, induisant soit une 
asymétrie, soit une allure symétrique de la matière solidifiée autour du tube frigoporteur. Les mesures 
de température ont permis de mettre en évidence l’inversion des forces de flottabilité sur le processus 
de solidification du MCP conduisant à la définition de deux régimes thermiques distincts caractérisant 
la solidification dans cette configuration d’échange. 

Nomenclature  

d Diamètre du tube central, m 
e Espace annulaire, m 
g Accélération de la pesanteur, ms-2 
h Hauteur intérieur, m 
l Largeur intérieur, m 
L Longueur, m 
r Position par rapport à l’axe du tube, m 
R Rayon du tube extérieur,  𝑅𝑒𝑑    Nombre de Reynolds, 

𝜌𝑈𝑑𝜇 , - 

x Position axiale, m 
T Température, K 
t Temps, s 
U       Vitesse débitante, ms-1 
Symboles grecs 𝜌        Masse volumique, kgm-3 𝜇 Viscosité dynamique, kgm-1s-1 
Indices et exposants 
i/n numéro/nombre du/des thermocouple(s) 

1. Introduction  

Le stockage d’énergie thermique suscite l’intérêt de nombreuses recherches depuis des 
décennies et plus particulièrement ces dernières années compte tenu des enjeux de la transition 
énergétique et écologique. Afin d’assurer un fonctionnement continu des procédés et systèmes 
dépendant de sources intermittentes d’énergie thermique, il est d’une importance capitale de 
stocker cette énergie dans le but de différer son utilisation. C’est le cas notamment des 
applications dans le solaire thermique, l’habitat, le management thermique de composants dans 
l’industrie, etc. [1]. Le stockage thermique peut se faire sous forme sensible, latente ou 
thermochimique. Le stockage thermique latent se fait en utilisant des matériaux à changement 
de phase MCP. Il a un avantage compétitif par rapport aux deux autres formes de stockage à 
savoir : une densité énergétique élevée pour une utilisation à température relativement 
constante [3]. Les matériaux à changement de phase existent dans une large gamme de 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-095
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température de changement d’état, le plus abondant étant l’eau naturelle dont la transition de 
phase se fait à 0°C dans le cas de l’eau pure sans surfusion. A basse température, le stockage 
d’énergie thermique peut être utile pour des applications telles que la climatisation, le 
conditionnement thermique de produits alimentaires ou la conservation de médicaments [1-3]. 
Dans ces applications, l’eau est le MCP de choix pour le stockage d’énergie cependant, 
contrairement à la plupart des MCP, sa transition de la phase liquide à la phase solide est 
accompagnée d’un accroissement de volume. La littérature est très fournie pour ce qui concerne 
l’analyse numérique et expérimentale des processus de fusion-solidification de MCP ne 
présentant pas un point d’inversion de l’évolution de la masse volumique vis-à-vis de la 
température [4-6]. Les forces de flottabilités qui jouent un rôle crucial sur le développement de 
la convection naturelle pour ces MCP sont gouvernées par des valeurs positives du coefficient 
d’expansion isobare. Dans le cas des MCP présentant un point d’inversion de la dépendance 
masse volumique-température, les phénomènes convectifs naturels qui jouent un rôle majeur 
sur les cinétiques de fusion-solidification ont des évolutions contraires autour du point 
d’inversion. Des études numériques récentes se sont intéressées à l’analyse des échanges 
convectifs lors du processus de solidification de l’eau partant du point d’inversion de la 
dépendance masse volumique-température. C’est le cas des travaux numérique récents de 
Dekhil et al [2-3] qui analysent l’influence de l’intensification des échanges thermiques côté 
calandre d’un échangeur-stockeur sur les cinétiques de fusion-solidification de l’eau pure et 
mettent en évidence la meilleure performance des ailettes longitudinales sur les ailettes radiales 
dans la configuration d’échangeur-stockeur tube-calandre horizontale. Quelques travaux [7-8] 
se sont intéressés à la solidification de l’eau dans d’autres configurations géométriques 
d’échange mais à notre connaissance, très peu d’études se sont intéressées à l’analyse 
expérimentale du comportement de l’eau lors de sa solidification partant de différentes valeurs 
initiales de température autour et au loin du point d’inversion de sa masse volumique pour des 
applications de stockage de froid.  

La présente étude expérimentale s’intéresse à l’analyse du processus de solidification 
de l’eau pure confinée dans un échangeur-stockeur de type tube et calandre en employant une 
technique de visualisation qualitative de front de solidification couplée à des mesures 
quantitatives de thermométrie locale. Une étude de l’influence de la température initiale de 
l’eau autour et au loin du point d’inversion de la dépendance masse volumique-température est 
effectuée dans le but de caractériser par des mesures de distribution locale de température 
l’influence du développement de la convection naturelle sur la forme et l’évolution temporelle 
du front de solidification.  

2. Dispositif expérimental, acquisition et traitement de données 

2.1. Présentation du dispositif expérimental 

La figure 1 présente le schéma de principe de l’installation expérimentale. Il s’agit d’un 
banc d’essai composé de deux circuits fluides séparés dont un pour l’initialisation de la 
température du MCP (eau) et l’autre pour la circulation du fluide frigoporteur (eau glycolée à 
40% de glycol). Cette installation est composée de différents éléments : un échangeur de 
chaleur bitube à circulation « aller » dans le tube central et « retour » dans l’espace annulaire 
formé par les deux tubes. Il sert à véhiculer le fluide frigoporteur et assure l’échange thermique 
entre ce dernier et le MCP ; un bain thermostaté FP51SL de marque JULABO qui permet de 
réguler la température d’entrée de l’eau glycolée à la valeur de température souhaitée ; un 
second bain thermostaté permettant d’initialiser la température du MCP à une valeur souhaitée; 
un débitmètre électromagnétique haute précision (Process Master FEP300 de marque ABB) qui 
permet de mesurer le débit quittant le bain thermostaté contenant le fluide frigoporteur ; une 
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pompe équipée d’une vanne by-pass pour la circulation du fluide frigoporteur ; deux 
électrovannes dont une en position ouverte lors de la solidification de l’eau (électrovanne 1) 
pendant que l’autre, reliée au circuit primaire BP (figure 1) est en position fermée (électrovanne 
2) ; une centrale d’acquisition servant à relever les valeurs de température et de débit mesurés 
respectivement par les thermocouples et le débitmètre, reliée à un PC ; une section d’essai en 
plexiglas (PMMA) instrumentée ; deux sondes de température (PT100) pour la mesure de la 
température en entrée et en sortie de l’échangeur ; un thermomètre de référence haute précision 
PT100 servant à calibrer les thermocouples ; une boite isolée en polystyrène contenant une 
sonde PT100 permettant la mesure de température au niveau des soudures froides déportées 
dans la boite afin d’effectuer une compensation de soudure froide des thermocouples. Toutes 
les canalisations qui véhiculent le fluide frigoporteur et le MCP ont été isolées afin de limiter 
les déperditions thermiques. 

 
Figure 1 : Schéma de principe de l’installation expérimentale 

Des essais de thermométrie locale et de visualisation de front de fusion devant être 
effectués, une vue isométrique de la section d’essai (sans sa face supérieure) est présentée sur 
la figure 2a. Il s’agit d’une boite parallélépipédique en plexiglas à parois epaisses conçue et 
instrumentée par 27 thermocouples sur trois faces tout en laissant deux de ses faces non 
instrumentées afin de réaliser des visualisations de front de soilidification.  

a  b  

Figure 2 : Vue de la section d’essai (a) positions des thermocouples dans le MCP (b) 

Les thermocouples sont installés à travers 9 passages étanches accueillant chacun trois 
thermocouples de types T de diamètre 0,5 mm. Chaque thermocouple est muni d’une gaine en 
acier inoxidable à son extrémité (d’environ 15 cm) qui permet d’attenuer les potentielles fuites 
thermiques liées à la grande conductivité thermique du cuivre dont ils sont constitués (possible 
effet d’ailettes). Une bride a été prévue à l’entrée de la section d’essais afin d’installer aussi 
bien un échangeur à tube nu et ultérieurement à tube ailettée. Afin d’améliorer le contraste lors 
de la visualisation du front de solidification, une plaque ABS de couleur noire a été découpée 
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et enfilée sur l’échangeur bitube pour servir de fond d’image. La section d’essai est traversée 
par cet échangeur bitube dont le but est de véhiculer le fluide frigoporteur. Ce dernier entre dans 
l’échangeur par un tube central et ressort par un espace annulaire par écoulement retour jusqu’à 
un T inégal de séparation. Les 27 thermocouples permettant de mesurer la température du MCP 
sont disposés à différentes positions longitudinales et radiales par rapport à la paroi de 
l’échangeur (figure 2b). Suivant la position radiale autour de l’échangeur bitube, la première 
nappe de 9 thermocouples est positionnée en moyenne à une distance r’= r-R= 1 mm de la paroi 
du tube extérieur de l’échangeur, la seconde à 14 mm, et la troisième à environ 26 mm de la 
même paroi. Suivant l’axe de l’échangeur, ces thermocouples sont disposés dans trois plans 
transversaux espacés de 40 mm par groupe de 9 thermocouples dans chaque plan. Une rugosité 
contrôlée a été ajoutée à la paroi du tube par ponçage au papier de verre abrasif à faible taille 
de grains (classe 240 grit soit 53 µm) dans le but de faciliter la nucléation pariétale de l’eau 
limitant le phénomène de surfusion. 

2.2. Acquisition et traitement de données 

Une étape préliminaire aux essais a été de calibrer les différents thermocouples en 
utilisant un thermomètre à résistance de platine haute précision Pt100/AN 5848 de marque 
AOIP lui-même étalonné régulièrement au Laboratoire National de Métrologie et d’Essais 
(LNE). Par ailleurs, afin d’assurer la répétabilité des mesures de température par les 
thermocouples, les soudures froides des thermocouples ont été déportées dans une boite en 
polystyrène isolée de l’ambiance dans laquelle une sonde Pt100 a été utilisée pour effectuer une 
compensation soudure froide par mesure de la température de référence dans la boite. Les essais 
ont été réalisés en hiver dans une salle non chauffée avec une température ambiante comprise 
entre 11°C et 12°C pendant les trois heures que dure chaque essai. Avant de commencer les 
essais de solidification du MCP, une étape importante consiste à faire fonctionner les deux bains 
thermostatés simultanément en fixant une consigne interne de température pour le bain 
contenant le fluide frigoporteur et une autre pour celui contenant le MCP, l’électrovanne 1 
(entrée de l’échangeur bitube) étant en position fermée pendant que l’électrovanne 2 est ouverte. 
Ceci permet, après avoir défini un débit volumique de fluide frigoporteur traversant le 
débitmètre de faire circuler ce dernier seulement dans la boucle primaire BP jusqu’à une 
stabilisation de la consigne (sans aucune circulation dans l’échangeur bitube). Pendant ce 
temps, le fonctionnement du bain thermostaté contenant le MCP permet de faire circuler en 
boucle le volume de MCP contenu dans la section d’essai jusqu’à l’atteinte d’une température 
moyenne constante dans la section d’essai définissant ainsi une température initiale du MCP à 
solidifier. Par ailleurs, cette phase préliminaire permet de développer un champ de température 
initial stationnaire dans les parois du PMMA qui, malgré leur grande épaisseur sont sources de 
déperditions thermiques par conduction vers l’ambiance. L’essai de solidification démarre, une 
fois que ces deux consignes sont atteintes de façon stabilisée, par une ouverture de 
l’électrovanne 1 (entrée échangeur) synchronisée avec la fermeture de l’électrovanne 2 (boucle 
primaire) permettant ainsi une circulation du fluide frigoporteur dans la boucle globale BG, la 
centrale d’acquisition étant en mode acquisition. Au cours de chaque essai, la température 
ambiante est également mesurée à différents instants afin d’évaluer sa variation pendant les 
trois heures que dure chaque essai. Les essais ont été réalisés pour un nombre de Reynolds 
moyen Red=380 à l’intérieur du tube central de l’échangeur bitube et pour deux valeurs de 
température initiale du MCP Ti1=3,9 °C et Ti2=12,7 °C, chaque essai de solidification ayant une 
durée de 3h. Pour tous les essais, le réservoir du bain thermostaté est régulé à une température 
constante Tb=-8°C. Un appareil photo haute résolution a été utilisé pour visualiser le front de 
solidification sur les deux faces non instrumentées de la section d’essai en enregistrant une 
image de celle-ci à intervalles réguliers de 10 minutes. La mesure locale de température de 
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chacun des 27 thermocouples au fil du temps permet d’avoir l’évolution temporelle de la 
température moyenne des thermocouples pendant la solidification du MCP par la relation (1) 
suivante : 𝑇𝑀𝐶𝑃(𝑡) = 1𝑛 ∑ 𝑇𝑖(𝑡)𝑛1                                                      (1)    

Des essais qualitatifs préliminaires de visualisation du front de solidification ont été 
effectués avant la mise en place des thermocouples afin d’évaluer l’influence de la présence des 
thermocouples sur la forme du front de solidification. Il a été observé en comparant la forme 
du front de solidification en présence et en l’absence de thermocouples que ceux-ci avaient un 
effet limité en raison du grand volume de MCP comparativement au volume occupé par les 
thermocouples qui induisent localement des perturbations mineures de l’écoulement.  

3. Résultats et analyses 

Dans cette section, les résultats issus des différentes acquisitions sont présentés et 
analysés. Dans un premier temps, les résultats qualitatifs de visualisation du front de 
solidification du MCP sont présentés et discutés pour les deux valeurs de température initiale. 
Puis, l’analyse des évolutions temporelles du champ de température du MCP est effectuée. 

3.1. Analyse qualitative de l’évolution spatiotemporelle du front de solidification 

Afin d’analyser le processus de solidification et notamment mettre en évidence 
l’influence de la température initiale du MCP sur le processus de solidification, la figure 3 
présente les images du front de solidification sur la face transversale non instrumentée de la 
section d’essai pour les valeurs initiales de température Ti1=3,9°C et Ti2=12,7°C. Ces deux 
températures ont été choisies pour être dans un cas légèrement en dessous de la température 
d’inversion de la dépendance masse volumique-température du MCP (environ 4°C, évolution 
monotone de la masse volumique entre 0°C et Ti1) et dans l’autre cas pour être clairement au-
dessus de cette valeur (évolution non-monotone de la masse volumique de 0°C à Ti2) afin de 
bien identifier l’influence de l’inversion de la dépendance masse volumique-température sur le 
processus de solidification et indirectement sur le développement de la convection naturelle. 
Les limites de cette face sont représentées par le contour carrée en trait continu. Le front de 
solidification est rendu visible par la différence de contraste avec le fond noir (plaque ABS de 
fond d’enceinte).  

 

Figure 3 : Evolution du front de solidification pour deux valeurs de température initiales du MCP 

On observe que le MCP se solidifie d’abord sur la paroi du tube, ceci étant clairement 
visible 30 minutes après le début de la solidification. Au fil du temps, l’épaisseur de la couche 
solidifiée délimitée par le front de solidification et le tube augmente avec une distribution 
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spatiale différente pour les deux valeurs de températures initiales. Pour une température initiale 
Ti1, le front de solidification présente à tout instant une asymétrie (par rapport à l’axe de 
l’échangeur bitube) orientée dans le sens contraire à la gravité. L’épaisseur de la couche de 
MCP solidifiée augmente logiquement jusqu’à la fin de l’essai où on peut voir une différence 
d’épaisseur nette entre le dessus et le dessous de l’échangeur. Pour la température initiale Ti2, 
l’épaisseur de la couche de MCP solidifiée est moins importante à 30 minutes par rapport à 
celle correspondant au même instant pour une température initiale Ti1=3,9°C. Ceci est liée à la 
différence d’énergie thermique sensible à évacuer dans les deux cas avant d’atteindre la 
température de solidification du MCP (0°C). Contrairement à la température initiale Ti1=3,9°C 
où on observe une allure monotone de la distribution temporelle de couche de MCP solidifiée 
entre le dessus et le dessous du tube, celle correspondant à une température Ti2=12,7°C met en 
évidence une asymétrie orientée initialement dans le sens de la gravité au début de la 
solidification puis une asymétrie orientée dans le sens contraire à la gravité à la fin de l’essai 
mettant en évidence un effet notoire de la température initiale sur la forme du front de 
solidification. Afin de mieux analyser cet effet sur l’évolution du front de solidification, la 
figure 4 représente un zoom de la distribution locale de MCP solidifié 30 min et 180 min (fin 
de l’essai) après le début de la solidification. 

 
Figure 4 : Influence de la température initiale du MCP sur l’évolution du front de solidification 

Sur cette figure, on voit clairement que la distribution locale de couches de MCP présente 
à 30 min une asymétrie inversée pour ces deux valeurs de températures initiales laissant penser 
à cet instant au développement autour du tube de mouvements fluidiques inverses, 
ascensionnels dans le cas de la température initiale Ti1=3,9 °C et descendant pour la température 
initiale Ti2=12,7 °C. A la fin de l’essai, on peut clairement voir que les deux fronts de 
solidifications ont tous une asymétrie orientée dans le sens contraire à la gravité (laissant penser 
à cet instant à des mouvements fluidiques ascendant dans les deux cas de figure). 

3.2. Analyse quantitative du processus de solidification  

Afin d’effectuer une analyse semilocale et globale du processus de solidification, la figure 
5 présente pour les deux valeurs de température initiales Ti1=3,9°C et Ti2=12,7 °C les évolution 
des moyennes de température des thermocouples par groupe de 9 : dans le plan médian vertical 
au-dessus du tube, dans le plan médian vertical en dessous du tube, dans le plan médian 
horizontal et enfin la moyenne d’ensemble des 27 thermocouples qui donne une indication sur 
la température moyenne instantanée du MCP pendant la solidification. On peut observer que 
pour la valeur de température initiale Ti1, tous ces profils ont une allure moyenne décroissante 
et monotone (figure 5a). La moyenne de température donnée par les thermocouples au-dessus 
de l’échangeur bitube est à tout instant inférieure à celle donnée par les thermocouples en 
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dessous de l’échangeur en raison de la croissance de la masse volumique de l’eau pure entre 
0°C et le point d’inversion de la dépendance masse volumique-température (autour de 4°C) qui 
conduit à des valeurs négatives du coefficient d’expansion isobare induisant par conséquent des 
mouvement fluidiques ascendants à proximité du tube frigoporteur et des mouvement 
descendant au loin. Ceci a été également observé dans les travaux numériques récents de Dekhil 
et al [2-3]. La moyenne de température dans le plan médian horizontal ainsi que la température 
moyenne du MCP restent pendant tout le processus de solidification encadrées par les 
moyennes de température en dessous et au-dessous du tube ce qui traduit un maintien des 
mouvements ascensionnels au voisinage du front de solidification pendant toute la durée de la 
solidification (figure 5a). Ce mouvement ascensionnel est la raison de la dissymétrie orientée 
dans le sens contraire à la gravité observée précédemment sur le front de solidification (figure 
3 et 4). L’analyse des profils analogues correspondant à une valeur de température initiale 
Ti2=12,7 °C montre un comportement complétement différent comme on peut le voir sur la 
figure 5b. 

  

Figure 5 : Evolution spatio-temporelle globale du champ thermique 

En effet, la moyenne de température des thermocouples situés au-dessus de l’échangeur 
bitube est supérieure à celle en dessous de l’échangeur jusqu’à environ 4800 s. Ceci traduit dans 
cette première phase de la solidification un comportement contraire à celui observé pour la 
température initiale Ti1=3,9 °C et indique dans cette phase des mouvements fluidiques 
descendants dans le voisinage du front de solidification et ascensionnels au loin. Ceci s’explique 
par le fait qu’entre le point d’inversion de la dépendance masse volumique-température de l’eau 
pure (4°C) et la température initiale Ti2=12,7 °C, la masse volumique a une évolution monotone 
et décroissante ce qui conduit à des valeurs positives du coefficient d’expansion isobare et par 
conséquent à des mouvements fluidiques descendant dans le voisinage de l’échangeur bitube 
pendant le refroidissement. Pendant cette phase, ces mouvements fluidiques ont pour effet 
d’induire une asymétrie orientée dans le sens de la gravité sur le front de solidification comme 
observée plus haut (figure 3 et 4). A partir d’environ 4800 s, on assiste à une inversion des 
profil temporels de moyenne de température entre le fluide au-dessus de l’échangeur bitube et 
celui en dessous synonyme d’une inversion des forces de flottabilité qui conduit à un 
renversement de l’écoulement. Entre 4800 s et jusqu’à la fin de la solidification l’arrangement 
des profils de température est similaire à celui correspondant à la valeur de température initiale 
Ti1=3,9 °C indiquant, dans cette seconde phase de la solidification, des mouvements 
ascensionnels dans le voisinage du front de solidification et des mouvements descendant au 
loin. Ceci a pour conséquence l’inversion de l’asymétrie observée sur le front de solidification 
qui passe d’une asymétrie orientée dans le sens de la gravité dans la première phase de la 
solidification à une symétrie, puis à une asymétrie orientée dans le sens contraire à la gravité 
dans la seconde phase de la solidification (figure 3 et 4). On peut ainsi distinguer deux régimes 
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thermiques lors de la solidification de l’eau pure selon la valeur de sa température initiale à 
savoir : 

• un régime stable sans renversement de l’écoulement lorsque la température initiale de 
l’eau est en dessous du point d’inversion de la dépendance masse volumique-température 

• un régime instable avec renversement de l’écoulement lorsque la température initiale de 
l’eau est supérieure à celle correspondant à ce point d’inversion. 

Ces données expérimentales préliminaires, et la connaissance de ces deux régimes, 
permettent d’alimenter la base de données de la littérature scientifique dans le cas particulier de 
la fusion-solidification d’un MCP présentant une anomalie dilatométrique, i.e. ayant un point 
d’inversion de la masse volumique dans la phase liquide, comme l’eau dans le but d’améliorer 
les modèles de prédiction du changement de phase en prenant en compte ce phénomène. 

4. Conclusion et perspectives 

Cette étude avait pour objectif l’analyse expérimentale du processus de solidification de 
l’eau pure pour une application au stockage de froid. Deux valeurs de température initiale de 
l’eau (autour et au loin du point d’inversion de la dépendance masse volumique-température), 
ont été étudiées en employant une technique de visualisation du front de solidification et de 
thermométrie locale. Les principales conclusions de cette étude sont les suivantes :  

• la forme du front de solidification de l’eau pure autour d’un tube frigoporteur horizontal est 
fortement influencée par sa température initiale : pour une température initiale inférieure au 
point d’inversion de la dépendance masse-volumique température, on observe une asymétrie 
du front de solidification orientée dans le sens contraire à la gravité ; dans le cas d’une 
température initiale supérieure au point d’inversion, on observe une asymétrie du front de 
solidification orientée dans un premier temps dans le sens de la gravité suivie d’une 
inversion. 

• le processus de solidification de l’eau pure peut être décomposé en deux régimes 
thermiques : un régime stable sans renversement de l’écoulement lorsque la température 
initiale de l’eau est en dessous du point d’inversion de la dépendance masse volumique-
température ; un régime thermique instable avec renversement de l’écoulement lorsque la 
température initiale de l’eau est supérieure à celle correspondant au point d’inversion. 

Des travaux complémentaires sont en cours afin de caractériser ce processus de 
solidification dans une plage de température initiale plus large. Ces essais permettront par la 
suite de développer un modèle général de prédiction du processus de fusion-solidification de 
MCP incluant l’anomalie dilatométrique. 
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Résumé - Dans le cadre d’un projet européen visant à augmenter l’utilisation de l’énergie solaire 
thermique pour des applications agricoles, une installation solaire dédiée à la production d’eau chaude 
a été instrumentée puis modélisée. Une analyse de sensibilité et un algorithme d’identification de 
paramètres ont été utilisés afin d’améliorer la confrontation mesure/simulation. Deux séquences 
expérimentales sont présentées afin de valider le modèle numérique pour différentes saisons. 

Nomenclature 

A Aire brute du capteur, m² 

cp Chaleur spécifique, kJ.kg-1.K-1 

d Diamètre des tubes, m 

GHI Irradiation global horizontale, MJ/m² 
Gr Nombre de Grashof 
L Longueur des tubes, m �̇� Débit massique, kg.hr1 

Nud Nombre de Nusselt 
Pr Nombre de Prandtl 
Qsup Energie fournie, MJ 

T Température, °C 

Symboles grecs 

μ viscosité cinématique, m².s-1 

ρ masse volumique, kg.m3 

1. Introduction 

L’agriculture est un secteur très consommateur d’énergies fossiles notamment du fait de fort 
besoin en eau chaude. Pour répondre à ce besoin, l’utilisation de l’énergie solaire thermique est 
envisagée. Plusieurs technologies ont été étudiées pour subvenir aux exigences de diverses 
applications industrielles et agricoles [1]. De plus, Quijiera et al. ont étudié l’intégration d’une 
installation solaire thermique pour subvenir aux besoins d’une exploitation laitière [2]. Située 
dans des conditions climatiques peu favorables, ils préconisent l’utilisation de capteurs à tubes 
sous vide, plus efficaces avec un rayonnement solaire majoritairement diffus.  

Dans ce contexte, le projet ICaRE4Farms a pour objectif de promouvoir l’utilisation de 
l’énergie solaire thermique dans le secteur de l’agriculture en Europe du Nord-Ouest. Cette 
région possède un rayonnement solaire annuel global qualifié de faible (GHI<4287.6 MJ/m²) 
[3]. La technologie solaire étudiée est un chauffe-eau solaire à tubes sous vides et réservoir 
associé. Cette étude porte sur l’intégration d’une installation solaire thermique à une 
exploitation de veau de boucherie ayant des consommations énergétiques élevées en raison de 
l’utilisation importante et journalière d’eau à plus de 80°C.  

Dans le cadre de cette communication, un modèle numérique d’une installation solaire 
instrumentée est développé sur le logiciel de simulation thermique dynamique Trnsys. Ensuite, 
une étude de sensibilité permet de déterminer les paramètres prépondérants qui feront l’objet 
d’une identification. Finalement, le modèle est confronté aux mesures expérimentales. 

2. Matériels et méthodes 

L’installation solaire étudiée est installée en Sarthe (latitude 48.2 et longitude 0.50). Seize 
capteurs solaires (Figure 1) répartis en deux lignes sont chargés de fournir en eau chaude une 
exploitation de veau de boucherie. La première ligne est constituée de chauffe-eau solaire en 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-101
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série alors qu’ils sont disposés en parallèle dans la seconde ligne. Les capteurs en série sont 
toujours pleins et une stratification thermique est observable tandis que les réservoirs des 
capteurs en parallèle sont partiellement vidés deux fois par jour. 

 
Figure 1 : Vue en coupe du chauffe-eau solaire 

2.1. Instrumentation 

Des débitmètres sont installés pour mesurer les débits en entrée (�̇�𝑖𝑛), en sortie (�̇�𝑜𝑢𝑡) et 
de circulation dans le sol (�̇�𝑠𝑜𝑖𝑙). Des sondes platine intégrées aux débitmètres donnent la 
température de l’eau en circulation.  

Une station météorologique a été implantée sur site afin de connaître l’irradiance globale 
horizontale, la température ambiante, l’humidité relative, la vitesse et la direction du vent. 
L’ensemble des données climatiques est disponible en ligne via le site internet MétéoData avec 
un pas de temps de cinq minutes. L’instrumentation et l’installation sont schématisées dans la 
Figure 2.  

 
Figure 2 : Instrumentation de l’installation solaire 

La contribution de l’installation solaire aux besoins journaliers est estimée à l’aide du 
débitmètre placé en sortie et des sondes de température. Le calcul de l’énergie journalière 
fournie par les capteurs solaires Qsup est réalisé avec l’équation (1) : 

𝑄𝑠𝑢𝑝 = ∫ �̇�𝑜𝑢𝑡. 𝑐𝑝. (𝑇𝑜𝑢𝑡 − 𝑇𝑖𝑛)𝑑𝑡24ℎ
0  (1) 
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2.2. Modélisation 

La démarche retenue pour améliorer la performance du modèle numérique de l’installation 
solaire pilote comporte trois étapes. Dans un premier temps, une analyse de sensibilité a été 
effectuée sur le modèle avec le logiciel JEA [4]. C’est un outil permettant de mener des analyses 
paramétriques et des optimisations de modèle développé sur un logiciel externe (Trnsys par 
exemple). L’objectif est de déterminer les paramètres les plus influents sur l’énergie fournie par 
l’installation solaire calculée avec le modèle numérique. Les valeurs des paramètres 
sélectionnés pour l’analyse de sensibilité doivent être déterminées pour correspondre à la 
nouvelle configuration. Les conclusions issues de l’étude de sensibilité permettront de retenir 
les paramètres impactants et d’écarter ceux ayant une influence négligeable sur le modèle. 
L’identification des coefficients est effectuée à l’aide du programme d’optimisation GENOPT 
[5] appelé par TrnOpt, intégré à Trnsys via la librairie TESS. 

2.2.1. Modèle numérique 

Le modèle du chauffe-eau solaire individuel est basé sur les travaux de Budihardjo et al [6] 
[7]. C’est une combinaison de trois modèles de composant individuel (appelés Type) “Capteur 
à tubes sous vide” (Type 71), “Réservoir horizontal cylindrique” (Type 533 et Type 39) et 
“Module équation” (Figure 3).  

La fraction de l’irradiance convertie en énergie par les tubes sous vide est déterminée à l’aide 
du Type 71. Les spécificités des capteurs en série et en parallèle impliquent de développer deux 
modèles de stockage distincts. Pour les réservoirs en série, ils sont divisés en plusieurs nœuds 
isothermes pour modéliser la stratification thermique tandis qu’une variante du Type 39 est 
utilisée. Il modélise un réservoir à volume variable et à température homogène. Enfin, le calcul 
du débit thermosiphon (�̇�) entre les tubes et le réservoir est réalisé à l’aide du Type Equation. 

 
Figure 3 : Logigramme du modèle numérique mettant en évidence les paramètres essentiels 

2.2.2. Analyse de sensibilité 

La méthode de criblage de Morris One-Step-At-a-Time a été choisie [8]. La simulation se 
déroulant sur 11 jours avec un pas de temps de 5 minutes, cette méthode est particulièrement 
adaptée. Le nombre de simulation N pour déterminer les indices de sensibilités est calculé avec 
l’équation (2): 𝑁 = 𝑘. (𝑛 + 1) (2) 
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Ce nombre N de simulations est beaucoup moins élevé que pour d’autres techniques. De 
plus, elle est particulièrement efficace pour mettre en évidence les paramètres les moins 

influents. Chaque répétition i (i∈[1 ;k]) permet d’évaluer un effet élémentaire 𝐸𝑗(𝑖). Deux indices 
de sensibilité sont calculés à partir de cette méthode pour chaque paramètre j (j=1…k) : la 
moyenne des valeurs absolues des effets 𝜇𝑗∗ [9] et l’écart-type des effets σj. Le premier indice 
évalue la contribution de l’entrée j sur la dispersion de la sortie et est calculé avec la formule 
suivante : 𝜇𝑗∗ = 1𝑛 ∑ |𝐸𝑗(𝑖)|𝑛𝑖=1  (3) 

Le second indice σj mesure la linéarité du modèle. Il est obtenu avec l’équation (4) : 

𝜎𝑗 = √ 1𝑛 − 1 ∑ (𝐸𝑗(𝑖) − 𝜇𝑗)2𝑛𝑖=1  (4) 

La distance d* à l’origine permet de classer les paramètres selon leur influence et elle est 
calculée selon l’équation suivante : d∗ = √𝜇𝑗∗2 + 𝜎𝑗2 (5) 

La méthode de Morris est fréquemment utilisée pour différents types de modèles dans le 
bâtiment [10] et en agriculture [11]. 

Dix analyses de dix répétitions suffisent pour avoir un nombre acceptable d’indices et donc 
calculer un écart-type s. Les résultats sont donc présentés dans un intervalle d’erreur calculé 
comme l’incertitude type de répétabilité (type A) uA et selon l’équation (6) : 𝑢𝐴 = 𝑠√10  (6) 

2.2.3. Technique d’identification 

GENOPT est un logiciel d’optimisation pouvant être appelé par TRNSYS afin de minimiser 
une fonction coût. Différents algorithmes d’optimisation sont disponibles pour résoudre des 
problèmes à plusieurs inconnues. Sous GENOPT, les algorithmes suivants peuvent convenir à 
notre étude : 

 Algorithme de recherche par motif généralisé. 
 Les méthodes par essaims particulaires. Trois alternatives sont proposées : avec 

poids d’inertie (inertia weight), avec coefficient de constriction et restreint à la 
maille. 

 L’algorithme du simplex avec la méthode de Nelder-Mead. Il est souvent utilisé dans 
les problèmes d’optimisation avec un nombre important de variables indépendantes. 

L’algorithme d’optimisation par essaims particulaires avec coefficient de constriction 
correspond aux besoins de l’étude. Introduit par Clerc et Kennedy [12], il est efficace pour 
identifier plusieurs variables avec des valeurs continues et indépendantes. Cette méthode a été 
employée par Almeida et al. pour estimer les coefficients d’efficacité de quatre capteurs solaires 
[13]. Le même algorithme a donc été utilisé dans le cadre de l’identification des paramètres 
avec la configuration adoptée par Almeida et al. 
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La fonction coût est le PMAE (Percentage Mean Absolute Error). Il est défini comme la 
moyenne des écarts en valeur absolue entre l’énergie journalière mesurée Qsup,m et simulée 
Qsup,s. Il est calculé avec l’équation suivante où J est le nombre de jours simulés : 

𝑃𝑀𝐴𝐸 = ∑ |𝑄𝑠𝑢𝑝,𝑚 − 𝑄𝑠𝑢𝑝,𝑠|𝑄𝑠𝑢𝑝,𝑚𝐽𝑖=1 𝐽  
(7) 

2.2.4. Liste des paramètres 

Pour chaque paramètre, des bornes ont été choisies autour d’une valeur de référence à l’aide 
de la littérature et des observations faites précédemment sur le modèle (Tableau 1). Les 
premiers paramètres sélectionnés sont les coefficients utilisés dans l’équation d’efficacité des 
capteurs solaires. Leurs valeurs ont été prédéterminées dans le cadre de travaux précédents et 
elles sont recalculées pour prendre en compte les modifications apportées sur ce modèle. Les 
deux coefficients b0 et b1 doivent être étudiés pour connaître leur influence sur le calcul 
d’énergie. Les valeurs initiales et les plages de variation sont issues des travaux de Budihardjo 
et Morrison [7]. La valeur de référence du coefficient de déperdition thermique du réservoir est 
déterminée en prenant en compte la résistance thermique équivalente des matériaux.  La valeur 
de référence de l’albédo est obtenue à partir de mesures sur site. 
  Valeur de 

référence 
Limite 

inférieure 
Limite 

supérieure 
Unité 

Rendement optique η0 0.6 0.2 1.0 - 
Coefficient d’efficacité de premier 
ordre a1 

5 2 15 kJ.hr-1.m-2.K-1 

Coefficient d’efficacité de second 
ordre a2 

0.001 0.0005 0.01 kJ.hr-1.m-2.K-2 

1ère constante dans la corrélation 
du débit thermosiphon b0 

0.1914 0.18 0.21 - 

2ème constante dans la corrélation 
du débit thermosiphon b1 

0.4084 0.40 0.42 - 

Coefficient de déperdition du 
réservoir Uedge 

3.7 2 15 kJ.hr-1.K-1 

Albedo ρ 0.5 0 1.0 - 

Tableau 1 : Liste des paramètres 

3. Résultats 

3.1. Présentation des séquences expérimentales 

La période utilisée pour l’analyse de sensibilité a été retenue pour ses conditions 
météorologiques variées. De plus, la période doit être suffisamment longue pour que l’influence 
de l’énergie interne aux réservoirs soit faible sur le calcul de Qsup. En effet, une part non-
négligeable de l’énergie convertie à partir de l’éclairement solaire est stockée dans les réservoirs 
et ne peut être mesurée sans avoir à fortement instrumenter chaque ballon. 

La séquence retenue se déroule entre le 1er septembre à minuit et le 12 septembre minuit. 
Les heures de début et de fin ont été choisies pour correspondre à des périodes sans 
ensoleillement ni débit, que ce soit de soutirage ou de remplissage. Les conditions 
météorologiques sont présentées dans la Figure 4 et la Figure 5. 
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Figure 4 : Irradiance globale horizontale et 

humidité relative (Période estivale) 

 
Figure 5 : Température ambiante et vitesse du 

vent (Période estivale) 

La période présente effectivement une alternance de jours ensoleillés et nuageuses. 
L’irradiance au zénith varie entre 450 W/m² et 1000 W/m² avec une irradiance moyenne autour 
de 279 W/m² sur l’ensemble de la période. La température ambiante est comprise entre 11°C et 
28°C. La vitesse moyenne du vent est modérée et atteint une valeur maximale de 30 km/h. 

Le modèle numérique calibré est alors testé dans des conditions météorologiques moins 
favorables. La simulation est faite du 16/02/2022 à 6h au 6/03/2022 à 6h et elle comporte des 
journées avec des conditions variées (Figure 6 et Figure 7). L’ensoleillement global horizontal 
est beaucoup plus faible comparé aux périodes précédentes avec une valeur maximale autour 
de 650 W/m² avec une moyenne sur la séquence entière de 107 W/m². L’air environnant est 
également plus froid avec une température comprise entre -2°C et 13°C. 

 

Figure 6 : Irradiance globale horizontale et 

humidité relative (Période hivernale) 

 
Figure 7 : Température ambiante et vitesse du 

vent (Période hivernale) 
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3.2. Analyse de sensibilité 

Les indices de sensibilités obtenus grâce à la méthode de criblage de Morris sont présentés 
dans la Figure 8 : 

 

 𝜇𝑗 [MJ] 𝜎𝑗  [MJ] 

η0 2800 679 
a1 -1355 651 
a2 37 26 
b0 14 6 
b1 47 19 
Uedge -1020 421 
ρ 240 105 

 

Figure 8  Indices de sensibilité de Morris 

Plus un point est éloigné de l’origine, plus le coefficient associé est impactant. Pour le 
modèle numérique du site étudié, les trois paramètres les plus influents sont le rendement 
optique η0 (d*=2883 MJ), le coefficient d’efficacité de premier ordre du capteur a1 (d*=1516 
MJ) et le coefficient de déperdition thermique du réservoir Uedge (d*=1108 MJ). Les quatre 
autres paramètres ont une influence plus faible sur l’énergie fournie. Une moyenne des effets 
élémentaires 𝜇𝑗 positive implique une augmentation de l’énergie utile fournie et inversement. 

En conclusion, l’ensemble des indices de sensibilité ciblent η0, a1 et Uedge comme étant les 
paramètres les plus influents. Par conséquent, leur identification est indispensable pour 
améliorer la confrontation mesure/simulation. Dans cette optique, l’identification des 
coefficients b0, b1, et a2 ne présente pas d’intérêt. L’albédo étant moins influent que les trois 
premiers et ayant de plus été mesuré expérimentalement, il est écarté du processus 
d’optimisation. Pour ces derniers paramètres, les valeurs utilisées dans les simulations seront 
les valeurs de références présentées dans le Tableau 1. 

3.3. Identification des coefficients 

L’optimisation donne une fonction coût (PMAE) de 2.2%. Les valeurs des coefficients 
identifiés sont présentées dans le Tableau 2 : 

 Valeur initiale Valeur identifiée Unité 
η0 0.6 0.75 - 
a1 5 4.64 kJ.hr-1.m-2.K-1 
Uedge 3.7 3.16 kJ.hr-1.K-1 

Tableau 2 : Résultats de l’identification 

Le triplet de coefficients se démarque des valeurs usuelles pour des capteurs à tubes sous 
vide. Ils sont représentatifs des performances d’un arrangement de capteur spécifique en 
fonctionnement et non dans le cadre d’un essai normatif. 
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3.4. Validation du modèle 

Les paramètres identifiés permettent d’estimer les énergies journalières suivantes durant les 
deux séquences expérimentales (Figure 9 et Figure 10): 

 
Figure 9 : Confrontation modèle/mesure 

(Période estivale) 

 
Figure 10 : Confrontation modèle/mesure 

(Période hivernale) 

Pour les deux périodes étudiées, la confrontation simulation/expérience donne un résultat 
cohérent. L’erreur relative sur l’ensemble de la période estivale est de 0.5% et le PMAE est 
pour rappel de 2.2%. Le modèle surestime l’énergie fournie durant la période hivernale de 2.8%. 
La déviation moyenne entre les mesures et la simulation est de 5.8%. À noter que les valeurs 
absolues des erreurs en hiver et en été sont dans le même ordre de grandeur. Sur la séquence 
hivernale, la valeur de Qsup moins élevée implique une erreur relative journalière plus 
importante mais n’excédant toutefois pas 15%. 

4. Conclusion 

Ce travail présente la démarche mise en œuvre pour valider le modèle numérique d’une 
installation solaire conçue pour une production biquotidienne d’eau chaude dans le cadre d’une 
application agricole. 

Dans un premier temps une analyse de sensibilité a permis d’éliminer les paramètres ayant 
une influence négligeable sur l’estimation de l’énergie fournie par les capteurs solaires. Les 
trois paramètres retenus (η0, a1 et Uedge) sont identifiés afin de minimiser l’erreur entre l’énergie 
mesurée et simulée. 

Le triplet de coefficients identifiés a été utilisé pour valider le modèle durant deux séquences 
expérimentales. Une estivale où l’erreur relative sur l’énergie fournie est de 0.5% avec un 
PMAE de 2.2% et une hivernale où l’erreur n’excède pas 2.8%. 

Le modèle numérique validé est un outil d’aide au dimensionnement et à l’amélioration des 
futures installations solaires de production d’eau chaude afin de réduire la consommation 
d’énergie fossile dans le secteur de l’agriculture. 
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Résumé – La présente étude évalue l’influence de la sous-oxygénation sur le comportement thermique 
du poly-méthacrylate de méthyle acrylique (PMMA) en cône calorimètre à atmosphère contrôlée 
(CACC). Les essais ont été menés pour différentes concentrations d'oxygène, comprises entre 10% vol 
et 21% vol et pour un éclairement énergétique de 35 kW/m2. L’analyse se concentre sur le 
comportement de la phase solide et de la phase gazeuse, considérant l’étude de la vitesse de perte de 
masse (MLR), du taux de dégagement de chaleur (HRR) et des températures. Les résultats montrent 
l’effet significatif de la concentration d’oxygène sur la combustion du matériau polymère. 

Nomenclature  

͞͞   Moyenne temporelle  
<.> Moyenne spatiale 
’’ Par unité de surface, /m2 

 洃 Vitesse de perte de masse, g/s܀
P Position de la surface de l’échantillon, 

mm  

Q̇ Taux de dégagement de chaleur, kW  
T Température, K 
XO2 Concentration d’oxygène (%vol)    
Z Hauteur, mm  

Indices 
O2 Concentration d’oxygène  
21 Air 

1. Introduction  

Le comportement au feu des matériaux solides dépend fortement de la quantité d’oxygène 
présente dans l’air ambiant [1]. En effet, lorsque la quantité d’oxygène n’est pas suffisante, le 
feu passe à un état sous-ventilé et des comportements complexes en phase gazeuse peuvent 
être observés. Ils affectent directement les transferts de chaleur et de masse en surface du 
matériau et par conséquent sa décomposition thermique et sa combustion [2][3].  

Il apparait alors que les modèles numériques actuellement utilisés en ingénierie de sécurité 
incendie ne permettent pas de bien tenir compte de telles situations, lesquelles ont pourtant 
tendance à se développer du fait par exemple de l’évolution des enveloppes bâtimentaires et 
de leurs isolations. Pour pouvoir modéliser la réaction au feu d’un matériau en atmosphère 
sous-oxygénée, il faut pouvoir appréhender les réactions thermochimiques qui le régissent, les 
échanges thermiques aux interfaces solide-gaz, etc. 

Le matériau utilisé dans cette étude est le poly-méthacrylate de méthyle acrylique (PMMA) 
de fait de son processus de décomposition relativement simple [4]. Plusieurs études sur le 
PMMA ont été menées pour comprendre le comportement de ce matériau durant sa 
combustion. Toutefois, peu d’études permettent de comprendre le comportement au feu des 
matériaux polymères (et donc du PMMA) en atmosphère viciée. Citons par exemple les 
travaux de Tewarson et al [3] (16.6% à 46.5% d’O2), Santo et al [5] (18% à 20.9% d’O2), 
Kacem et al [6] (21% d’O2) ou encore de Beaulieu et al [7] (21% d’O2). De plus, la majorité 
des études se sont limités à des concentrations d’oxygène comprises entre 16 et 21% bien que 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-113
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le matériau puisse réagir à des concentrations plus faibles lorsqu’il est exposé à un flux 
radiant externe [8].  

Dans ce contexte la présente étude a pour enjeu de caractériser la décomposition thermique 
et la combustion du PMMA pour des concentrations en dioxygène variant de 21 à 10% vol. 
Pour cela, une étude expérimentale est conduite en cône calorimètre à atmosphère contrôlée 
[9]. Outre la vitesse de perte de masse (Mass Loss Rate ou MLR en anglais) et le taux de 
dégagement de chaleur (Heat Release Rate ou HRR en anglais), une instrumentation 
spécifique a été mise en œuvre afin de caractériser les champs de température au sein des 
phases gazeuse et solide. Ce travail permet alors d’appréhender les effets de la sous-
oxygénation sur les transferts de chaleur. 

2. Approche expérimentale 

2.1. Matériau étudié 

Le matériau utilisé dans cette étude est le poly-méthacrylate de méthyle acrylique (PMMA) 
coulé transparent. Ce polymère n’est ni chargé, ni ignifugé. Sa masse volumique apparente est 
de 1183 kg/m3. La composition élémentaire de ce PMMA est inconnue, toutefois, des valeurs 
sont disponibles pour des produits similaires [10]. Le comportement du PMMA de la présente 
étude a déjà été étudié à plus grande échelle notamment par Alibert [11] et Kacem [12]. Lors 
des essais en cône calorimètre à atmosphère contrôlée (CCAC), les échantillons sont de 
dimensions 100×100×30mm3.  

Les éprouvettes ont été conditionnées à (23±2)℃ et avec une humidité relative de (50±5)% 
pendant plus de 88 heures, en respect de la norme ISO 291 [13]. 

2.2. Dispositif expérimental 

Ces expériences ont été réalisées à l'aide du cône calorimètre à atmosphère contrôlée 
(CCAC) illustré sur la Figure 1, qui est une variante du cône calorimètre (CC) décrit dans la 
norme ISO 5660-1 [14]. Ce dispositif expérimental permet d’étudier la réaction au feu d’un 
matériau horizontal en faisant varier l’éclairement énergétique et les conditions 
environnantes.  Le CCAC est constitué d’un cône radiant positionné au sommet d’une 
enceinte métallique permettant d’en contrôler l’atmosphère. La connexion entre le cône 
radiant et l’enceinte métallique est refroidie à l'eau afin de limiter l’échauffement des parois.  
Une cheminée de 0,6m de hauteur est placée en partie supérieure et directement sous la hotte 
sans y être reliée. Cette cheminée est utilisée pour limiter les phénomènes de post oxydation 
en sortie de cône [15]. Pour éviter le retour de l'air ambiant à contrecourant à l'intérieur de la 
cheminée, une restriction de 20% de diamètre est appliquée à la sortie de la cheminée. Le 
cône tronqué rayonnant similaire à un corps gris permet d’exposer le matériau étudié à un 
éclairement énergétique souhaité compris entre 10 et 75 kW/m². Le dispositif est équipé d'une 
fenêtre d'observation. Le CCAC est équipé d’une balance de précision permettant de mesurer 
la perte de masse de l'échantillon durant l’essai.  

L’échantillon de dimensions 100×100×30 mm3 est recouvert d'une feuille d'aluminium sur 
3 de ses faces latérales et sur la face inférieure. Un côté est laissé ouvert pour observer 
l’évolution temporelle de la surface au cours des essais. La feuille d'aluminium est utilisée 
pour limiter les diffusions gazeuses sur les côtés de l'échantillon et contrôle la taille de la 
surface exposée. L'échantillon est ensuite recouvert d'un cadre métallique. De fait, la surface 
exposée au flux de chaleur radiant provenant du cône est de 88,36mm2. Une plaque de silicate 
isolante est placée en face arrière de l'échantillon pour ajuster sa hauteur. La hauteur entre la 
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surface exposée de l'échantillon et le cône radiant est de 25mm. Une bougie d'allumage, située 
à 15mm au-dessus de la surface exposée de l’échantillon permet d’enflammer les gaz de 
décomposition lorsque la concentration des gaz atteint la valeur limite d’inflammation. Au 
sein du conduit d'évacuation des fumées, un anneau de prélèvement permet l’échantillonnage 
des gaz, lesquels sont alors conduits à des analyseurs de monoxyde de carbone, de dioxyde de 
carbone et d'oxygène. La mesure de ces gaz permet de calculer le taux de dégagement de 
chaleur par la méthode de la déplétion en dioxygène.  

Dans le cas présent, la cheminée n'étant pas directement reliée à la hotte, l'air ambiant peut 
pénétrer dans le conduit d'évacuation, biaisant la mesure en oxygène et donc les calculs du 
taux de dégagement de chaleur. Pour compenser cette erreur, le taux de dégagement de 
chaleur est corrigé en utilisant la méthode de Werrel [16]. 

  
Figure 1 Le cône calorimètre à atmosphère 

contrôlée 
Figure 2 Disposition des thermocouples dans 
l’échantillon a) Vue de face et b)Vue de profil 

Au cours des essais, les températures en phase gazeuse sont mesurées. La cheminée a ainsi 
été modifiée pour permettre l'insertion de 6 thermocouples chemisés de type K et de diamètre 
0,5mm comme illustré en Figure 1. Le premier thermocouple est positionné à une hauteur de 
50mm de la base de la cheminée c.à.d. à une hauteur de 155mm de la surface initiale de 
l’échantillon. Les autres thermocouples sont ensuite espacés de 100mm. Ils sont positionnés 
de sorte que la jonction chaude soit sur l’axe central de la cheminée.  

En phase solide, 5 thermocouples sont introduits dans l’échantillon (Figure 2). Les 
thermocouples sont disposés sur 2 axes et en quiconque pour ne pas biaiser les mesures. Les 
thermocouples à l’intérieur de l’échantillon de PMMA sont également de type K et de 0,5mm 
de diamètre.  

2.3. Protocole expérimental et conditions d’essai 

Pendant le test, le débit d'extraction de la hotte est réglé à (24±2) l/s. Les essais sont 
réalisés sous un débit de gaz vecteur constant de 160 l/min. Le temps initial correspond à 
l’instant t où l'échantillon est exposé au cône radiant. La période d'échantillonnage est fixée à 
1s. L’acquisition est réalisée durant l’intégralité de la combustion et est stoppé plusieurs 
minutes après l’extinction de la combustion. Les essais sont effectués à des concentrations 
d'oxygène constantes : 10%, 11%, 12%, 15% et 21% vol et un éclairement énergétique de 35 
kW/m2. 
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3. Résultats 

3.1. Comportement sous air (21% d’O2) 

Cette section présente les résultats obtenus lors des essais sous air pour un éclairement 
énergétique de 35 kW⁄m2. Les figures 3 et 4 présentent respectivement l’évolution de la 
vitesse de perte de masse ܀洃, du taux de dégagement de chaleur par unité de surface Q̇’’ et des 
températures en phase gazeuse au cours des essais.  

  
Figure 3 Evolution temporelle de HRR et 

MLR sous 21% d’O2 
Figure 4 Evolution temporelle des températures 

en phase gazeuse sous 21% d’O2  

La décomposition thermique du PMMA est classiquement décrite par quatre étapes 
majeures illustrées sur la Figure 3. Quelques instants après son exposition au flux de chaleur, 
l'échantillon s'enflamme. Très rapidement, la flamme se développe sur l’intégralité de la 
surface (entre 0 et 500s). On peut observer que le HRR et la MLR augmentent brutalement 
jusqu’à atteindre un point d’inflexion. Cette phase est suivie d’une période stationnaire (entre 
500 et 1500s) où la vitesse de décomposition thermique reste quasi stable tout comme la 
structure de la flamme. Cette phase délimite l'intervalle de temps dans lequel toutes les 
moyennes temporelles de cette étude sont calculées. Cette étape est suivie, en fin d’essai, 
d'une rétroaction thermique (thermal feedback) qui se traduit par un pic de MLR et de HRR 
(entre 1500 et 1900s). Elle est induite par la plaque en silicate isolante positionnée sur la 
partie inférieure qui échauffe par retour thermique l’échantillon du fait de sa faible épaisseur 
résiduelle. Ce comportement thermique est décrit dans différentes études et est discuté plus en 
détail dans la référence [15]. 

Suivant le même principe que le HRR et la MLR, les températures en phase gazeuse 
(Figure 4) augmentent très rapidement pendant la phase de croissance jusqu’à atteindre un 
maximum aux alentours de 500s. A partir de cet instant les températures tendent 
progressivement à diminuer pendant la phase stationnaire entre 500 et 1500s. Les 
températures des gaz augmentent à nouveau lors de l’étape de rétroaction thermique 
(comprise entre 1500 et 1900s) puis diminuent finalement avec l'extinction. Ces résultats 
démontrent que les températures des gaz suivent globalement un comportement similaire à 
celui du HRR.  

La température la plus élevée est atteinte à 255 mm au-dessus de la surface du spécimen et 
diminue plus haut dans la cheminée. L’analyse des températures ne permet pas de déterminer 
avec justesse la hauteur de la flamme à l'intérieur de la cheminée. Cependant, étant donné que 
les deux températures de gaz les plus élevées se situent à une hauteur comprise entre 255 mm 
et 355 mm du spécimen, on peut supposer qu'il s'agit de la partie persistante de la flamme. La 
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flamme devient intermittente au-delà de cette hauteur. Il convient de souligner que la 
température du gaz la plus élevée est de (1121±87) K. Cette valeur est très proche des valeurs 
rapportées par Alibert et al [17] (1087±20) K, Kacem [6] (1100) K et Beaulieu et al [7] 
(1184±100) K pour des flammes de PMMA transparent. 

La Figure 5 représente la position P de la surface de l’échantillon de PMMA durant l’essai. 
Elle a été obtenue par post-traitement d’image sous Matlab 2019. La figure montre que la 
surface de régression est quasi-linéaire entre 0 et 1000s. A partir de 1000s, le traitement vidéo 
ne permet plus l’analyse de la position de la surface.  

 
Figure 5 Evolution de la position de la 
surface de l’échantillon de PMMA 

Figure 6 Evolution temporelle des 
températures en zone solide sous 21% d’O2  

La Figure 6 montre l’évolution temporelle des températures à l’intérieur de l’échantillon 
durant l’essai. Les températures ne sont plus représentées sur la figure lorsque le 
thermocouple sort du matériau. Les courbes de vitesse de perte de masse sont reportées pour 
situer les résultats en fonction de l’avancement de la décomposition thermique. Cette 
représentation permet d’observer l’échauffement du matériau durant l’essai. Compte tenu des 
caractéristiques optiques du PMMA (coefficient d’extinction) et des longueurs d’onde du 
rayonnement du cône radiant, Boulet et al [19] montre que l’échauffement du PMMA 
transparent en profondeur n’est pas uniquement conductif mais également radiatif. Les parts 
des 2 composantes, difficiles à évaluer expérimentalement, évoluent au cours du temps en 
profondeur.  En fonction de la position du thermocouple l’échauffement est différent pour 
chaque épaisseur, la température augmente brutalement au cours du temps lorsque la surface 
du solide se rapproche du thermocouple. 

A partir de ces mesures, le Tableau 1 synthétise les moyennes temporelles sous air du taux 
de dégagement de chaleur Q̇̇̅ ’’21, de la perte de masse ṁ̇̅ 21 et la moyenne spatiale et temporelle 
de la température en phase gazeuse <Ṫ̅ 21>. Ces valeurs sont utilisées dans le calcul des ratios 
de la partie 3.2. 

Q̇̇̅ ’’21 (kW/m2) ṁ̇̅ 21 (g/s) <Ṫ̅ 21> (K) 

522 0,2092 932 

Tableau 1 Valeurs moyennes du HRR, MLR et des températures lors de essais à 21% 

3.2. Comportement sous atmosphère viciée 

Dans cette section, le comportement du PMMA sous atmosphère appauvrie en oxygène est 
étudié.  Les essais ont été réalisés avec un éclairement énergétique de 35kW/m2 et sous les 
concentrations d’oxygène suivantes : 10%, 11%, 12%, 15% et 21%vol. Dans cette section les 
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résultats sont présentés sous forme de ratio d’une variable entre la valeur à une concentration 
d’oxygène donné et le résultat sous air. Cette approche permet de bien visualiser l’influence 
de l’oxygène sur la variable étudiée. Suivant cette approche, la Figure 7 représente les ratios 
de différentes variables en fonction de la concentration d’oxygène. L’analyse est réalisée à la 
fois sur le taux de dégagement de chaleur Q̇̇̅ ’’O2/Q̇̇̅ ’’21 (Figure 7.a), la vitesse de perte de 
masse ṁ̇̅ O2/ṁ̇̅ 21 (Figure 7.b), la moyenne spatiale des températures en phase gazeuse 
<Ṫ̅ O2>/<Ṫ̅ 21> (Figure 7.c) et la vitesse d’échauffement en phase solide ꞵ̇̅O2/ꞵ̇̅21 (Figure 7.d). La 
vitesse d’échauffement est obtenue en dérivant les températures par rapport au temps. Elle est 
moyennée sur la période de temps ou le thermocouple se trouve dans le matériau. On rappelle 
que l’ensemble des autres valeurs est moyenné sur la plage de temps de la partie stationnaire. 

La Figure 7.a, 7.b et 7.c montre que l’évolution des différents ratios évolue en fonction de 
la concentration en dioxygène. Deux comportements distincts peuvent être observés sur le 
régime de combustion du PMMA se traduisant par une rupture de pente aux alentours de 
12%. Le premier régime peut être défini sur une plage entre 21 et 12vol% en oxygène et un 
second entre 12 et 10%. Ce comportement a été observé par Marquis et al [8] sur un PMMA 
noir. Jusqu’à une concentration d’oxygène de 12%, la combustion du matériau se produit avec 
une flamme de diffusion en surface de l’éprouvette. En dessous de 12%, l’oxygène se 
rapproche de la limite d’inflammation, une transition du régime de combustion est alors 
observée. Ainsi la combustion se déroule avec une flamme qui se produit au sein de la 
cheminée. En dessous de 10%, aucune inflammation n’est observée, le niveau d’oxygène est 
en dessous de la limite d’inflammabilité. Marquis et al [8] ont démontré que le comportement 
de la phase solide jusqu’à 0% reste similaire à celui observé à 10%.  

 
Figure 7 Influence de la concentration d’O2  sur les ratios de a) HRR, b) MLR, c) températures en 

phase gazeuse et d)Vitesse d’échauffement 

La Figure 7.a montre que le HRR libéré pendant la combustion est maximum à 21% et 
diminue avec les niveaux d'oxygène. Les réactions homogènes en phase gazeuse tendent à 
diminuer, ce qui impacte directement l’énergie dégagée par la flamme et la densité de flux 
reçue en surface de l’échantillon. Il en résulte une réduction de la vitesse de décomposition 
thermique du PMMA [19]. 

Tout comme le HRR, la Figure 7.b montre que la MLR est maximale pour une 
concentration d’O2 de 21% puis, elle diminue avec les niveaux d’oxygène. A partir de 12% 
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l’apport de la flamme sur la décomposition du matériau diminue jusqu’à devenir totalement 
nulle à 10%. A cette concentration, la décomposition du matériau est liée uniquement à 
l’éclairement du cône radiant. Les réactions homogènes sont très limitées (HRR quasi nulle) 
et les températures mesurées en phase gazeuses sont fortement affectée par le rayonnement du 
conduit métallique.  

La Figure 7.c montre l’évolution du ratio des températures moyennes en fonction du 
niveau d’oxygène. Comme le HRR et la MLR, elles sont maximales à 21% et diminuent avec 
les niveaux d’oxygène. 

Enfin, la Figure 7.d montre l’évolution du ratio des vitesses d’échauffement en fonction du 
niveau d’oxygène à des différentes hauteurs dans le matériau. Elle est maximale à 21% et 
diminue avec l’oxygène. Un seul modèle linéaire peut être utilisé ici pour décrire le 
comportement sur toute la plage d’oxygène indépendamment de l’épaisseur. Contrairement 
aux autres variables, la rupture de pente liée à un changement de régime est difficile à 
détecter.  

En supposant une linéarité sur les plages concernées, il est possible de déterminer des 
modèles simples sous la forme y=ax+b avec y un ratio et x la concentration en oxygène pour 
décrire le comportement du MLR, du HRR, de la température des gaz ou de la température en 
phase solide en connaissant le comportement sous atmosphère normale. Les coefficients a et b 
alors obtenus sont présentés dans le Tableau 2. 

  Q̇̇̅ ’’O2/Q̇̇̅ ’’21 ṁ̇̅ O2/ṁ̇̅ 21 <Ṫ̅ O2>/<Ṫ̅ 21> ꞵO͞2/ꞵ2͞1 

  21%-12% 
a 0,0446 0,0352 0,0275 0,0458 

b 0,0638 0,275 0,425 0,043 

  12%-10% 
a 0,274 0,106 0,125 0,0458 

b -2,702 -0,606 -0,729 0,043 

Tableau 2 Coefficients a et b des droites représentant les deux régimes de combustions 

4. Conclusion 

Des essais ont été menés en CCAC pour déterminer l’influence de la concentration 
d’oxygène sur les températures en phases gazeuse et solide obtenues lors de la combustion 
d’un échantillon de PMMA. L’étude a montré que la plus faible température de gaz se trouve 
la plus proche de l’échantillon. A partir de 255mm où la température est la plus élevée, les 
températures des gaz diminuent avec la hauteur dans la cheminée. La température maximale 
observée est en accord avec les valeurs rapportées par la littérature. Il a été observé que la 
concentration d’oxygène a un effet important sur les paramètres de combustion du PMMA, 
notamment le régime de combustion, le HRR, la MLR et les températures en phases solide et 
gazeuse. La flamme migre dans le conduit en diminuant la concentration d’oxygène. Le HRR, 
la MLR ainsi que les températures diminuent avec la concentration d’oxygène. Un modèle a 
été proposé pour décrire le comportement des différentes variables en fonction de la 
concentration d’oxygène. Les essais futurs serviront à évaluer l’influence de l’éclairement 
énergétique. 
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Abstract - This study aims to examine the potential for using Human Hair Fibers (HHF) to adjust the 
thermal properties of indoor spaces: HHF has a thermal conductivity of roughly 0.037 W.m-1. K-1, 
making it a good thermal insulator. This study examines the effect of 0% to 8% HHF by weight of 
cement on the compressive strength, open porosity, and thermal conductivity of mortars. It was found 
that the addition of HHF results in a decrease in thermal conductivity and compressive strength with 
an increase in porosity. Adding 8% HHF allows to obtain a lightweight mortar with 37% less thermal 
conductivity than the reference mortar at 28 days. 

1. Introduction  

The European market offers a wide range of thermal insulation materials [1]. 
Approximately 60% of the market is dominated by mineral and inorganic fibrous materials 
such as glass and stone wool, 30% by organic foamy materials (expanded polystyrene, 
extruded polystyrene, and polyurethane). In comparison, 10% are comprised of combined 
materials (wool-wool, gypsum-foam) and new technologies like nano cellular foams and 
transparent materials [2]. As a result, bio-based building materials are becoming increasingly 
relevant since they have very low or even positive environmental impacts (renewable 
resources, CO2 storage, greenhouse gas emissions reduction, etc.) [3], [4]. Additionally, some 
of these materials have already been well established on the building market for many 
decades and possess excellent multi-physical properties (heat insulation, sound absorption, 
transmission loss) [5], [6].  

Although thermal insulations are environmentally friendly, they are energy-intensive to 
produce and use non-renewable materials. Reducing the energy consumption of buildings is 
one of the most important challenges of the 20th century, especially considering climate 
change, fossil resource scarcity, and global energy demand [1]. Thus, sustainable thermal 
insulation materials derived from renewable resources and industrial waste are becoming 
increasingly popular. The first use of human hair fibers in concrete was in India, Pakistan, 
Syria, and other countries [7]. Several articles were written about the mechanical properties of 
concrete reinforced with HHF [8], but none discussed the thermal and microstructural 
properties of mortar reinforced with HHF. The effect of HHF introduction at different rates on 
the mechanical, porosity, and thermal properties of mortars was thus studied here. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-129
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2.  Materials and methods  

2.1. Materials 

For mortar preparation, cement, water, and sand are used. CEM I 52.5 N CE CP2 NF 
Portland cement, normalized sand with a particle size between 0.08 and 2 mm and a density 
of 1713 kg/m3 were used. There is a sand/cement mixture ratio of 3 and a water/cement 
mixture of 0.5. In the study, hair fibers predominantly measured 2 cm in length, representing 
the practical availability of hair clippings from a specific establishment (Fig. 1). Utilizing 
Scanning Electron Microscopy (SEM) analysis, the fibers' average diameter was determined 
to be 70 micrometers. The aspect ratio, a critical parameter for assessing reinforcement 
potential in mortars, was calculated to be approximately 286 based on the fibers' average 
length and diameter. HHF are incorporated as an additive to mortars (by weight of cement) in 
varying percentages, such as 0%, 1%, 1.5%, 2%, 2.5%, 3%, 4%, and 8%.  

 
Fig. 1: Human hair fibers 

2.2. Mixing design and specimen preparation 

The formulation of mortar mixes follows the NF EN 196-1 standard protocol. First, HH 
fibers, cement, and water are mixed at a low speed (140 rpm) for 30 seconds. After that, the 
mix is sanded at a low speed for 30 seconds. It is then mixed for 30 seconds at high speed 
(285 rpm). In the final step, the components are mixed at high speed for 1 minute after 
scraping the mould for 90 seconds. Mortar cubes of 40x40x160mm size were fabricated to 
examine the compressive strength, the thermal conductivity and the open porosity. 

2.3. Characterization methods 

2.3.1. Mechanical characterization 

The mortar specimens were tested for compressive strength at day 7 and 28 using 
CONTROLS PILOT4 C300KN. The loading speed for compression is 2400 N/s and 50 N/s 
according to NF P 18-455. 
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2.3.2. Dry density and porosity 

Mortars density was calculated from dry sample mass and sample size 
measurements. Additionally, mercury injection is used to determine open porosity and pore 
size distribution. Measurement of mortar porosity is carried out using the Micrometrics 
Autopore IV 9520 Porosimeter. The penetrometer is filled with low-pressure mercury after 
removing all air (0.1 MPa). As the pressure increases, the mercury is able to reach smaller 
pores. After that, samples are placed in a hydraulic fluid under high pressure (up to 414 MPa). 

2.3.3. Thermal conductivity 

Thermal conductivity measurements were conducted using the Hot Disk probe. In this 
method, a Kapton sensor is used as a source of heat and temperature sensors. Most often, the 
probe is sandwiched between two identical samples. Prior to the experiment, the following 
parameters must be optimized: probe size, experiment duration, sample size, and probe power 
[9]. For each hair percentage, the sensor was placed between the mortars and three values 
were taken. Hair fibers of a specified apparent density were placed in between the probe, and 
a series of measurements were subsequently conducted to ascertain their thermal conductivity, 
in both a compacted and uncompacted state. 

3. Results and discussion 

3.1.1. Compressive strength 

The results of the compressive tests are plotted in Fig. 2. Each point represents the average 
of three tests. As compared to the reference mortar, mortar reinforced with HH fibers had a 
much lower compressive strength. A compressive strength of 36.4 MP, 29.1 MPa and 14.9 
MPa (day 28) can be achieved for 0%, 1% and 8% HHF. The addition of 8% HHF reduces 
compressive strength by 49%. A decrease in mechanical strength can be attributed to an 
increase in porosity caused by the incorporation of HHF particles into the matrix and poor 
HHF adhesion to the matrix. Aspect ratio, fiber content, and fiber treatment influence the 
mechanical properties of mortars [10].  It has also been observed that a high concentration of 
human hair in mortars causes balling and lumping of fibers, which would adversely affect the 
mechanical properties of the studied mortars. The compressive strength of mortars is reduced 
when HH fibers are added, but the materials produced have enough mechanical strength to be 
used in structural applications, for example, prefabricated blocks for load bearing walls with 
improved thermal insulation properties [9]. 
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Fig. 2: The influence of adding HHF on the Compressive strength 

3.1.2. Porosity 

As can be seen in Fig. 3, pores range in diameter between 3.6 nm and 429 µm. 
Furthermore, the pores increased in areas with pores between 100 nm and 10 µm and greater 
than 10 µm with the addition of hair fibers. The porosity of all mortars varied between 14.1 % 
and 23.2% when 8% HHF was added. The analysis reveals that the mortar exhibits a 
considerable number of macropores and large capillaries, which potentially contribute to 
reduced thermal conductivity. However, the presence of such pores in mortars is unfavorable, 
as it adversely impacts their mechanical strength. The primary cause for this reduction in 
mechanical properties is the presence of macropores, resulting from the addition of human 
hair fibers (HHF) to the cement paste and the transition zones formed between the cement 
paste and fibers. Consequently, it is crucial to balance thermal conductivity reduction and 
maintain adequate mechanical strength in mortars to achieve optimal performance. This can 
be attained by selecting suitable materials and adjusting mixing proportions during the mortar 
preparation process. Several studies have reported findings counter to the positive influence 
of fibers on the microstructural properties of mortars and concrete. For instance, Gencel et al. 
(2011) discovered that fiber addition could increase porosity and subsequently decrease 
mechanical strength [11]. Similarly, Yan et al. (2016) noted that incorporating bamboo fibers 
resulted in a compressive strength decrease of approximately 10% to 15% due to increased 
porosity [12]. Researchers have ascribed these trends to factors such as fiber-matrix 
compatibility issues, increased porosity, and the hydrophilic nature of natural fibers, leading 
to weaker interfaces between fibers and the mortar matrix [13]–[15].  
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Fig. 3 : Variation of the pores volume of mortars in different pore range 

3.1.3. Thermal conductivity and density 

Table 1 shows the thermal conductivity of mortars with different amounts of HH fibers. 
The results showed that the thermal conductivity of the mortars with HHF (1.72–1.2 W.m-1⋅K-

1) was lower than the reference mix (1.89 W.m-1⋅K-1). Thermal conductivity decreased by 
approximately 37% when adding 8% HH fibers. There is a direct correlation between thermal 
conductivity and density of bio-aggregate based building materials, as well as with 
formulation factors (binder, aggregates, and binder-aggregate ratios) and water content [16]. 
Therefore, the decreasing thermal conductivity values mainly resulted from the HH fibers 
used in mortars, which had a porous structure and low thermal conductivity (0.037 W.m-1⋅K-

1). It should be noted that the mentioned thermal conductivity value was measured at an 
apparent density of 506 ± 9 kg/m3 (with compaction). The low thermal conductivity of HH 
fibers is a key factor in reducing the overall thermal conductivity of the mortars. This is 
because the porous nature of HH fibers hinders the transfer of heat through the material, 
resulting in a decreased rate of thermal energy transmission. It can also be observed that the 
thermal conductivity results follow the same trend as the bulk density results, which indicates 
that the thermal conductivity decreases as mortar bulk density decreases. The thermal 
conductivity of the mortars with HH fibers mixes was consequently found to be reduced from 
1.72 to 1.20 W.m-1⋅K-1 with the corresponding bulk density of 2101–1945 kg/m3. 

Table 1 : Properties of produced HHF mortars 

HH fibers (%) Density (Kg.m-3) Thermal 
Conductivity 
(W.m-1.K-1) 

Compressive 
Strength (MPa) 

Porosity (%) 

0 2211 ± 1.1 1.89 ± 0.1 36.4 ± 2.3 14.11 ± 0.5 

1 2101 ± 0.2 1.72 ± 0.1 29.1 ± 3.7 17.23 ± 0.2 

1.5 2090 ± 0.3 1.63 ± 0.1 27.8 ± 2.9 17.44 ± 0.1 

2 2068 ± 0.2 1.57 ± 0.1 25.3 ± 5.5 19.05 ± 0.1 
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2.5 2063 ± 0.2 1.52 ± 0.1 24.2 ± 3.8 20.01 ± 2.6 

3 2045 ± 0.1 1.47 ± 0.1 22.5 ± 1.1 20.40 ± 1.3 

4 2020 ± 0.1 1.41 ± 0.1 21.1 ± 5.2 20.71 ± 0.8 

8 1945 ± 0.2 1.20 ± 0.1 14.9 ± 2.3 23.46 ± 1.3 

4. Conclusion and perspectives 

This study evaluated cement-based mortars containing HH fiber wastes' thermal, 
microstructural, and mechanical properties. It is possible to achieve a good balance between 
the thermal and mechanical performances of mortars by using HH fibers at an optimum 
content. Furthermore, the addition of HH fibers decreased the thermal conductivity of the 
composites studied by up to 37% when 8% HH fibers were added to mortars. Based on these 
experimental results, the following conclusions were drawn: 

• The compressive and bending strength were consistent with the density and 
porosity, indicating that adding more HH fiber will decrease its mechanical 
strength. 

• When HH fibers are added, the MIP tests reveal pores larger than 10 µm. 
Therefore, MIP results showed a gradual increase in porosity with HH fiber 
addition.    

• Human hair fiber reinforcement improves the insulation properties of mortar by 
reducing thermal conductivity. The results reveal that 8 wt% HHF with a thermal 
conductivity of 1.2 W.m−1.K−1 allows to obtain good thermal insulation with 
sufficient mechanical strength of some structural applications.  

The promising outcomes of the study suggest the need for additional research into the 
recycling of human hair for use in cementitious materials. Future investigations should 
consider several factors, such as the HHF treatment, including washing and drying before 
incorporation into mortar, or the use of superplasticizer to improve their dispersion, mortar 
flowability, and fiber/binder adhesion. Another aspect to explore is the impact of varying 
lengths of HHF on the mechanical strength of the material. The hygroscopic properties of 
HHF mortars should also be examined, as well as their environmental impact through a life 
cycle analysis. The incorporation of human hair waste-based mortars in construction practices 
presents a promising avenue for enhancing insulation in buildings while simultaneously 
mitigating the environmental impact associated with human hair waste.  
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Résumé -  L'eau de rosée, source alternative ou complémentaire d'eau potable, présente l'avantage de 
se condenser la nuit sans apport d’énergie sur des surfaces en échange radiatif avec le ciel. Les 
rendements de la collecte d'eau de rosée sont fortement influencés par les conditions météorologiques, 
mais aussi par les propriétés physiques et morphologiques des substrats utilisés. Le 
refroidissement radiatif est en effet dépendant des propriétés émissives d'un matériau. Les propriétés de 
mouillage conditionnent de plus le régime de condensation de l'eau qui peut être sous forme de gouttes 
ou de film. Cette étude propose d'observer l'influence de ces paramètres sur des surfaces modèles à base 
de silicium modifiées par nano-texturation (Black Silicon) dans un dispositif expérimental innovant 
reproduisant en laboratoire le refroidissement radiatif. 

Nomenclature 

k coefficient de convection, W.m-2.K-1 
Cp capacité thermique massique, J.kg-1.K-1 
h épaisseur du film équivalent, mm 
Lv chaleur latente de vaporisation, J.kg-1 

m masse, kg 
Pv Pression de vapeur, Pa 
S surface de contact d’une goutte, m2 
T température, K 
 
Symboles grecs 
γ constante psychrométrique 
ε émissivité 
θ angle de contact statique, ° 
λ longueur d’onde, nm 

σ constante de Stefan, W.m-2.K-4 

φ flux thermique, W.m-2 

 

Indices et exposants 
amb ambiant 
cond conductif 
rad radiatif 
s substrat 
sup supérieur 
inf inférieur 
r rosée 
capt   capteur 
mes    mesurée 
cal calculée 

1. Introduction  

La distribution de la luminance spectrale de l’atmosphère présente des pics d’émission 
correspondants aux différents composants de l’atmosphère tels que le CO2, H2O, ou O3 [1], [2]. 
L’atmosphère n’émet que peu de rayonnement dans la plage de longueurs d’ondes de l’infra-
rouge comprise en 8 et 13 μm, appelée la fenêtre atmosphérique. Un corps émissif qui échange 
de l’énergie par rayonnement avec l’atmosphère va donc se retrouver en déficit radiatif et, 
lorsque l’équilibre thermique sera atteint, sa température sera moins élevée que la température 
ambiante. Si la température du corps descend au-dessous de la température du point de rosée, 
alors l’eau présente à l’état de vapeur se condense sur la surface pour former la rosée naturelle. 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-133
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La température du point de rosée 𝑇𝑟 dépend uniquement de la température 𝑇𝑎𝑚𝑏  de l’air ambiant 
et de son humidité relative (HR)  [3], [4] selon l’équation (1). 

𝑇𝑟 = 𝑐 [𝑙𝑛 ( 𝐻𝑅100) + 𝑏𝑇𝑎𝑚𝑏𝑐 + 𝑇𝑎𝑚𝑏]𝑏 − 𝑙𝑛 ( 𝐻𝑅100) +  𝑏𝑇𝑎𝑚𝑏𝑐 + 𝑇𝑎𝑚𝑏 (1) 

Avec b et c deux constantes respectivement égales à b = 17.625 °C-1 et c = 243.04 °C. 

La différence de température entre l’air ambiant et la surface de condensation entraîne un 
gradient de pression partielle en vapeur d’eau et donc une diffusion de la vapeur d’eau vers la 
surface froide. Si l’on considère que toute la vapeur d’eau qui diffuse vers la surface froide 
subit une transformation de l’état de vapeur vers l’état liquide, le taux de condensation n’est 
alors limité que par la diffusion des molécules à travers une couche limite de concentration. 
Ceci s’exprime par l’équation 2 [1]: 𝑑ℎ𝑑𝑡 = 𝑘𝛾𝐿𝑣 [𝑃𝑣(𝑇𝑎𝑚𝑏) − 𝑃𝑣(𝑇𝑠)] (2) 

Où h est le volume d’eau condensé par unité de surface. k est le coefficient de convection 
thermique , γ est la constante psychrométrique qui relie les pressions de vapeur et de saturation 
aux températures sèches et humides, 𝐿𝑣 est la chaleur latente de vaporisation. 𝑃𝑣 est la pression 
de vapeur correspondant à la température ambiante 𝑇𝑎𝑚𝑏 et à la température de la surface 𝑇𝑠. 
L’équation (2) utilise le fait que les couches limites de diffusion des molécules et de la chaleur 
sont égales par suite de l’égalité inhabituelle du coefficient de diffusion massique avec la 
diffusivité thermique (24x10-6 m2.s-1). 

 La collecte d’eau de rosée représente un enjeu important dans des zones arides où les 
populations ont un accès difficile à l’eau. Il est possible de récupérer plus d’eau de rosée que 
d’eau de pluie dans certaines régions et à certaines périodes de l’année [5].  Les rendements 
maximaux des dispositifs existants sont aux alentours de 0.4-0.5 L/m2/nuit de rosée alors que 
le rendement théorique maximal est d’environ 1 L/m2/nuit de rosée [1].  

L’objectif de cette étude est de développer un dispositif expérimental permettant de 
reproduire en laboratoire la formation de la rosée par un échange radiatif entre une surface et 
une source froide. Par rapport au prototype proposé en [6], plusieurs améliorations sont 
implémentées. Tout d’abord, les dimensions du dispositif ont été augmentées significativement 
d’un facteur 5 à 10. De plus, l’utilisation de l’enceinte climatique permet un contrôle des 
paramètres 𝑇𝑎𝑚𝑏 et RH plus précis. Cet article présente une caractérisation de la variation de 
l’intensité du refroidissement radiatif en fonction de l’aire de la surface rayonnante de la source 
froide et de l’émissivité des substrats.  

2. Dispositif expérimental et matériaux 

Le dispositif expérimental permettant le refroidissement d’un échantillon par échange 
radiatif avec de la glace carbonique est décrit par la figure 1. Le dispositif est installé dans une 
chambre climatique Memmert HPP 750 eco (A) qui permet de réguler l’air intérieur en 
température (5-70 °C) et en humidité relative (RH, 10-90%) . Les conditions expérimentales 
étudiées sont 𝑇𝑒𝑛𝑐𝑒𝑖𝑛𝑡𝑒 = 30 °C et RH = 85%. La chambre radiative (F) et le compartiment à 
glace carbonique (L) sont séparés par un double vitrage en polypropylène (J) dont la fonction 
est d’empêcher les échanges thermiques par déplacement de matière tout en assurant une très 
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bonne transmission du rayonnement infrarouge (IR). La température de sublimation de la glace 
carbonique est de 195 K et son émissivité est 𝜀𝑐𝑎𝑟𝑏𝑜𝑔𝑙𝑎𝑐𝑒 = 0.95. D’après la loi de Stefan-
Boltzmann, la glace carbonique rayonne une quantité d’énergie moins importante qu’une 
surface de même émissivité à température ambiante. En revanche sa forte émissivité permet 
l’absorption du rayonnement provenant de l’échantillon d’après la loi du rayonnement de 
Kirchhoff. 

 
Figure 1 : schéma du dispositif expérimental. A : enceinte climatique. B : caméra infra-rouge.      

C : thermo-fluxmètres. D : échantillon. E : isolant polyuréthane. F : chambre radiative. G : parois en 
aluminium. H : représentation de l’échange radiatif. I : balance. J : film de polypropylène.                

K : ventilation. L : glace carbonique. 

Deux réservoirs de glace carbonique sont utilisés afin de faire varier le déficit radiatif, un 
petit réservoir de dimensions 15x15cm² et un grand réservoir de dimensions 28x28cm². Les 
parois de la chambre radiative sont en aluminium (G) dont la propriété est de réfléchir le 
rayonnement IR, augmentant l’échange radiatif entre l’échantillon et la glace carbonique. Un 
système de ventilation (K) est mis en place entre les deux films de polypropylène afin d’y éviter 
la condensation d’eau dont la conséquence serait d’absorber et réemettre les radiation IR et 
donc d’inhiber les échanges radiatifs. Un échantillon (D) est placé sur un porte-échantillon 
composé d’un isolant en polyuréthane (E) qui repose sur une balance (I). Une caméra 
thermographique (B) permet la visualisation de la nucléation et de la croissance des gouttes sur 
l’échantillon. Des thermo-fluxmètres (C) sont disposés sur les parois de l’enceinte, ainsi que 
sur le porte-échantillon. Les dispositifs (B), (C), et (I) permettent l’acquisition de données tout 
le long de l’expérience. 

2.1. Matériaux 

Les surfaces étudiées sont des wafers de Silicium (Si) de dimensions 6x6x0.025 cm3 (L*l*h) 
et de conductivité thermique égale à 148 W.m-1.K-1, dont on fait varier l’émissivité par 
traitement plasma. Le traitement a pour conséquence de nano-structurer la surface en y formant 
des pics dont la hauteur est d’environ 1 μm. Cette texturation de surface a un impact sur les 
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propriétés radiatives du substrat et augmente son absorptivité. Le matériau obtenu par cette 
texturation du silicium est appelé Black Silicon (BSi) en référence à sa très grande abosrptivité 
proche de 1 [7], [8]. Une très forte propriété d’absorption du matériau implique donc une très 
forte propriété d’émission et va donc permettre un refroidissement radiatif plus efficace. Dans 
le cadre de nos expérimentations, nous considérons les émissivités totales 𝜀𝑆𝑖 = 0.7 et 𝜀𝐵𝑆𝑖 = 
0.95. Il est à noter, cependant, que dès que la condensation commence, l’émissivité de l’eau 
(0.95-0.98) [9] dans la fenêtre atmosphérique va rapidement dominer l’émissivité du substrat 
sec.  

 
2.2. Taux de condensation 

Le taux de condensation est défini comme l’évolution du volume d’eau condensée par unité 
de surface et est exprimé en L/m²/h ou mm/h. Expérimentalement, le taux de condensation est 
obtenu par trois méthodes différentes à partir des mesures fournies par les thermo-fluxmètres 
(B), la balance (C) et la caméra IR (I) présentés sur la figure 1. 

 
2.2.1.  Mesure de flux de chaleur 

Des thermo-fluxmètres sont positionnés à divers emplacements du dispositif expérimental, 
et sont reliés à des systèmes d’acquisitions continues. Les capteurs 1 et 2 sont situés sur les 
parois de la chambre radiative et renseignent sur la température ambiante 𝑇𝑎𝑚𝑏 (fig.3). Cette 
mesure dont la précision est de 0.1°C est plus adéquate que la valeur de consigne de l’enceinte 
climatique. Les thermo-fluxmètre 6 et 7 sont positionnés à côté de la surface, sur la partie 
supérieure du porte-échantillon (fig.3). Le capteur 7 mesure uniquement le flux radiatif net du 
capteur tandis que le capteur 8 mesure le flux global qui est la somme du flux radiatif et du flux 
convectif. La différence entre les deux valeurs enregistrées renseigne donc sur le flux convectif 𝜑𝑐𝑜𝑛𝑣. A partir de ces deux capteurs, il est possible de déterminer la valeur du flux radiatif 
incident 𝜑𝑟𝑎𝑑,𝑠𝑢𝑝 ainsi que le coefficient de convection 𝑘𝑠𝑢𝑝  sur le porte-échantillon. Les 
capteurs 4 et 5 (fig.3), identiques aux capteurs 6 et 7, sont placés sous le porte-échantillon et 
donnent accès au flux radiatif net incident sous le porte échantillon, 𝜑𝑟𝑎𝑑,𝑖𝑛𝑓. La figure 2 montre 
les valeurs des flux radiatifs nets 𝜑𝑟𝑎𝑑,𝑠𝑢𝑝 et 𝜑𝑟𝑎𝑑,𝑖𝑛𝑓. Le déficit est environ 2 fois plus 
conséquent sous le porte-échantillon ce qui est cohérent car la face inférieure du porte-
échantillon est située en face de la glace carbonique. De plus, on observe que le flux global sur 
le porte-échantillon est plus important que le flux radiatif net seul, car le flux convectif apporte 
de l’énergie au capteur, la température ambiante étant supérieure à celle du capteur. Il est à 
noter que ces capteurs ne sont pas en contact direct avec l’isolant ce qui implique qu’ils soient 
moins refroidis que le substrat utilisé. Cela permet d’éviter qu’il y ait de la condensation sur les 
capteurs. Le capteur 3 (fig.3) est situé au centre de l’isolant. Il permet de mesurer la valeur du 
flux conductif 𝜑𝑐𝑜𝑛𝑑 transmis par l’isolant au substrat. Un thermo-fluxmètre 8 placé sous 
l’échantillon (fig. 3) permet de mesurer la température de l’échantillon, 𝑇𝑠  (supposée uniforme 
dans l’épaisseur de l’échantillon). 

La température 𝑇𝑠 de l’échantillon peut être calculée à chaque instant grâce à l’équation (3) : 

𝑚𝐶𝑝 𝑑𝑇𝑠𝑑𝑡 = 𝜀(𝜑𝑟𝑎𝑑,𝑠𝑢𝑝 − 𝜎𝑇𝑠4) + 𝜑𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑠𝑢𝑝 + 𝜑𝑐𝑜𝑛𝑑 

Ici m est la masse de l’échantillon et 𝐶𝑝 est sa capacité calorifique massique. Le taux de 
condensation peut par la suite être calculé à partir de l’équation (2). Il est à noter que l’équation 
(3) introduit une approximation. Nous considérons que l’émissivité totale est égale à 

(3) 
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l’absorptivité totale du substrat ce qui implique que l’émissivité spectrale de notre échantillon 
soit constante. En effet, le flux radiatif reçu par l’échantillon est composé d’un rayonnement 
dans l’infra-rouge lointain dont la source est la glace carbonique. Le rayonnement émis et le 
rayonnement reçu par le substrat diffèrent donc par leur domaine spectral. La comparaison entre 
le calcul de la température de l’échantillon (équation 3) et la mesure du thermo-fluxmètre 8 est 
présentée sur la figure 3, l’écart moyen est de 0.3 °C. 

 
Figure 2 : Flux de chaleur radiatifs et globaux 

mesurés sur et sous le porte-échantillon. 

   
Figure 3 : Evolution des températures 

mesurées et calculées dans la chambre radiative. 

 

2.2.2. Mesure de masse 

La mesure la plus directe du taux de condensation est fournie par la balance sur laquelle 
repose le porte-échantillon. La balance enregistre une variation de masse qui correspond à la 
nucléation et à la croissance des gouttes d’eau sur l’échantillon, mais aussi sur les parois du 
porte-échantillon. La condensation sur les parois du porte-échantillon est diminuée par le fait 
que les surfaces sont en aluminium, et donc peu émissives. La condensation sur les thermo-
fluxmètres survient de manière plus fréquente. Elle est identifiable grâce aux valeurs acquises 
par les capteurs car l’énergie transmise par la condensation de l’eau perturbe la mesure des 
différents flux. 

2.2.3. Visualisation des gouttes 

L’acquisition d’images par caméra thermique permet la visualisation de la croissance des 
gouttes sur les surfaces lisses (fig. 4). Il est à noter que le gradient de température (fig. 4 et 5) 
n’est pas une mesure physique réelle mais un effet induit par l’utilisation de bague-allonges qui 
réduisent le rayonnement capté par la caméra thermique. De plus, l’échelle mesurant la densité 
de flux énergétique rayonnée par le substrat n’est pas la même entre les figures 4 et 5. Une 
analyse des images renseigne sur la surface S couverte par chaque goutte Dans le cas d’une 
goutte ayant la forme d’une calotte sphérique, le volume est calculé à partir de S connaissant 
l’angle de contact 𝜃 de la goutte sur le substrat, à l’aide de l’équation (4) [10], [11] : 𝑉 = 𝑆3/2√𝜋 ∗ 2 − 3𝑐𝑜𝑠𝜃 + 𝑐𝑜𝑠3𝜃3𝑠𝑖𝑛3𝜃   

 

L’évolution du volume d’eau sur les différentes images s’avère par conséquent être une 
nouvelle mesure du taux de condensation de la surface. L’angle de contact statique d’une goutte 
d’eau sur les différentes surfaces a été caractérisé avec un goniomètre Kruss DSA 25S. Sur le 
BSi, une goutte déposée est dans un état Cassie-Baxter. En revanche, la condensation de l’eau 

(4) 
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sur le BSi se fait  sous forme de film (état Wenzel, fig. 5) car les nucléi d’eau sont suffisament 
petits pour se former au fond des interstices du BSi [12]. La nucléation hétérogène de l’eau dans 
les interstices est privilégiée lorsque la surface est chimiquement hydrophile, ce qui est le cas 
pour le Silicium. Dans le cas du BSi, la détermination du volume d’eau condensé à partir des 
images de thermographie IR n’est donc pas possible. 

 
Figure 4 : Visualisation par thermographie IR, 

condensation en gouttes sur du Si. 

   
Figure 5 : Visualisation par thermographie 

IR, condensation en film sur du BSi. 

3. Résultats 

Nous présentons ici les résultats obtenus lors des expériences menées dans la chambre 
radiative. Il est à noter que les taux de condensation obtenus par l’analyse des flux ne sont pas 
renseignés lorsque la température du substrat 𝑇𝑠 est proche du point de rosée 𝑇𝑟 car les 
incertitudes sont trop importantes. 

 
3.1. Influence de la source froide 

Une première expérience consiste à comparer les taux de condensation sur un échantillon donné 
(Si) en faisant varier la taille de la cuve de glace carbonique (fig. 6). On observe que le flux 
radiatif incident sur la surface 𝜑𝑟𝑎𝑑,𝑠𝑢𝑝 est compris entre 400 et 415 W/m² avec la petite cuve 
(1515 cm²) et vaut entre 355 et 365 W/m² avec la grande cuve (2828 cm²). On observe que 
la température du substrat est plus faible avec la grande cuve et que le taux de condensation 
mesuré par la balance est significativement plus grand.  

  
Figure 6 : Taux de condensation mesuré par les méthodes (2.2.1), (2.2.2) et (2.2.3) : influence de 

la surface de la source froide. 
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Bien que l’analyse d’images indique des taux de condensation inférieurs à ceux obtenus soit 
par la balance, soit par les flux, les résultats sont tout de même cohérents.  Les images 
provenant du centre de la surface ne tiennent en effet pas compte des gouttes sur les bords. Or 
il s’avère que le taux de condensation n’est pas homogène sur la surface [13], la croissance des 
gouttes étant  plus importante sur les bords. Les gouttes de bord peuvent capter les molécules 
d’eau sur un plus grand angle solide que sur la surface, où elles sont en compétition. Cette 
compétition conduit à un gradient de concentration dirigé uniquement perpendiculairement à 
la surface. On constate cependant une différence significative du taux de condensation pour les 
différentes tailles de cuve. Le taux de condensation mesuré par analyse d’images pour les 
expériences avec la petite cuve est en effet compris entre 0.11 et 0.17 mm/h alors que celui de 
la grande cuve est de 0.29 mm/h.  

 
3.2. Effet de l’émissivité du substrat 

Une seconde expérience consiste à comparer deux surfaces d’émissivité différentes, Si et 
BSi (fig.7). Les différences de température entre Si et BSi ne semblent pas significatives par 
rapport aux incertitudes de mesure car les valeurs ne semblent pas avoir une incidence 
importante sur le taux de condensation mesuré par la balance. Cette observation corrobore le 
fait que l’émissivité d’un substrat mouillé est dominée par l’émissivité de l’eau [9]. On 
remarque par ailleurs que, comme prévu, les taux de condensation augmentent lorsque la 
température diminue sur un même substrat.  

 
Figure 7 : Comparaison des taux de condensation mesurés sur du Si et du BSi en fonction de la 

température de la surface. 

 

Il est à noter que les variations des déficits radiatifs ne sont pas équivalentes entre (3.1) et 
(3.2). On considère comme référence les échantillons Si refroidis par la petite cuve à une 
température moyenne de 25.75°C. L’utilisation de la grande cuve (3.1) induit une augmentation 
du déficit radiatif de 33 W/m². En revanche, la variation d’émissivité entre Si et BSi (3.2) induit 
une augmentation du déficit radiatif de 12.5 W/m², et cette valeur diminue lorsque l’eau se 
condense et fait varier l’émissivité effective de la surface. Cela explique que les taux de 
condensation mesurés soient significativement plus importants lors de l’expérience (3.1). On 
remarque enfin que pour toutes les manipulations faites sur du Si et du BSi, lorsque la différence 
entre 𝑇𝑠 et 𝑇𝑎𝑚𝑏  est suffisamment grande, les taux de condensation mesurés par les flux et par 
la balance sont cohérents, compte-tenu des barres d’erreur. Ceci valide donc l’utilisation du 
modèle de croissance des gouttes par diffusion des molécules d’eau à travers la couche limite 
de concentration. 
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4. Conclusion 

Dans le cadre de l’étude de nouveaux matériaux pour la condensation de l’eau de rosée, la 
chambre radiative s’avère un dispositif expérimental adapté et efficace pour reproduire en 
laboratoire les conditions de refroidissement radiatif observées pour la rosée naturelle. Avec ce 
dispositif, un refroidissement du substrat de quelques °C est obtenu, ce qui permet, dans un air 
humide, la condensation de l’eau. Deux expérimentations ont permis de faire varier l’intensité 
du refroidissement radiatif : tout d’abord en modifiant la surface rayonnante de la source froide 
(glace carbonique), et ensuite en modifiant les propriétés émissives du substrat. Dans ce dernier 
cas, on observe comme prévu que l’eau domine l’émissivité du substrat mouillé par la 
condensation. Les taux de condensation obtenus par trois méthodes différentes (pesée, flux, 
taille des gouttes) se sont avérés être cohérents, démontrant la robustesse des méthodes de 
traitement des données. 
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Résumé - La gestion de la thermique lors des processus de mise en forme de pièces composites étant

un point clé de la qualité finale de la pièce produite, il est primordial de maı̂triser dans l’espace et dans

le temps le champ de température à la surface de l’outillage. L’utilisation d’un milieu poreux, ici des

structures lattices dans lesquelles un fluide va circuler permet d’améliorer et de maı̂triser spatialement

les échanges thermiques. Cet article vise à évaluer l’influence de la géométrie de la structure lattice sur

les échanges thermiques et la perte de charge, qui sont deux points déterminants dans les outillages de

mise en forme de composites.

Nomenclature

A surface, m2

cp capacité thermique massique, J.kg−1.K−1

d diamètre, m

L longueur, m

P pression, Pa

q̈ densité de flux thermique, W.m−2

T température, K

v vitesse, m.s−1

V volume, m3

y+ distance à la paroi adimentionnelle

Symboles grecs

η proportion

Θ indice de dépendance au maillage

λ conductivité thermique, W.m−1.K−1

µ viscosité dynamique, kg.m−1.s−1

ρ masse volumique, kg.m−3

ϕ porosité

φ flux de chaleur, W

Indices et exposants

avg moyenne

b brin

c contact

ifps interface fluide / plaque supérieure

ilps interface lattice / plaque supérieure

in entrée

max maximum

out sortie

st surface de travail

1. Introduction

L’utilisation des matériaux composites ne cesse d’augmenter, en particulier dans l’industrie

du transport. La mise en forme de ces pièces est un réel enjeu car les propriétés de celles-

ci dépendent de nombreux paramètres, dont un est essentiel : la gestion de la thermique lors

du cycle de fabrication. L’apport et l’évacuation de la chaleur dans la pièce doivent donc être

maı̂trisés afin de garantir la qualité de la pièce et une cadence de fabrication élevée. Une

mauvaise gestion de la thermique lors de la mise en forme peut entraı̂ner des défauts visuels

et mécaniques [1], [2], [3], ou géométriques [4]. La productivité du procédé, est largement

dépendante du temps de refroidissement de la pièce mise en forme. Ainsi, dans le cas des

https://doi.org/10.25855/SFT2023-010
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procédés de thermo-estampage ou de moulage par injection, plus de 50 % du temps de cycle

est dédié au refroidissement de la pièce [5], [6].Traditionnellement, la gestion thermique de

l’outillage est assurée par des canaux dans lesquels circule un fluide à température et débit

imposé. Cependant, la distance entre les canaux et la surface de l’outillage (L1, figure 1) va

être limitée par deux aspects : la résistance mécanique et le marquage thermique. Le temps de

réponse thermique va être contraint par cette distance. Une alternative aux approches classiques

est l’utilisation d’un milieu poreux constitué de structures lattices cubiques dans lequel un fluide

de régulation va circuler. Ces structures poreuses peuvent être intégrées dans les outillages au

plus près de la surface (à une distance L2 < L1) car elles apportent un renfort structurel, et

évitent le marquage thermique grâce à un écoulement sous forme de ≪ nappe ≫. L’inertie ther-

Figure 1 : Refroidissement classique par canaux (gauche) système proposé (droite)

mique peut alors être fortement réduite. Cette solution a pour objectif de réduire au maximum le

temps de réponse thermique de l’outillage lorsqu’il est soumis à des variations de température,

mais aussi de pouvoir concentrer localement les puissances à évacuer ou à apporter en adap-

tant spatialement la porosité de la structure. L’utilisation de telles structures est envisageable

grâce aux récents progrès au niveau de la fabrication additive permettant de réaliser des formes

complexes, comme les structures lattices, qui ne peuvent pas être réalisées en usinage.

1.1. Géométries des cellules étudiées

Dans cette étude, quatre géométries de cellules unitaires cubiques (cubique centrée : BCC

et cubique à faces centrées : FCC) de dimensions extérieures 10 mm × 10 mm × 10 mm ont

été utilisées. Les géométries ont été sélectionnées de manière à respecter la contrainte d’angle

d’inclinaison des brins de la structure qui ne doit pas excéder 45° afin d’être imprimées sans

avoir besoin de structure support. Les différentes géométries sont comparées à porosités égales

(ϕ = Vpores/Vtotal = 0.8) en faisant varier le diamètre des brins (db) d’une géométrie à l’autre

afin d’avoir un volume de fluide égal. Les cellules étudiées (figures 2a, 2b, 2c, et 2d ) ainsi

que leurs caractéristiques (db et Ac la surface de contact avec le fluide) sont présentées dans le

tableau 1.

(a) BCCZ (b) BCCZ+ (c) FCCZ (d) FCCZ+

Figure 2 : Géométries de cellules étudiées
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db Ac

m m2

BCCZ 2, 00.10−3 351.10−6

BCCZ+ 1, 90.10−3 365.10−6

FCCZ 2, 25.10−3 305.10−6

FCCZ+ 1, 96.10−3 350.10−6

Tableau 1 : Paramètres des différentes cellules unitaires pour ϕ = 0.8

2. Methode numérique

L’étude numérique a pour but d’analyser les échanges thermiques ainsi que l’écoulement

d’un fluide ayant lieu dans un système composé d’un canal contenant une succession de cel-

lules élémentaires dans lesquelles un fluide circule afin de refroidir une plaque supérieure où

un flux de chaleur est appliqué. Le système est alors dans une configuration de refroidisse-

ment. La résolution numérique de l’écoulement du fluide couplé aux transferts thermiques est

effectuée grâce à la méthode des volumes finis via le logiciel Fluent. L’étude est réalisée en

trois dimensions, en régime stationnaire et plusieurs hypothèses sont émises : 1) propriétés ther-

mophysiques constantes, 2) écoulement incompressible, 3) écoulement en régime permanent,

4) pas d’effet de la gravité.

2.1. Domaine de calcul et conditions aux limites

Le domaine d’étude est constitué d’une partie supérieure et une inférieure entre lesquelles se

trouve la structure lattice où circule le fluide. Ces trois domaines sont considérés en acier et la

partie fluide est constituée d’eau liquide. Les différentes propriétés des domaines précédents

sont précisées tableau 2. Une longueur d’entrée est présente afin d’assurer un écoulement

complètement développé et établi à l’entrée de la structure lattice. La longueur de sortie est

quant à elle présente pour éviter des problèmes de contre-pression. Une vitesse et température

constantes d’entrée sont appliquées. Les structures utilisées étant symétriques, seulement la

moitié de la configuration a été simulée. Enfin, un flux de chaleur homogène et constant est

appliqué sur la partie supérieure du système : surface de travail (comme ci-dessous en figure 3).

Les valeurs utilisées pour les simulations sont disponibles dans le tableau 3.

ρ λ cp µ
kg.m−3 W.m−1.K−1 J.kg−1.K−1 kg.m−1.s−1

Eau 998.2 0.6 4182 0.001
Acier 8030 16.3 502.5

Tableau 2 : Propriétés physiques des matériaux utilisés dans les simulations
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Figure 3 : Conditions aux limites du domaine de calcul

Paramètre Valeur

Température d’entrée Tin 300K
Vitesse d’entrée vin 1m.s−1

Pression de sortie Pout 0 Pa
Densité de flux de chaleur q̈ 250 000W.m−2

Tableau 3 : Conditions utilisées pour les simulations

2.2. Modèle de turbulence

Afin de modéliser l’écoulement qui dans notre cas est turbulent (nombre de Reynolds de

10 000 en entrée du domaine lorsque vin = 1 m.s−1) il est nécessaire d’utiliser un modèle

de turbulence adapté à notre étude. Ici, le modèle doit être adapté à un écoulement dans un

milieu poreux et au couplage avec les transferts thermiques. De nombreux auteurs étudiant des

systèmes similaires [7], [8], [9], [10] ont utilisé le modèle k-ω SST avec de bons résultats en

comparaison à l’expérimental. Ce modèle de turbulence donne des résultats fiables en proche

paroi pour des écoulements laminaires et turbulents [9], [10]. Le modèle k-ω SST sera donc

celui retenu pour cette étude.

2.3. Maillage et convergence en maillage

Le maillage des parties fluide et solides a été réalisé à l’aide d’Ansys Mesh. Les mailles sont

prismatiques dans la zone d’inflation et tétraédiques dans le reste du domaine. Une trentaine de

couches d’inflation a été générée proche des parois et la valeur de y+ à la paroi est inférieure à

1. Une convergence en maillage a été menée afin de s’assurer que les résultats ne dépendent pas

du nombre de mailles utilisées (tableau 4). Pour cette convergence en maillage, deux variables

d’intérêt ont été comparées : la température moyenne sur la surface de travail (Tavg,st) ainsi que

la perte de charge (∆P ). L’indice de dépendance au maillage est défini de la manière suivante

(équation 1) :

Θ =
| imaillage fin − imaillage grossier |

imaillagefin

× 100 (1)
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Le maillage est considéré comme suffisamment fin lorsqu’il ne génère plus de variations

significatives sur les variables d’intérêt.

Elements Tavg,st Θ ∆P Θ Remarque

- K % kPa %

BCCZ 1 546 238 377, 6 0, 13 14, 7 7, 3
2 790 528 377, 2 0, 03 13, 9 1, 5
3 800 544 377, 1 − 13, 7 − Accepté

BCCZ+ 1 866 084 376, 5 0, 16 20, 4 2

2 779 337 376 0, 03 20, 4 2

3 827 453 375, 9 − 20, 2 − Accepté

FCCZ 1 196 880 376, 5 0, 13 24, 7 2, 1
2 059 988 376, 1 0, 03 24, 5 1, 2
3 005 024 376 − 24, 2 − Accepté

FCCZ+ 1 807 862 375, 7 0.08 41, 4 1.9
2 951 924 375, 5 0.03 42, 1 0.2
4 117 487 375.4 − 42.2 − Accepté

Tableau 4 : Convergence en maillage des différentes géométries

3. Résultats numériques

3.1. Champ de température à la surface de l’outillage

Les champs de température à la surface supérieure du système, où est appliqué le flux de

chaleur sont disponibles figure 4. On y trouve les résultats des différentes configurations, et la

comparaison avec un canal vide. Le tableau 5, présente les résultats de température moyenne

(Tavg,st), d’écart type (σT,st) ainsi que la température max (Tmax,st) au niveau de la surface de

travail. On constate donc que l’efficacité d’échange thermique est largement améliorée grâce à

l’utilisation des structures lattices, car les températures moyenne et maximum sont beaucoup

plus faibles. Le refroidissement de la pièce composite se fera donc plus rapidement, le temps

de cycle sera alors réduit. De plus, on voit que grâce à l’utilisation des structures lattices l’uni-

formité du champ de température est améliorée car l’écart type σst est plus faible ; ce qui est un

paramètre important lors de la mise en forme des pièces composites.
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Figure 4 : Champ de température de la surface de travail

Tavg,st Tmax,st σst

K K K

Canal vide 412, 9 418.4 6.1
BCCZ 377, 1 379, 1 1

BCCZ+ 375, 9 377.7 1, 1
FCCZ 376 377, 1 0, 8
FCCZ+ 375, 5 376, 8 0, 9

Tableau 5 : Résultats de la température de surface de travail

3.2. Répartition du flux de chaleur

L’évacuation du flux de chaleur peut se faire de deux manières différentes dans notre système.

La première, par convection via le contact direct entre le fluide et la plaque supérieure. Cette

interface fluide / plaque supérieure, représentée en bleu en figure 5 est nommée Aifps. La chaleur

peut aussi être évacuée par conduction dans les brins de la structure lattice en passant par les

surface en rouge : Ailps. Les fractions surfaciques de ces différentes surfaces sont reportées

tableau 6. Le flux de chaleur appliqué sur la surface de travail est de 250 W . Le flux de chaleur

évacué par convection directe entre le fluide et la plaque supérieure est noté φifps, et celui

évacué par conduction dans les brins de la structure φilps. La proportion de flux évacuée par

effet d’ailette via la conduction dans les brins de la structure est notée ηφ,ilps. On voit alors

tableau 6 que l’évacuation du flux de chaleur se fait majoritairement par convection directe

entre le fluide et la plaque supérieure. Au niveau des quatre géométries utilisées, ηφ,ilps est

faible, l’effet d’ailette n’est donc pas le phénomène prépondérant permettant l’amélioration des

échanges thermiques dans notre cas. Cela vient des caractéristiques de l’écoulement qui sont

présentées dans la partie suivante.
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Figure 5 : Schéma des différentes surfaces en contact avec la plaque supérieure

ηilps =
Ailps

Ailps + Aifps

(2)

ηφ,ilps =
φilps

φifps + φilps

(3)

ηilps φilps φifps ηφ,ilps
% W W %

BCCZ 7, 2 18, 5 231, 5 7, 4
BCCZ+ 9, 3 24, 6 225, 4 9, 8
FCCZ 6, 8 16, 8 233, 2 6, 7
FCCZ+ 11, 1 30, 2 219, 8 12, 1

Tableau 6 : Évacuation du flux de chaleur

3.3. Écoulement du fluide

L’écoulement, étant responsable de la convection, est analysé dans cette partie. En figure 6,

on retrouve les vecteurs vitesses normalisés au sein d’une cellule unitaire suivant deux plans. Un

premier plan (P1) proche de la paroi supérieure (à 2.10−4 m), et un deuxième (P2) orthogonal à

la plaque supérieure et parallèle à l’écoulement d’entrée placé à 1/4 de la section.
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Figure 6 : Vecteurs vitesses normalisés dans différents plans pour les quatre géométries de

cellules

On remarque dans les plans P1, sous la surface supérieure que la vitesse du fluide est élevée.

Dans ces plans, on observe également des régions où l’écoulement est tourbillonaire. Ces deux

phénomènes vont favoriser le transport par convection. Dans le plan P2, on retrouve aussi un fort

mélange du fluide ainsi qu’une vitesse d’écoulement élevée évitant la formation d’une couche

de fluide chaude sous la surface à refroidir. Cependant, un des inconvénients des structures

poreuses comme celles-ci est la perte de charge générée (tableau 4). On voit que les structures

engendrent un fort impact sur la perte de charge, il convient donc de choisir celle proposant le

meilleur compromis entre efficacité thermique et hydraulique.

4. Conclusion

Ce travail numérique a permis de modéliser l’écoulement d’un fluide au sein d’une struc-

ture lattice, couplé aux transferts thermiques afin d’analyser ces deux physiques. On voit que

la géométrie de la structure a une plus forte influence sur la perte de charge que sur les trans-

ferts thermiques. La structure poreuse agit plutôt comme un amplificateur de turbulence, et

l’effet d’ailette n’est pas le phénomène prépondérant au niveau des transferts thermiques. La

conductivité de la structure lattice joue alors peu sur les transferts thermiques, ce qui rend pos-

sible l’utilisation d’une structure en polymère, moins coûteuse, si celle-ci satisfait le critère

de résistance mécanique attendu. On remarque également la bonne homogénéité au niveau du

champ de température à la surface de notre système, ce qui est un point essentiel pour la mise

en forme de pièces composites. L’efficacité accrue des transferts thermiques comparée à un

canal vide permettra en plus d’avoir une meilleure homogénéité du champ de température, une

réduction du temps de cycle, en atteignant une température cible en un temps réduit. L’utilisation
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des structures lattices pour le contrôle thermique des outillages permettrait alors d’augmenter

la qualité des pièces produites en contrôlant finement le champ de température à la surface de

l’outillage, tout en diminuant le temps de refroidissement des pièces mises en forme.
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2Laboratoire Physique et Ingénierie Mathématique pour l’Energie, l’environnemeNt et le
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Résumé - A La Réunion, les déchets végétaux issus de la culture de l’ananas ainsi que le Furcraea

Foetida (peste végétale aussi connue sous le nom de choka) ne sont actuellement pas valorisés. Dans

le domaine de la construction, les isolants thermiques non biosourcés génèrent des impacts environne-

mentaux importants, bien qu’ils soient essentiels pour la réduction des consommations énergétiques des

bâtiments. Nous nous intéressons dans cette étude à la valorisation de ces déchets via l’extraction des

fibres pour l’élaboration d’isolants thermiques en vrac. Les objectifs sont (i) de caractériser les fibres

de feuilles de choka, (ii) d’évaluer la conductivité thermique d’un isolant à partir des fibres de choka

et (iii) celle d’un isolant en vrac à partir de broyat de feuilles d’ananas en fonction de la densité. Les

conductivités thermiques minimales obtenues sont de 0,066 W/m.K pour l’isolant de fibres de choka

(densité de 0,022) et de 0,058 W/m.K pour l’isolant de broyat de feuilles d’ananas (densité de 0,159).

Nomenclature

A aire de l’échantillon, m2

C constante de refroidissement, W/◦C
e épaisseur de l’échantillon, m

q̇ flux de chaleur émis par effet joule, W

q̇1 pertes latérales, W

R résistance, Ohm

TB température à l’intérieur de la boı̂te, ◦C

Ta température ambiante dans la salle

d’expérimentation, ◦C

TC température de la face chaude, ◦C

TF température de la face froide, ◦C

U tension, V

Wap teneur en eau de l’échantillon après essai, %

Wav teneur en eau de l’échantillon avant essai, %

Symboles grecs

λ conductivité thermique, W/m.K

1. Introduction

Les déchets végétaux issus de la culture d’ananas (Ananas comosus variété Queen Victo-

ria) ne sont actuellement pas valorisés à La Réunion tout comme le Furcraea Foetida, espèce

invasive [1] connue sous le nom de choka vert. Selon la Direction de l’Alimentation de l’Agri-

culture et de la Forêt (DAAF), la production annuelle d’ananas en 2018 était de 14 300 tonnes

(dont 2 500 tonnes exportées vers l’Union Européenne), ce qui représente 44 % de la produc-

tion totale de fruits sur le territoire. La culture de ce fruit implique une production de déchets

importante (environ 3 tonnes de déchets de feuilles d’ananas par tonne d’ananas produite). En

https://doi.org/10.25855/SFT2023-019

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

639



effet, seule une partie des rejets est utilisée pour la plantation de l’ananas. La gestion des rejets

restants est une problématique importante pour les agriculteurs, ce déchet étant difficilement

biodégradable par compostage. Une étape de broyage in situ peut être envisagée pour accélérer

la décomposition mais reste compliquée. En effet, La Réunion est également caractérisée par

un relief important et des cultures dispersées sur le territoire, rendant difficile l’accès aux ex-

ploitations. Valoriser les feuilles d’ananas et de choka à travers le développement de produits

à valeur ajoutée pour le territoire pourrait permettre de répondre à ces enjeux. En effet, les

feuilles d’ananas et de choka peuvent être valorisées de diverses manières à travers l’extraction

de leurs fibres. Les fibres d’ananas peuvent par exemple entrer dans la formulation de mortiers

et de bétons ou encore être utilisées pour la production de briquettes, d’aérogel et de textile

[2], [3], [4]. Concernant le choka, des travaux ont porté sur la caratérisation des fibres pour une

utilisation dans le textile [5], ou encore l’influence de prétraitement alcalin des fibres en tant

que matériaux de renforcement dans les composites polymères [6]. Divers travaux ont porté sur

l’étude des performances mécaniques des fibres, mais très peu sur les performances thermiques.

Dans le domaine de la construction, les isolants thermiques non biosourcés génèrent des im-

pacts environnementaux importants, bien qu’ils soient essentiels pour la réduction des consom-

mations énergétiques des bâtiments. Deux approches permettent de réduire leur impact envi-

ronnemental, le recyclage et/ou l’utilisation de matières biosourcées. L’ajout de fibres d’ananas

permet d’améliorer la durabilité et les performances de mortier et de béton [2]. Aucune étude

n’a porté sur l’évaluation des performances thermiques d’isolants en vrac de fibres de feuilles

d’ananas et de choka approche qui permet de simplifier le procédé de fabrication comparative-

ment à un matériau composite. Asim et al. (2015) soulignent, à travers une revue de littérature

sur les fibres de feuilles d’ananas, qu’il y a un manque de connaissances sur les propriétés ther-

miques de ces fibres notamment la conductivité thermique [7]. Nous nous intéressons dans cette

étude au développement de matériaux isolants à partir des feuilles d’ananas et de fibres choka,

qui sont actuellement des déchets non valorisés sur notre territoire. En première approche nous

proposons une étude sur les isolants en vrac. En effet une étude similaire sur le chanvre a permis

d’obtenir une conductivité thermique de 0,04 W/m.K (masse volumique de 85 kg/m3) [8].

Nous présentons dans ce papier les travaux sur la préparation et la caractérisation de matériaux

élaborés à partir de broyats de feuilles d’ananas et de fibres de choka, avec la mesure de la

conductivité apparente d’isolant en vrac en fonction de la densité.

2. Matériels et méthodes

2.1. Éxtraction et préparation des fibres de choka

Il existe plusieurs méthodes pour extraire les fibres de feuilles. Tout d’abord l’extraction par

raclage manuel sur des feuilles fraichement collectées en utilisant une table comme support et un

couteau. Il faut racler, éplucher et gratter délicatement la feuille puis laver le faisceau de fibres

[9]. Une deuxième approche consiste à immerger les feuilles dans un réservoir d’eau pendant

10 jours à température ambiante. Les faisceaux de fibres sont ensuite extraits de chaque feuille

rouie comme pour la précédente méthode (extraction par rouissage) [9]. Enfin, il est également

possible d’effectuer une extraction mécanique grâce à une décortiqueuse. Dans cette étude,

nous utilisons la première méthode pour l’extraction des fibres de choka et aucun prétraitement

n’est utilisé. Les feuilles sont raclées à l’aide d’une machette fixée sur une planche en bois

jusqu’à l’obtention de fibres sans résidu non cellulosique à la surface des fibres (cf. Figure 1).

Les feuilles de Furcraea Foetida sont récupérées à Saint-Pierre et directement défibrées. Le

diamètre des fibres de choka (après séchage) est mesuré à l’aide d’un miscroscope équipé d’un
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oculaire gradué étalonné avec une lame de calibration. Les fibres sont préalablement séchées et

placées dans la salle deux jours avant la mesure (conditions identiques à celles de la mesure de

la conductivité).Une dizaine de mesures du diamètre est effectuée sur trois fibres. Le diamètre

moyen d’une fibre est obtenu en effectuant la moyenne des diamètres d’une même fibre. La

teneur en eau massique des matériaux est obtenue à partir des pesées à température ambiante

avant et après le séchage des fibres à 105 °C pendant 24 h.

Figure 1 : Extraction manuelle des fibres de choka

2.2. Préparation du broyat de feuilles d’ananas

Les feuilles d’ananas sont arrachées sur les champs, puis stockées en chambre froide avant la

préparation. Il est possible d’extraire leurs fibres selon les méthodes précédemment citées. Ce-

pendant, l’extraction manuelle des fibres d’ananas s’est avérée relativement compliquée, nous

restons à ce jour dans l’attente d’une décortiqueuse pour extraire les fibres mécaniquement.

Pour cette raison, nous avons choisi une autre approche qui consiste à broyer les feuilles d’ana-

nas séchées [4]. Les feuilles sont préalablement coupées aux ciseaux en tronçons d’environ 5

cm puis séchées à l’étuve à 105 °C pendant 48 h. Les feuilles séchées sont ensuite broyées à

10 000 tr/min pendant 10 s. Cette méthode permet d’obtenir un matériau homogène simple à

mettre en oeuvre dans le contenant utilisé pour la mesure de la conductivité thermique. Elle

permet également d’obtenir un isolant en vrac avec une densité plus importante qu’avec les

feuilles uniquement coupées et séchées. Cependant, il sera intéressant d’étudier la conductivité

thermique des feuilles coupées et séchées dans une prochaine étude. La Figure 2 présente les

différentes étapes de préparation des feuilles d’ananas et le résultat obtenu.

2.3. Evaluation du rendement

Le rendement du défibrage du choka est évalué à partir du ratio entre la masse des feuilles

et la masse des fibres extraites. La longueur et la largeur des feuilles de choka sont également

relevées. Le rendement de la préparation de l’isolant à partir des feuilles d’ananas est obtenu à

partir de la variation entre la masse des feuilles d’ananas et la masse des feuilles broyées.

2.4. Caractérisation et préparation de l’isolant en vrac

2.4.1. Préparation des isolants en vrac

Les échantillons d’isolant en vrac sont conditionnés dans une boı̂te fournie avec le dispo-

sitif de mesure de dimensions 27x27x4 cm. Les faces latérales sont en plastique et les faces
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Figure 2 : Préparation du broyat de feuilles d’ananas

inférieure et supérieure en métal. Pour la préparation de l’isolant en vrac de choka, les fibres

sont placées dans la boı̂te de manière aléatoire, en prenant soin de bien les séparer les unes

des autres de sorte à ne pas avoir d’amas de fibres. Les isolants en vrac sont présentés sur la

Figure 3. Nous testons deux densités (0,018 et 0,022) pour l’isolant à base de fibres de choka et

trois densités (0,067, 0,096 et 0,159) pour l’isolant de broyat de feuilles d’ananas, afin d’évaluer

l’impact de ce paramètre sur la conductivité thermique apparente de l’isolant.

Figure 3 : Isolants en vrac à partir de fibres de choka (A) et de broyat de feuilles d’ananas (B)

2.4.2. Évaluation de la conductivité thermique apparente des isolants

La détermination expérimentale de la conductivité thermique apparente est réalisée à l’aide

de la cellule de mesure présentée en Figure 4. Les échantillons, de dimensions 27x27x4 cm, sont

mis en place à l’interface des sources chaude et froide de la cellule d’essai. Le cryostat K est un

échangeur permettent de maintenir la température de la source froide. Un film chauffant permet

d’émettre la chaleur au niveau de la source chaude (B1 et B2). Enfin le pupitre de commande

permet de régler la puissance émise par la source chaude et de lire les températures mesurées.

Ce dispositif permet d’obtenir des mesures dont la précision est comparable aux méthodes

conventionnelles telles que les méthodes du disque chaud et du fil chaud [10]. Il consiste à

imposer un flux de chaleur unidirectionnel à travers l’échantillon à tester, puis à mesurer les

températures de surface inférieure, supérieure ainsi que la température ambiante lorsque le

régime permanent est atteint. Les pertes thermiques latérales de la source chaude sont estimées

grâce à l’expression suivante :
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Figure 4 : Cellule de mesure de la conductivité

q̇1 = C(TB − Ta) (1)

Avec q̇1 les pertes latérales, C la constante de refroidissement de la boı̂te chaude permettant

d’évaluer les pertes latérales, TB la température à l’intérieur de la boite et Ta la température de

la salle d’expérimentation.

En régime permanent, on obtient :

q̇ =
λA

e
(TC − TF ) + q̇1 (2)

Avec q̇ le flux de chaleur émis par effet joule par le film, λ la conductivité thermique de

l’échantillon, A l’aire de l’échantillon, e l’épaisseur de l’échantillon, TC la température de la

face chaude et TF la température de la face froide de l’échantillon.

Le flux de chaleur q̇ produit par la résistance chauffante s’exprime de la manière suivante :

q̇ =
U2

R
(3)

Avec U la tension et R la résistance.

Afin de déterminer les valeurs de la constante de refroidissement et de la conductivité ther-

mique, nous réalisons des mesures pour une tension d’alimentation de 42 V ainsi que pour deux

équilibres différents encadrant cette valeur (tensions de 37 V et de 47 V). La tension d’alimen-

tation est définie en fonction de la masse volumique de l’échantillon. Les mesures réalisées pour

une tension intermédiaire de 42 V permettent de vérifier la valeur de la conductivité thermique

calculée à partir des tests réalisés à 37 et 47 V. Nous effectuons ensuite la moyenne entre ces

deux valeurs de conductivité. Cette méthode est appliquée pour chaque essai. De plus, chaque

échantillon est testé en triplicat. La conductivité retenue est la moyenne des triplicats.
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2.5. Influence de la teneur en eau de l’isolant sur la conductivité thermique

Chaque échantillon est placé dans la salle deux jours avant le début des essais afin de s’assu-

rer de son équilibre thermique et hydrique avec l’environnement de la salle d’expérimentation.

Les échantillons sont pesés avant et après chaque essai afin de vérifier que la teneur en eau de

l’échantillon reste constante au cours de l’essai. En effet, ce paramètre a un effet sur la conducti-

vité thermique du matériau [10]. La teneur en eau est calculée à partir des masses à température

ambiante (avant et après essai) et la masse sèche de chaque échantillon. Cette dernière est obte-

nue après le séchage de l’isolant à 105 °C pendant 24 h.

3. Résultats et discussions

3.1. Caractéristiques dimensionnelles et rendement pour la préparation des isolants

Le tableau 1 présente les moyennes des longueurs, largeurs et masses des feuilles de choka

ainsi que la masse des fibres obtenues. Les feuilles de choka utilisées ont une longueur moyenne

de 100±11 cm. Leurs largeurs sont variables aux extrémités et au centre de la feuille avec des

largeurs moyennes de 6,9 cm en bas de feuille, de 12,0 cm au milieu et de 3,9 cm en haut de

feuille. La largeur moyenne des feuilles est de 7,6±1, 1 cm. Le tableau 2 présente les moyennes

des mesures de diamètre des fibres de choka. Le diamètre moyen des fibres de choka est compris

entre 142 et 181 µm avec un écart-type compris entre 44 et 46 µm. L’écart-type est dû au fait

que le diamètre des extrémités des fibres est plus faible qu’en partie centrale. Les diamètres

maximum et minimum observés sont respectivement de 275 et 100 µm. Ces différences peuvent

être dues au défibrage manuel pouvant abimer la fibre en réduisant son diamètre.

Longueur

feuille

Largeur

haut

feuille

Largeur

bas

feuille

Largeur

milieu

feuille

Largeur

moyenne

feuille

Masse

feuille

Masse

fibres

Rende-

ment

cm cm cm cm cm g g %
Moyenne 103,0 3,9 6,9 12,0 7,6 218,2 6,5 1,3

Ecart-

type

11,3 0,9 2,0 2,0 1,1 64,0 2,8 -

Tableau 1 : Caractéristiques dimensionnelles des feuilles de choka et rendement du défibrage

Fibre 1 Fibre 2 Fibre 3

µm µm µm
Diamètre moyen 159 142 181

Ecart-type 45 46 44

Tableau 2 : Mesures du diamètre des fibres de choka

En considérant la masse totale des 21 feuilles (4583,1 g) et la masse totale des fibres (60,32 g),

nous obtenons un rendement de défibrage de 1,3 %. Ce rendement varie selon la personne qui

défibre. Un rendement maximum de 3,5 % a ainsi été obtenu. Ces rendements sont similaires

à ceux de la littérature (1 %) [5]. Concernant la préparation du broyat de feuilles d’ananas, le

rendement est plus important car la perte de masse est due uniquement à la perte d’eau lors de

la phase de séchage. La teneur en eau des feuilles d’ananas obtenue est de 34,84 %, et le ratio

de la masse des feuilles par rapport à la masse des feuilles broyées et séchées est de 74,16 %.
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3.2. Conductivité thermique apparente et teneur en eau des isolants en vrac

Nous avons également évalué la conductivité thermique apparente des isolants en vrac en

fonction de leur densité (cf. tableau 3). Les matériaux biosourcés sont anisotropes par définition,

en effet leurs propriétés varient en fonction de leur direction, notamment la résistance en trac-

tion. Dans le cadre de ces travaux, nous nous intéressons uniquement à la conductivité thermique

qui dépend principalement de la densité du matériau. De plus, l’étude est réalisée à l’échelle ma-

croscopique et les fibres et broyats sont disposés de manière aléatoire dans toutes les directions.

Ainsi, nous considérons le matériau homogène à l’échelle macroscopique et négligeons l’aniso-

tropie du matériau pour l’évaluation de la conductivité thermique apparente des isolants. Pour

les fibres de choka, les conductivités thermiques moyennes sont de 0,066 et 0,079 W/m.K, pour

des densités de 0,022 et 0,018 respectivement. Ainsi, la conductivité diminue avec l’augmenta-

tion de la densité. Une observation similaire est faite pour l’isolant à base de broyat de feuilles

d’ananas. Nous obtenons des valeurs de 0,087, 0,071 et 0,058 W/m.K pour des densités respec-

tives de 0,067, 0,096 et 0,159. Les conductivités les plus faibles étant obtenues pour les densités

les plus importantes, il sera intéressant d’effectuer des tests supplémentaires pour des densités

supérieures ainsi que d’autres conditionnements. Une étude similaire sur le chanvre a permis

d’obtenir une conductivité thermique de 0,076 W/m.K pour une densité de 0,018 et de 0,040

W/m.K pour une densité de 0,085 [8]. On constate également une diminution de conductivité

thermique avec l’augmentation de la densité [8]. Comparativement à des isolants classiques

telle que la laine de roche (0,040 W/m.K), les conductivités obtenues dans cette étude sont plus

importantes. Ces travaux permettront d’obtenir les conductivités thermiques optimales en fonc-

tion de la densité de l’isolant. Dans le cas de l’intégration des fibres dans la formulation d’un

matériau composite tel qu’un mortier, l’amélioration de la conductivité thermique sera antago-

niste à celle de la résistance mécanique, il sera donc nécessaire d’évaluer l’impact de l’ajout

de fibres/broyat sur ces deux propriétés afin de trouver le bon compromis entre performances

thermiques et mécaniques en fonction de l’utilisation future du matériau.

Matériau Densité λessai1 λessai2 λessai3 λmoyenne C Wav Wap

W/m.K W/m.K W/m.K W/m.K W/◦C % %

Choka 0,018 0,083 0,076 0,078 0,079 0,236 8,49 8,77

Choka 0,022 0,066 0,065 0,067 0,066 0,263 8,37 9,68

Ananas 0,067 0,089 0,080 0,093 0,087 0,220 10,56 10,68

Ananas 0,096 0,070 0,065 0,079 0,071 0,254 8,41 8,41

Ananas 0,159 0,060 0,057 0,057 0,058 0,240 6,78 6,85

Chanvre 0,018 0,076

Chanvre 0,085 0,040

Tableau 3 : Conductivité thermique apparente des isolants en vrac (”essai1”, ”essai2” et ”essai3” sont

les mesures des triplicats), constante de refroidissement, teneurs en eau des échantillons avant et après

essai et comparaison avec la littérature (isolant en vrac à base de chanvre [8])

La teneur en eau dans l’échantillon est évaluée avant et après les mesures de conductivité.

Elle est inférieure à 11 % pour l’ensemble des essais. Des travaux ont porté sur l’étude de

l’impact de la teneur en humidité sur la conductivité thermique de composite bois-béton [10], de

panneaux de fibres de bois [11], ou encore de béton avec des grignons d’olive [12]. Dans le cas

de panneaux de fibres, une teneur en humidité de 14,29 % comparativement à un échantillon sec,

a pour effet une augmentation de la conductivité thermique de 0,049 à 0,060 W/m.K à 20 °C, et
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de 0,052 à 0,067 W/m.K à 30 °C [11]. De plus, la conductivité thermique augmente en fonction

de la température, et cet effet est amplifié pour des teneurs en humidité plus importantes [11].

4. Conclusion

Des mesures de conductivités thermiques apparentes ont été réalisées sur des isolants en vrac

de fibres de choka et de broyat de feuilles d’ananas. Les conductivités thermiques minimales

sont de 0,066 W/m.K pour l’isolant de fibres de choka (densité de 0,022) et de 0,058 W/m.K

pour l’isolant de broyat de feuilles d’ananas (densité de 0,159). L’augmentation de la densité

permet de réduire la conductivité thermique du matériau. Ces premiers résultats ont montré

l’intérêt d’utiliser ces matériaux pour l’élaboration d’isolants thermiques. La teneur en humi-

dité a un impact non négligeable sur les performances thermiques des isolants. Ainsi, de futurs

travaux porteront sur l’étude de la conductivité thermique en fonction de l’humidité relative et

sur la caractérisation des propriétés hygroscopiques des fibres (isothermes de sorption à l’humi-

dité). L’intégration de ces fibres dans la formulation de mortier et l’élaboration de composites

seront étudiées.
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Résumé -  Les bobines de champ magnétique des réacteurs à fusion nucléaire sont, à l’heure 
actuelle, majoritairement construites à partir d’enroulements de grandes longueurs de câbles composés 
de centaines, voire de milliers, de brins supraconducteurs et de cuivre torsadés. Le but de la présente 
contribution est de présenter la méthode de traitement des données issues de la tomographie de rayons-
X de ces câbles. Ces données sont utilisées dans le but établir le réseau électrique équivalent au câble et 
ainsi déterminer les résistivités de contact entre les différents éléments conducteurs de ce dernier ainsi 
que les conductivités effectives des multiples étages de torsades constituant cette structure.  

Nomenclature 
K matrice des conductivités   I          courant entre deux éléments  
R résistance entre deux éléments   𝜌𝑆𝑐𝑆𝑐   résistivité inter brins supraconducteurs 
X  tension ou courant    𝜌𝑆𝑐𝐶𝑢  résistivité inter brins supra/cuivre 
B  termes sources et conditions aux limites  𝜌𝐶𝑢𝐶𝑢 résistivité inter brins de cuivre 
U tension entre deux éléments   𝜌𝑏𝑒𝑏  résistance individuelle de contact 

1. Introduction 

L’une des pistes d’exploration pour la maîtrise de la fusion nucléaire comme source 
d’énergie est la fusion par confinement magnétique. Les aimants supraconducteurs sont la piste 
principale pour générer le champ magnétique nécessaire au confinement du plasma puisqu’ils 
permettent de réduire drastiquement la taille et la consommation électrique du réacteur appelé 
tokamak. Les bobines de champ magnétique sont, à l’heure actuelle, majoritairement 
construites à partir d’enroulements de grandes longueurs de câbles dont la géométrie résultante 
est complexe et a un impact direct sur les propriétés magnétiques, électriques et thermiques. 
Ces conducteurs sont appelés Câbles en Conduit (CICC). 

Dans cet article nous présentons comment l’analyse par tomographie de rayons-X des câbles 
en conduit permet de déterminer, entre autre, des indicateurs géométriques et électriques 
pertinents dans le but de modéliser le comportement de l’aimant en opération. Cela nécessite, 
notamment, la caractérisation des sources de chaleur (effet Joule, radiations) et des échanges 
avec le fluide de refroidissement. Ici, nous présentons, les travaux relatifs à la détermination 
des résistivités de contact inter-brins indispensables pour la détermination des sources de 
chaleur dues à l’effet Joule. Cela suppose la connaissance préalable du réseau électrique 
(nombre, position et surface des contacts) du câble et l’outil de résolution associé pour extraire, 
d’une part, les résistivités de contact à partir de mesures de résistances entre les éléments 
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conducteurs du câble, et, d’autre part, calculer la répartition spatiale des courants au sein du 
câble et donc les sources par effet Joule. Ces données pourront par la suite servir d’entrée pour 
des modèles de pertes AC ou de thermo-hydraulique basés sur une approche réseau ou 
homogénéisée (i.e. comme paramètres effectifs). 

2. Etude des câbles en conduit (CICC) 

2.1. Propriétés et caractéristiques des CICCs. 

Les câbles en conduit (CICC) sont formés à partir de centaines, voire de milliers, de brins 
supraconducteurs et de brins de cuivre torsadés en multiplets successifs imbriqués pour former 
les étages du câble. Le câble ainsi formé est compacté dans une gaine (souvent en acier 
inoxydable) et forme ce que l’on appelle un conducteur [1]. La torsade des brins permet, d’une 
part, de les transposer, c’est-à-dire les exposer au même champ magnétique moyen et d’autre 
part, de réduire les pertes par couplage en diminuant le flux magnétique englobé et donc les 
boucles de courants induites.  

Dans cet article, nous présentons un échantillon, appelé JT-60SA 3TP, du conducteur des 
bobines toroïdales (TF) du tokamak JT-60SA situé au Japon [2]. Cet échantillon est caractérisé 
par un taux de vide de 31.6 % et une longueur de 900 mm. Ses dimensions extérieures, en 
comptant sa gaine de 2 mm d’épaisseur, sont égales à 21.99 x 26.32 mm, voir Figure 2. 
L’échantillon JT-60SA 3TP est représentatif du conducteur utilisé pour réaliser les bobines du 
tokamak JT-60SA. Le câble est composé de 486 brins de 0.81 mm de diamètre dont 162 en 
cuivre pur et 324 d’un composite de filaments supraconducteurs (Nb-Ti) noyés dans une 
matrice de cuivre (cf. Figure 2 et 3). Le Tableau 1 présente les principales caractéristiques de 
ce câble [2]. Lors de sa fabrication, le toron de brins est enrubanné avec un feuillet en acier 
inoxydable (aussi appelé wrapping) d’une épaisseur de 0.2 mm pour faciliter son insertion dans 
la gaine. 

 
Matériau supraconducteur Nb-Ti 

Nombre de brins 486 (324 Sc + 162 Cu) 
Schéma de câblage (2 Sc + 1 Cu) x 3 x 3 x 3 x 6 

Tableau 1 : Principales caractéristiques du câble du conducteur JT-60SA TF. 

En régime nominal, le courant est porté exclusivement par les brins supraconducteurs. Dans 
le cas d’une transition du matériau de l’état supraconducteur vers l’état résistif, ces brins 
deviennent de moins bons conducteurs que le cuivre et le courant est redistribué parmi la totalité 
des brins composant le câble. Le refroidissement des bobines toroïdales du tokamak JT-60SA 
est assuré par une circulation forcée d’hélium supercritique à une température d’environ 4 K à 
l’intérieur de la gaine. La subdivision du câble en brins permet, entre autre, de maximiser le 
périmètre mouillé par l’hélium et donc de favoriser l’extraction de l’énergie dissipée dans les 
bobines lors de l’opération de la machine.  

 

2.2. Tomographie de rayons-X de CICC 

Dans le cadre d’une collaboration entre le CEA Cadarache, et l’INFLPR (National Institute 
for Laser, Plasma and Radiation Physics), Bucarest (Roumanie), l’échantillon JT-60SA 3TP a 
été analysé par tomographie de rayons-X. Il s’agit d’une analyse non destructrice dont la source 
de rayons-X génère un faisceau incident d’une énergie maximale de 320 kV. Cette énergie est 
adaptée selon le type d’échantillon (dimensions, type et largeur de la gaine etc.) [3]. Une fois 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

648



le câble compacté dans la gaine, les trajectoires des brins sont complexes et impactent les 
caractéristiques physiques des bobines. L’analyse par tomographie permet de disposer des 
véritables trajectoires et représente ainsi une source fiable pour étudier les propriétés des câbles 
en conduit. L’analyse par tomographie crée un ensemble d’images 3D qui sont traitées et 
uniformisées (dimensions, contraste) pour produire des images 2D, appelées couches balayant 
la totalité de l’échantillon et présentées en Figure 1.  

 
Figure 1 : a) volume de l’échantillon JT-60SA 3TP analysé par tomographie de rayons-X. b) 

couches, issues du volume analysé. Certains types d’étages sont identifiés pour illustration (1er étage 
en vert, 2e étage en rouge, 3e étage en bleu et 4e étage en jaune). 

L’échantillons est analysé avec une résolution de voxels de 29x29x114𝜇𝑚. Cette résolution 
permet d’identifier chacun des 486 brins sur chaque couche (environ 30 voxels de diamètre). 
Le mouvement radial d’un brin entre une couche et la suivante est en moyenne d’environ 4% 
de son diamètre. Ainsi, du fait d’une résolution adaptée et du grand nombre de couches 
générées, tous les brins sont identifiés sur toute la longueur de l’échantillon et leurs trajectoires 
sont accessibles. Après traitement des images, il est possible d’obtenir des paramètres effectifs 
du câble dans le but de déterminer des propriétés physiques d’intérêt pour l’opération des 
bobines dans un environnement de tokamak. 

3. Réseau électrique équivalent au câble 

Dans cette partie nous traitons la génération du réseau électrique de l’échantillon. Ce réseau 
repose, d’une part, sur la connaissance précise des trajectoires des brins et, d’autres part, sur la 
connaissance préalable des différents étages du câble. Ces deux aspects sont obtenus grâce au 
développement d’un algorithme complet et dédié à l’étude des images tomographiques.  
3.1. Identification des étages 

L’identification des étages des CICCs est essentielle dans la mesure où la majorité des 
phénomènes physiques se déroulent à l’échelle des différentes torsades du câble. Le premier 
étage du câble correspond à un triplet de brins (i.e. deux brins supraconducteurs torsadés avec 
un brin de cuivre). Par la suite, trois triplets comme celui-ci sont torsadés ensemble pour former 
le deuxième étage : un triplet de triplets. Pour former le câble dans sa totalité, cette procédure 
est répétée en suivant le schéma de câblage présenté dans le Tableau 1.  

La première étape majeure de l’analyse des images brutes issues de la tomographie est donc 
de reconstruire la trajectoire des brins individuels puis d’associer les brins à leurs étages 
respectifs. La méthode d'identification des étages est basée sur les distances inter-brins 
moyennées sur la longueur de l’échantillon. La procédure, itérative et décrite dans [4], consiste 
à associer les brins les plus proches pour constituer des triplets puis à éliminer les éventuels 
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triplets apparents redondants. Enfin, une étape de vérification des étages est conduite grâce à la 
nature des brins (chaque triplet est composé de 2 brins supraconducteurs et 1 brin de cuivre, cf. 
Tableau 1). La Figure 2 présente différentes vues de l’échantillon JT-60SA 3TP dont la colonne 
de droite superpose l’identification des différents étages sur l’image tomographique. Sur cette 
image, les triangles verts relient chacun trois brins formant un triplet. Ils sont au nombre de 
162. Les triangles rouges relient trois triangles verts par leur centre de gravité. Il s’agit du 
deuxième étage du câble, des triplets de triplets au nombre de 54. Viennent ensuite les triangles 
bleus (18), jaunes (6) et l’hexagone blanc symbolisant respectivement le troisième, quatrième 
et cinquième étage du câble. Sur la Figure 1, les quatre premiers étages du câble sont identifiés 
par le même code couleur.  

 
Figure 2 : (haut) Différentes vues de l’échantillon JT-60SA 3TP. De gauche à droite : photo de la 

face A de conducteur, image tomographique correspondante, superposition de l’identification des 
étages. (bas) Face B de l’échantillon, sans gaine ni wrapping. 

 
Figure 3 : Distribution des largeurs de pénétration normalisées au diamètre du brin. Insert : photo 

d’un brin supraconducteur. 

3.2. Contacts inter-brins 

L’analyse des câbles en conduit par tomographie de rayons-X permet une connaissance 
précise et fiables des trajectoires de chaque brin composant le câble.  
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En chaque couche, nous calculons toutes les distances inter-brins en prenant comme 
référence leur centre. Il y a contact entre deux brins lorsque ces distances sont inférieures ou 
égales au diamètre d’un brin. Lorsqu’un contact est identifié nous calculons sa largeur et sa 
longueur (i.e. le nombre de couches sur lesquelles ce contact est identifié). La Figure 3 présente 
la distribution des largeurs de contact inter-brins normalisée au diamètre de ces derniers. En 
réalité, les brins sont, soit, distant sans contact, soit, ils s’écrasent les uns contre les autres. La 
distribution est donc dissymétrique et bornée aux grandes valeurs par l’écrasement maximal de 
deux brins. L’étude des contacts est essentielle puisqu’ils dictent la conductance inter-brins. 
Plus un contact sera prononcé, plus la résistance associée sera faible. 

 

3.3. Génération du réseau électrique 

3.3.1. Topologie du réseau électrique 

Dans cette section, grâce à l’identification des étages du câble et des contacts inter-brins, 
nous détaillons la construction du réseau électrique équivalent au câble et sa topologie. Dans la 
suite, les "arrêtes" correspondent aux connexions entre les différents nœuds de ce réseau et les 
"brins" font référence aux brins physiques formant le câbles et visible en Figure 2. 

L’échantillon JT-60SA 3TP est composé de 𝑁𝑏𝑟𝑖𝑛𝑠 = 486 brins et long d’environ 900 mm 
correspondant à 𝑁𝑐𝑜𝑢𝑐ℎ𝑒𝑠 =7896 images tomographiques 2D. Dans le réseau électrique, chaque 
brin est discrétisé en 𝑁𝑐𝑜𝑢𝑐ℎ𝑒𝑠. Ainsi le réseau à une taille égale à 𝑁𝑐𝑜𝑢𝑐ℎ𝑒𝑠 × 𝑁𝑏𝑟𝑖𝑛𝑠 =3 837 456 nœuds. De plus, dans une couche donnée, chaque brin est lié à tous ses contacts par 
les arrêtes du réseau. Or, dans les câbles en conduit, les brins sont torsadés et assemblés en 
étages ce qui implique un grand nombre de contacts inter-brins (en moyenne, pour un brin, 5 
contacts par couche et 80 brins différents touchés sur la longueur de l’échantillon). Il en résulte 
donc réseau électrique de grande taille (~15 millions d'arrêtes et de topologie complexe car de 
connectivité élevée).  

3.3.2. Définition des résistivités inter-brins 

Chaque arrête du réseau est affectée d’une valeur de résistivité selon sa direction dans 
le câble et les matériaux qu’elle lie. Nous aurons 5 types d'arrêtes : longitudinale au sein d'un 
brin (cuivre ou supraconducteur), contact supraconducteur-supraconducteur, cuivre- 
supraconducteur et cuivre-cuivre. Dans le cas des contacts transverses, c’est-à-dire au sein 
d’une même couche, une arrête peut lier deux brins supraconducteurs. Dans ce cas elle sera 
affectée de la valeur 𝜌𝑆𝑐𝑆𝑐. Lorsqu’elle lie deux brins de cuivre, la valeur de 𝜌𝐶𝑢𝐶𝑢 y sera 
affectée et enfin, la valeur de 𝜌𝑆𝑐𝐶𝑢 sera affecté à l’arrête si celle-ci lie un brin supraconducteur 
et un brin de cuivre. La résistivité transverse des brins est calculée à partir des surfaces de 
contact inter-brins et de la composition des brins comme le montre la Figure 4. Dans le cas des 
résistivités longitudinales, c’est-à-dire selon l’axe du câble, cette valeur est connue par le type 
de matériau. Elle est nulle (ou de valeur négligeable selon le traitement numérique) pour un 
brin supraconducteur et égale à 𝜌𝑐𝑢𝐿𝑏𝑟𝑖𝑛 𝑆𝑏𝑟𝑖𝑛⁄  pour un brin de cuivre. 

Bien que l’analyse des images tomographiques permettent de remonter aux surfaces de 
contact inter-brins, nous ne pouvons pas déterminer la valeur de la résistivité individuelle de 
contact inter-brins, notée 𝑅𝑐𝑜𝑛𝑡 dans la Figure 4. Cette dernière traduit la qualité de contact 
entre deux brins et est inconnue à priori. Nous ajusterons sa valeur à l’aide de mesures de 
résistance inter-brins que nous détaillons plus bas. 

Notons que, du fait de la présence de brins supraconducteurs dans le câble, deux 
topologies de réseaux peuvent être créées. La première correspond à la méthode usuelle, les 
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brins supraconducteurs sont décimés en un seul point puisque leur résistivité longitudinale est 
nulle. La taille du réseau présenté plus haut est ainsi réduite à 1 279 476 nœuds. Cependant, 
cette méthode complexifie l’indiçage des éléments constituant le réseau. La seconde correspond 
à la méthode décrite en partie 3.3.1 et celle que nous utilisons dans ce travail. Chaque brin est 
discrétisé en 𝑁 points. Cela permet d'utiliser également ce réseau pour des applications variées 
(transition résistive localisée du matériaux supraconducteur) mais au détriment de sa taille. 

 
Figure 4 : Schémas de principe du calcul des résistivités inter-brins. 

3.3.3. Construction de la matrice des conductances du réseau 

La détermination de la résistance entre deux points quelconques du réseau revient à résoudre le 
système suivant avec une tension imposée 𝑈1 au point n°1 et un courant 𝐼 au point n°2. [𝐾]{𝑋} = {𝐵} (1) 

avec, [𝐾] la matrice carrée de conductivité du réseau électrique, {𝑋} un vecteur colonne des 
inconnues, ici la tension en tout point du réseau, et {𝐵} un vecteur colonne contenant les termes 
sources et les conditions aux limites. [𝐾] est une matrice de grande taille (i.e. taille du réseau 
au carré, ici 1.47 × 1013 éléments) et très creuse puisque 99,99989% des termes sont nuls. La 
résolution efficace de ce système implique l’utilisation d’algorithmes d’inversions adaptés aux 
matrices creuses. De plus nous procédons aux cartographies de résistances entre brins et entre 
multiplets ce qui, in fine, implique de résoudre le système plusieurs centaines de millier de fois. 

La tension au point n°2, notée 𝑈2 est déterminée à l’aide de l’équation (1) et la résistance entre 
les points 1 et 2 est donnée par 𝑅1→2 = Δ𝑈𝐼 = 𝑈2 − 𝑈1𝐼  (2) 

La même méthode peut être utilisée avec plus de deux points en imposant soit des 
courants ou des tensions aux nœuds choisis. Pour deux tensions imposées, on utilisera la loi des 
nœuds et des mailles au point considéré pour déterminer 𝐼. 

Ce calcul est utilisé pour préparer une campagne expérimentale dont l’objectif est 
d’extraire la résistivité individuelle de contact inter-brins, 𝑅𝑐𝑜𝑛𝑡 (cf. Figure 4). Ces mesures se 
déroulent dans le cadre d’une collaboration en le CEA Cadarache et l’Université de Twente, 
Enschede (Pays-Bas). Nous effectuerons ces mesures sur l’échantillons JT-60SA 3TP dont nous 
disposons de la tomographie et du réseau électrique équivalent. La configuration de la station 
d’essais nous contraint d’effectuer les mesures de résistances inter-brins à partir d’une seule 
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face de l’échantillon. C’est donc à partir de la face B, qui a été préparée en conséquence 
(suppression de la gaine et du wrapping sur 100 mm), que nous les réaliserons (cf. Figure 2). 
L’expérience qui se déroule à froid, avec l’échantillon plongé dans un bain d’hélium liquide à 
4,2 K, suppose de limiter les pertes thermiques dues aux connexions électriques. C’est donc 
dans ce but que nous réalisons des simulations via le réseau électrique équivalent de 
l’échantillon pour optimiser le choix et le nombre des combinaisons de mesures. L’objectif est 
de maximiser le nombre de connexions et de comparer les valeurs de résistivités inter-étages 
avec celles du premier étage. Dans un second temps, les valeurs de la résistivité individuelle de 
contact seront identifiées sur la base de la comparaison paramétrée entre les valeurs mesurées 
et calculées. Le choix des combinaisons de brins retenus permettra de vérifier non seulement la 
valeur moyenne de ce paramètre mais aussi les éventuelles disparités entre les contacts intra-
étage ou inter-étages. 

 
Figure 5 : (Gauche) reconstruction des brins supraconducteurs de l’échantillon JT-60SA 3TP. 

(Droite) cartographie des paires de résistances entre le brin n°6 (en magenta) et tous les autres brins 
supraconducteurs (en noir). 

3.3.4. Cartographies de résistances inter-brins 

Dans cette partie, nous présentons un exemple de résolution du système avec les 
conditions aux limites (i.e. potentiel et flux) imposées sur la même face pour correspondre au 
dispositif expérimental. La Figure 5 présente la cartographie des résistances entre le brin n°6 et 
tous les autres brins supraconducteurs (323 résolutions du système). L’effet de la distance sur 
la valeur de la résistance est clairement visible. Le voisinage du brin n°6 est une zone de faible 
résistance, [0.10 ; 0.13] 𝜇Ω, puisque les contacts entre ce brin et ses voisins sont importants. A 
l’inverse, la valeur de la résistance augmente avec la distance séparant une paire de brins 
donnée. En effet, la traversée du réseau implique un nombre croissant de contacts (en série et 
parallèle) avec la distance séparant les brins. L’ordre de grandeur des résistances calculées est 
faible et est cohérent avec les attentes et les mesures antérieures sur ce type de CICC. La 
technologie des câbles en conduit cherche à redistribuer les courants entre les brins le plus 
efficacement possible et à minimiser les résistances transverses et longitudinales (hors état 
supraconducteur).  

Le réseau établi plus haut permet d’imposer les conditions aux limites de manière 
arbitraire sur des nœuds quelconques du réseau. Associé à la connaissance des différents étages 
du câble, cela permet de modéliser une situation quelconque d’opération ou une configuration 
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de mesures spécifique, en particulier, déterminer les résistivités entre les différentes torsades 
du câble.  

Les valeurs de résistances calculées via ce réseau comportent une incertitude qui est liée, 
d’une part, à la géométrie du câble issue de la tomographie (diamètre d’un brin estimé à la 
résolution d’un pixel près entrainant des erreurs sur les largeurs et épaisseurs de contacts), 
d’autre part, une incertitude intrinsèque aux propriétés des matériaux composant le câble et 
enfin, aux erreurs numériques. Une estimation claire de ces incertitudes sera établies grâces aux 
données expérimentales. 

4. Conclusion 

Nous avons présenté la méthode d’analyse des données 3D issues de la tomographie de 
rayons-X des câbles en conduit. Nous disposons ainsi des véritables trajectoires des brins qui 
se révèlent complexes ainsi que de la distribution des contacts inter-brins et de leur surface 
associée. Enfin, connaissant les distances inter-brins en chaque point de l’échantillon, nous 
identifions les différents étages qui composent le câble.  L’association, de ces derniers avec les 
statistiques de contacts permet de générer le réseau électrique équivalent du câble et se placer 
en tous points et toutes échelles. Nous donnons un exemple de résolution du réseau électrique 
pour les paires de brins supraconducteurs. Pour une paire de brins donnée, la résistance 
augmente avec la distance séparant ces brins. Nous confronterons les simulations réalisées à 
l’aide du réseau électrique à des mesures de résistance inter-brins et inter-étages actuellement 
en cours. Enfin, nous prévoyons d’utiliser les résultats de ces mesures comme paramètres 
d’entrée du modèle COLISEUM qui vise à prédire les pertes par couplages d’un câble en 
conduit à différentes échelles. 
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Résumé -  Dans ce travail, des architectures ont été imprimées en 3D et recouvertes de charbon 
actif pour améliorer le transport de l’eau et la conversion photothermique lorsqu’elles sont utilisées 
comme évaporateurs solaires pour la purification de l’eau. L’accent a été mis sur la modélisation du 
processus d’évaporation pour étudier les différents aspects affectant les performances. Nous présentons 
ainsi un modèle numérique 3D permettant de simuler les transferts de vapeur d’eau et de chaleur vers 
l’air extérieur en modélisant l’écoulement autour des évaporateurs avec pour objectif de développer un 
modèle plus représentatif des conditions expérimentales. 

Nomenclature 
cp capacité thermique, J.K-1.kg-1 𝐷𝑣𝑎 coefficient de diffusion de la vapeur dans 

l'air, m² s-1 �⃗� accélération gravitationnelle, m s-2 
hc coefficient convectifd’échange

thermique, W.m-2.k-1 
hv enthalpie de vaporisation, kJ.kg-1 

Hr humidité relative, % 
K massiquetransfertdecoefficient

convectif, m.s-1 �̇�  taux d’évaporation, kg.m-2.h-1 
M masse molaire, kg.mol-1 

P pression, Pa 
Ps  ensoleillement moyen sur terre, W.m-2 

R constante universelle des gaz, J mol-1 K-1 

𝑅𝑐 résistance thermique, m2 K1 W-1 

T  Température, K �⃗⃗� vitesse d’écoulement, m s-1 
Symboles grecs 
λ conductivité thermique, W.m-1.K-1 𝜇 viscosité dynamique, Pa s 
ρ masse volumique, kg.m-3 

Indices et exposants 
a air ambiant 
i composant i 
m matériau 
sat saturation 
v vapeur 
w eau 
0 référence

1 Introduction 
En raison de l'augmentation de la population mondiale, de la pollution des rivières et du 

réchauffement climatique, on estime que d'ici 2050, 3,9 milliards de personnes, soit plus de 
40 % de la population mondiale, vivront dans des zones de stress hydrique [1]. Il est donc 
nécessaire de développer de nouvelles solutions pour produire de l'eau propre en utilisant moins 
d'énergie. L'énergie solaire est bien adaptée à la production d'eau propre à l'aide d'un système 
d'évaporation/condensation [2]. En effet, l’insertion d’un matériau évaporateur à l’interface 
air/eau permet d’augmenter considérablement le flux d’évaporation. La vapeur d’eau est ensuite 
condensée au contact d’une paroi froide. 

L'évaporation de l'eau est un phénomène qui se produit à l'interface entre l'eau, qu'elle soit 
liquide ou adsorbée sur une surface, et l'air. Nous avons montré que le débit d'évaporation de 
l'eau dépend de la température de l'air autour du matériau évaporateur [3] et que l'humidité joue 
également un rôle, mais dans une moindre mesure. En effet, l'augmentation de la température 
de l'air augmente également la pression de vapeur saturante, ce qui permet à l'air de contenir 
davantage d'eau. En outre, l'augmentation de la température de l'interface augmente la 
température locale de l'air et permet à plus d'eau de s'évaporer. Pour obtenir une efficacité 
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d'évaporation élevée, le matériau doit être très absorbant pour la lumière et la chaleur doit être 
maintenue à l'interface [4,5]. Habituellement, une mousse isolante est utilisée pour maintenir la 
chaleur à la surface, sur laquelle le matériau évaporateur est positionné sous flux solaire. L'eau 
est pompée soit à travers le matériau, soit à travers du coton ou un autre matériau à forte 
diffusion d'eau. Ces matériaux peuvent être constitués de nanostructures métalliques, de 
nanostructures semi-conductrices inorganiques, de polymères ou de carbone [6]. 

 
Figure 1 : Procédé d'impression 3D pour obtenir une structure poreuse en 3D, puis remplissage des 

espaces vides avec du charbon actif. 
Dans cet article, une nouvelle approche consistant à combiner un nanomatériau carboné et 

l’impression 3D est utilisée pour étudier différents types de géométries à l'aide de mesures 
expérimentales et de modélisation numérique. L'originalité de ce travail consiste à utiliser une 
structure imprimée en 3D recouverte de poudre de charbon actif (CA) comme matériau 
d'évaporation sous flux convectif. Une surface plane en 2D et quatre structures 3D différentes 
sont étudiées ici pour observer les phénomènes qui se produisent pendant l'évaporation. Des 
résultats expérimentaux d'évaporation ainsi que des résultats de simulation sont présentés. 
Ensuite, une étude sur les coefficients d'échange thermique de chaque côté de tous les matériaux 
est réalisée à partir des résultats de simulation. Enfin, l'effet de faire une perforation dans une 
structure paraboloïde 3D est étudié. 

2 Matériels et méthodes 

2.1 Matériaux d’évaporation 
Cinq géométries ont été étudiées : une surface plane en 2D et quatre structures en 3D, à 

savoir un cône inversé, une sphère et un paraboloïde de révolution, sans ou avec perforation. 
Chaque matériau a d'abord été dessiné sur COMSOL et conçu à l'aide du logiciel de CAO 
NAUTA (DWS, Italie), puis imprimé à l'aide d'une imprimante 3D haute résolution DWS J28 
(desktop SLA), de la résine Invicta DL380 (DWS, Italie) et d'un laser de classe 1 (λ = 405 nm, 
32 mW) avec une taille de spot laser de 17 µm. La structure imprimée en 3D qui en résulte sert 
uniquement de squelette, qui est rempli de CA, et ne diffuse pas l'eau elle-même. Les géométries 
résultantes présentent un motif de grille avec un espacement qui permet de les recouvrir 
totalement avec du CA, et ont une surface uniforme sur les côtés et le dessus. Le CA utilisé 
pour toutes les expériences est le PULSORB WP270 de Chemviron, une société de Kuraray. 
Le processus de fabrication des structures est illustré sur la Figure 1. 

2.2 Modèle physique 
Le simulateur solaire utilisé dans cette étude est refroidi par plusieurs ventilateurs car sa 

puissance de sortie est proche de 1 kW. Pour étudier l'écoulement autour de la structure, un 
modèle 3D a été écrit en utilisant COMSOL Multiphysics 6.0. Le modèle de matériau 
d'évaporation paraboloïde est illustré en Figure 2. Dans l'expérience et dans le modèle, la 
surface supérieure est éclairée par le rayonnement solaire, refroidie par convection avec l'air, et 
évapore de l'eau comme le montre la Figure 2a. En bas, il n'y a que de la conduction, avec un 
coefficient de transfert de chaleur fixé. 
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Figure 2 : a) Schéma du système d'évaporation expérimental et de la physique impliquée ; et b) 
Schéma des conditions limites fixées dans la simulation (seule la section calculée est montrée ici). 

2.2.1 Equations générales 

Afin de simuler les transferts de chaleur et de masse existant pendant le processus 
d'évaporation, les équations de conservation de l'énergie et de la masse ont été utilisées pour 
obtenir la température, T (Eq. 1), la vitesse d'écoulement du fluide, �⃗⃗� (Eq. 2 et Eq. 3), et la 
concentration de la vapeur dans l'air, ρv (Eq. 5). L'équation de conservation de l'énergie décrit 
le transfert de chaleur par conduction et les changements de température au cours du temps. 
L'équation de transfert de chaleur s'écrit donc comme suit : 𝜌𝑗𝑐𝑝,𝑗�⃗⃗� ∙ �⃗⃗�𝑇 + �⃗⃗� ∙ (−𝜆𝑗�⃗⃗�𝑇) = 0      (Eq. 1) 
où 𝜌𝑗 (kg m-³) est la masse volumique, 𝑐𝑝.𝑗 (J kg-1 K-1) est la chaleur spécifique, �⃗⃗� (m s-1) est la 
vitesse d’écoulement et 𝜆𝑗 (W m-1 K-1) est la conductivité thermique du composant j (matériau 
d’évaporation, m, ou air, a). La vitesse d'écoulement du fluide est décrite par les équations 
stationnaires de Navier-Stokes (Eq. 2) et de conservation de la masse (Eq. 3). 𝜌𝑎(�⃗⃗� ∙ �⃗⃗�)�⃗⃗� = �⃗⃗� ∙ [−𝑝𝑰 + 𝜇(𝛻�⃗⃗� + (𝛻�⃗⃗�)𝑇) − 23 𝜇(�⃗⃗� ∙ �⃗⃗�)𝑰] − 𝜌𝑎�⃗�  (Eq. 2) �⃗⃗� ∙ (𝜌𝑎�⃗⃗�) =0     (Eq. 3) 
où 𝑝 (Pa) est la pression, 𝜇 (Pa s) est la viscosité dynamique de l’air and �⃗� (m s-2) l’accélération 
de la pesanteur. 𝜌𝑎 (kg m-3) est la masse volumique de l'air et se calcule comme suit: 𝜌𝑎 = 𝑝𝑀𝑎𝑅𝑇       (Eq. 4) 

où R (8,314 J mol-1 K-1) est la constante universelle des gaz et 𝑀𝑎 (kg mol-1) est la masse molaire 
de l'air. Le transfert de la vapeur d'eau est décrit par le phénomène de diffusion de l'eau dans 
l'air (Eq. 5): 

 �⃗⃗� ∙ (𝜌𝑣 �⃗⃗� − 𝐷𝑣𝑎 �⃗⃗�𝜌𝑣) = 0     (Eq. 5) 
où 𝐷𝑣𝑎 (m² s-1) est le coefficient de diffusion de la vapeur dans l'air. 

2.2.2 Conditions aux limites 

Dans cette section, les conditions aux limites utilisées sont données. Il convient de noter que 
les conditions de continuité thermique sont utilisées dans l'équation de la chaleur (Eq. 1) pour 
toutes les frontières internes. Les conditions aux limites sont également représentées sur la 
Figure 2b. 

2.2.2.1 Interface entre l’air et le matériau évaporateur 

L'échange de chaleur à la surface (Eq. 6) tient compte de la convection, du rayonnement 
lumineux entrant, ainsi que des pertes par émission et évaporation de l'eau (Figure 2). 
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L'évaporation de l'eau implique le taux d'évaporation de la surface, �̇�𝑠𝑢𝑟𝑓 (kg m-2 h-1), multiplié 
par l'énergie consommée pour élever la température de l'eau et l'enthalpie de vaporisation de 
l'eau, ℎ𝑣 (J kg-1). −�⃗⃗� ∙ (−𝜆𝑚�⃗⃗�𝑇) = −�⃗⃗� ∙ (𝜌𝑎𝑐𝑝,𝑎𝑇�⃗⃗� − 𝜆𝑎�⃗⃗�𝑇) − �̇�𝑠𝑢𝑟𝑓(ℎ𝑣 + 𝑐𝑝,𝑣(𝑇 − 𝑇𝑟𝑒𝑓)) + 𝑃𝑟    (Eq. 6) 
où 𝜆𝑚 (W m-1 K-1) est la conductivité thermique du matériau d'évaporation, 𝜌𝑎 (kg m-3) est la 
masse volumique de l'air, 𝑐𝑝,𝑎 (J kg-1 K-1) est la capacité thermique de l'air, 𝜆𝑎 (W m-1 K-1) est 
la conductivité thermique de l'air, 𝑇𝑟𝑒𝑓 (273.15 K) est la température de référence,  𝑃𝑟 (W m-2) 
le terme source de densité de puissance de l'équation de rayonnement de surface à surface et −�⃗⃗� le vecteur unitaire normal à la frontière. 

Le calcul du rayonnement de surface à surface utilise un ensemble d'équations de la boîte à 
outils de rayonnement de surface à surface de COMSOL. Le terme source d'énergie du soleil, 𝑃𝑠 (W.m-2), est réglé pour que l'énergie solaire soit appliquée sur l'axe perpendiculaire au 
matériau. À la surface supérieure, la perte d'eau dans l'équation de la diffusivité est égale au 
taux d'évaporation: −�⃗⃗�(𝜌𝑣 �⃗⃗� − 𝐷𝑣𝑎�⃗⃗�𝜌𝑣) = �̇�𝑠𝑢𝑟𝑓    (Eq. 7) 

On considère que la surface du matériau est saturée d'eau liquide. Puisque l'évaporation de 
l'eau provient de la différence de concentration massique entre la surface et l'air, alors �̇�𝑠𝑢𝑟𝑓 
est calculé comme suit [7]: �̇�𝑠𝑢𝑟𝑓 = −𝐾(𝜌𝑣,𝑠𝑎𝑡 − 𝜌𝑣)     (Eq. 8) 
où 𝐾 (m s-1) est le coefficient d'échange de masse par convection. En outre, la concentration de 
la vapeur à la limite air-matériau, considérée comme saturée, 𝜌𝑣,𝑠𝑎𝑡 (kg.m-3), est calculée 
comme suit: 𝜌𝑣,𝑠𝑎𝑡 = 𝑃𝑣,𝑠𝑎𝑡𝑀𝑣𝑅𝑇      (Eq. 9) 

où 𝑀𝑣 (kg mol-1) la masse molaire de l'eau. La pression de la vapeur d'eau à une température 
donnée T, 𝑃𝑣,𝑠𝑎𝑡 (Pa), est calculée comme suit: 𝑃𝑣,𝑠𝑎𝑡 = 𝑃0 𝑒𝑥𝑝 (ℎ𝑣𝑅 𝑀𝑣 ( 1𝑇0 − 1𝑇))    (Eq. 10) 

où 𝑃0 (101 325 Pa) est la pression de référence et 𝑇0 (373.15 K) est la température d'ébullition 
de l'eau. 

2.2.2.2 Interface entre la réserve d’eau et le fond du matériau 

Pour simplifier, un flux de chaleur par conduction est représenté comme suit, avec une 
résistance thermique globale et une température de l'air fixe: −�⃗⃗� (−𝜆𝑚�⃗⃗�𝑇) = (𝑇𝑎−𝑇)𝑅𝑐       (Eq. 11) 

où 𝑅𝑐 (m2 K1 W-1) est la résistance thermique entre le matériau évaporateur et l'eau, et 𝑇𝑎 (K) 
est la température de l'air. 

2.2.2.3 Entrées, sorties d'air et autres limites 

Pendant l'expérience, la vitesse d'écoulement de l'air, Vin, a été mesurée et s'est avérée être 
de 0,3 m s-1. Cette dernière valeur et la 𝑇𝑎 entrant dans le domaine, fixée à 293,15K, ont été 
utilisées pour calculer la concentration de l'eau à l'aide de l'équation suivante: 𝜌𝑣,𝑖𝑛 = 𝑃𝑣,𝑠𝑎𝑡,20𝑀𝑣𝑅𝑇 𝐻𝑟      (Eq. 12) 

où 𝑃𝑣,𝑠𝑎𝑡,20 (Pa) est la pression de vapeur d'eau à 20°C calculée à l'aide de l'Eq. (10), la 
température, T, et l'humidité relative, Hr, étant respectivement de 293,15K et 50%. D'autres 
frontières, représentées en gris sur la Figure 2b, ont également ces valeurs de T et Hr, et sont 
également considérées comme des parois pour la physique de l'écoulement. Un plan de symétrie 
passant par le milieu de la structure, dans la direction de l'écoulement, est utilisé pour réduire 
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le temps de calcul, permettant de ne calculer que la moitié de la géométrie. La Figure 2b montre 
la section calculée. 

3 Résultats et discussion 

3.1 Comparaison entre la simulation et les expériences 
La Figure 3a montre les performances d'évaporation pour toutes les géométries imprimées, 

ainsi que pour une surface plane de CA et d'eau sans matériau. Chaque résultat dépend 
linéairement de la température, de sorte qu'une régression linéaire peut être effectuée pour 
déterminer une valeur d'évaporation à 293,15K. La particularité pour le paraboloïde perforé est 
que l’évaporation est plus dépendante de la température de l'air que les autres. À 293,15K, les 
taux d'évaporation expérimentaux étaient de 0,53, 1,34, 1,41, 1,91 et 1,91 kg m-2 h-1, pour les 
géométries plane, conique, sphérique, paraboloïde et paraboloïde perforée, respectivement. Ces 
derniers résultats sont présentés dans la Figure 3b, ainsi que les résultats simulés pour chaque 
géométrie, en fonction de la surface totale d'évaporation, qui comprend à la fois la surface 
éclairée et la surface latérale des géométries. Il est mis en évidence que l'évaporation augmente 
linéairement avec la surface d'évaporation totale. Les taux d'évaporation simulés étaient de 0,88, 
1,63, 1,61, 1,94 et 1,97 kg m-2 h-1 pour les géométries plane, triangulaire, sphérique, paraboloïde 
et paraboloïde perforée, respectivement. 

  

 
Figure 3 : a) Régressions linéaires des résultats expérimentaux du taux d'évaporation pour chaque 

géométrie ; b) taux d'évaporation simulé et expérimental en fonction de la surface totale d'évaporation ; 
essai de fumée pour la géométrie paraboloïde vue de : c) côté, et d) avant ; courbes de vitesse de 
l'écoulement d'air simulé vues de : e) côté, et f) dessus. 

En prenant une température de 293,15K, une Hr de 50 % et un faible flux convectif comme 
cas de référence, le paraboloïde perforé évapore à 1,91 kg m-2 h-1. Un matériau similaire en 
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forme de coupe 3D a été fabriqué par Shi et al. et avait au moins 50% de surface d'évaporation 
en plus que le paraboloïde perforé présenté ici, et il évaporait à 2,04 kg m-2 h-1 sous un éclairage 
solaire [8].  

Il a été constaté que le ventilateur refroidissant la lampe au xénon, qui est positionné à 
l'arrière du système d'évaporation comme le montrent les Figure 3c et Figure 3d, crée un flux 
d'air autour du matériau avec une vitesse d'air de 0,4 m s-1. Un test de fumée a donc été effectué 
et a révélé que la convection était forcée en raison du refroidissement de la lampe au xénon. La 
Figure 3c et la Figure 3d montrent la fumée provenant de l'avant et du côté du système. Sur le 
côté, le flux passe au-dessus de la géométrie et on peut voir une partie de la fumée s'écouler à 
l'intérieur du paraboloïde. De face, l'écoulement contourne le côté de la géométrie. 
L'écoulement simulé, calculé à l'aide des Eq. (2) et (3), est illustré en Figure 3e et Figure 3f et 
présente un comportement similaire à celui de l'essai de fumée. Un tourbillon est visible derrière 
la géométrie, ce qui n'était pas visible dans le test de fumée. 

Les Figure 4a à Figure 4e montrent la distribution de l'humidité relative pour les différentes 
géométries et les Figure 4f à Figure 4j montrent la distribution de la température. Avec ces 
simulations, on peut également observer que l'air entrant en contact avec la géométrie se charge 
en humidité et augmente sa température. Ceci montre que les transferts de masse et de chaleur 
sont transversaux et donc pilotés par le flux d'air créé par le ventilateur utilisé pour refroidir le 
simulateur solaire. Cette observation, couplée aux expérimentations (en Figure 3), valide 
l'hypothèse d'utiliser un modèle 3D pour étudier les transferts de chaleur et de masse. Lorsque 
la convection naturelle est prédominante et que le transfert vertical est observé, une simulation 
2D axisymétrique est suffisante. De plus, un tourbillon est visible derrière chaque géométrie, 
ce qui améliore le transfert de chaleur et de masse et donc l'évaporation. 

La géométrie paraboloïde perforée, quant à elle, présente un écoulement de bas en haut, la 
perforation à l’arrière faisant également office d'entrée. L'entrée d'air en bas permet à cette 
géométrie d'accélérer les transferts à l'intérieur, ce qui peut être vu sur la Figure 3a où la 
régression linéaire du paraboloïde montre un comportement plus sensible au changement de 
température. Entre les géométries, des comportements similaires sont perceptibles. La 
température est toujours plus élevée au centre de la géométrie, c'est-à-dire à la pointe du cône, 
à la base de la sphère ou à la base du paraboloïde. De même, plus la géométrie est grande, plus 
la température interne est basse, ce qui est dû à la répartition du rayonnement sur une plus 
grande surface ainsi qu'aux pertes par évaporation. Généralement, une température de surface 
plus élevée est souhaitable pour l'évaporation [3], mais dans ce cas, elle peut aussi être un 
moyen d'exploiter l'énergie de l'air [9]. En effet, si la surface est plus froide que l'air, l'échange 
entre les deux est bénéfique, ce qui est le cas en plusieurs points pour les deux paraboloïdes. 

3.2 Coefficients d'échange sur les différents côtés 
Malgré l'absence d'évacuation d'air saturé, l'échange de chaleur varie en fonction de chaque 

géométrie. Dans le cas où l'air environnant n'est pas simulé par la dynamique des fluides, 
l'échange de chaleur est considéré en introduisant le coefficient de transfert de chaleur 
convectif, qui est difficile à estimer lors de l'utilisation de géométries complexes [3]. Par 
conséquent, cette section propose d'étudier l'impact de la géométrie sur le coefficient de 
transfert de chaleur convectif. La Figure 5 montre les différents coefficients de transfert de 
chaleur convective recalculés le long d'une ligne au milieu et sur les côtés de la géométrie pour 
les cas présentés précédemment. Les différentes structures sont représentées au milieu de la 
Figure 5a, et les coefficients de transfert de chaleur correspondants sont tracés sur ses côtés : 
avant, haut et arrière. L'avant étant représenté à gauche, d'où provient le flux d'air, l'axe des x 
est positif à gauche et négatif à droite. En outre, le graphique du haut montre hc en fonction de 
l'axe des x et les graphiques de l’avant et de l’arrière montrent hc en fonction de l'axe des y. Le 
coefficient a été calculé à partir du bilan des flux de chaleur arrivant à la frontière. Tout d'abord, 
au niveau des surfaces avant et arrière, correspondant respectivement aux graphiques gauche et 
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droite, les transferts thermiques sont plus prévisibles. Pour les grandes géométries, qui sont tous 
deux des paraboloïdes, le transfert de chaleur à l'avant est constant avec des valeurs autour de 
16 W m-2 K-1, tandis que les plus petites, qui sont le cône inversé et la sphère, montrent une 
valeur maximale près du sommet (25 W m-2 K-1), qui diminue jusqu'à une valeur minimale à la 
base (10 W m-2 K-1). Ces valeurs reflètent le fait que le flux d'air arrive perpendiculairement au 
cylindre sans perturbation, ce qui permet un transfert de chaleur élevé. Ce n'est pas le cas à 
l'arrière des géométries, car elles présentent toutes un tourbillon qui part du haut et revient vers 
leur face arrière (Figure 4). Il en résulte une courbe avec une valeur maximale du coefficient 
de transfert de chaleur à l'endroit où le flux arrive, à l'arrière des géométries, de 10 W m-2 K-1 
pour toutes les géométries, à l'exception du paraboloïde perforé, qui présente un vortex plus 
élevé et un coefficient maximal de 5 W m-2 K-1. Cependant, ces valeurs sont inférieures à celles 
de la face avant car la vitesse de l'écoulement est réduite par la présence des structures, comme 
on peut le voir sur les Figure 5b et 5c. 

 
Figure 4 : de a) à e) humidité relative et 

courbes de vitesse du flux d'air; et de f) à j) 
température vue sur un plan placé au milieu du 

domaine pour chaque géométrie. 

 
Figure 5 : a) Coefficient de transfert de chaleur 
sur la face avant, la face arrière et la surface 

supérieure ; profil de vitesse de l'air pour le : b) 
paraboloïde, et c) paraboloïde perforé. 

La surface plane, représentée uniquement sur la face supérieure, présente un coefficient plus 
uniforme d'environ 10 W m-2 K-1. Bien que la valeur augmente à la frontière avant, puisque la 
quantité de surface par transfert de chaleur est faible, la surface plane transfère de manière 
homogène car l'écoulement n'est pas perturbé par sa présence. Par rapport au comportement de 
la surface plane, les autres géométries présentent un profil de hc qui dépend de la convection 
qui se produit au sommet. Elles présentent toutes un effet de vortex, visible sur les Figure 4b-
d, qui part de la face arrière de la surface supérieure, où l'écoulement touche la structure, puis 
se déplace vers l'intérieur en passant par le centre de la géométrie concave, puis vers la face 
avant de la géométrie supérieure. Ce tourbillon est directement visible sur le coefficient de 
transfert de chaleur, puisque l'air s'écoulant sur une surface entraîne un transfert de chaleur plus 
important. Par conséquent, le cône inversé, la sphère et le paraboloïde présentent chacun une 
valeur élevée à l'arrière (à droite du graphique) et diminue jusqu'à une faible valeur, inférieure 
à 8 W m-2 K-1, puis augmente à nouveau à l'avant (à gauche du graphique). Le paraboloïde 
présente une courbe plus raide à l'avant, avec une valeur croissante supérieure à 15 W m-2 K-1, 
une valeur que la sphère et le cône inversé ne dépassent pas. Le paraboloïde perforé, cependant, 
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montre un comportement différent qui est causé par l'écoulement à travers les perforations. En 
fait, comme on peut le voir sur la Figure 5c, l'écoulement à l'intérieur des perforations à l'avant 
du paraboloïde perforé est rapide, ce qui se traduit directement par une valeur hc élevée, autour 
de 40 W m-2 K-1, visible en bleu sur la droite du graphique supérieur, là où la perforation 
commence. Le transfert de chaleur devient élevé puis diminue. Cependant, en raison du flux 
d'air, ce comportement n'est pas symétrique, de sorte que la face avant de la surface supérieure 
ne présente pas un transfert aussi élevé. Les perforations sont donc thermiquement bénéfiques, 
car elles augmentent le transfert de masse et donc le transfert de chaleur, mais comme l'air est 
rapidement saturé, cet effet ne se traduit guère par une augmentation de l'évaporation. 

4 Conclusion 
Dans cette étude, un nouvel évaporateur solaire combinant un squelette imprimé en 3D pour 

créer des géométries uniques recouvertes de charbon actif (CA) a été modélisé et validé en 
utilisant un ensemble de résultats expérimentaux obtenus sur différentes géométries 
d'évaporateur. Un taux d'évaporation de 1,91 kg m-2 h-1 a été atteint à 293,15K sous une 
illumination solaire de 1 kW m-2. Il a été constaté que le taux d'évaporation dépend fortement 
de la surface d’évaporation. Une étude des coefficients d’échange thermique a montré leur 
variation en fonction de la géométrie. Il a également été constaté que la géométrie utilisée pour 
l'évaporation doit permettre le passage de l'air, afin que l'échange thermique soit favorisé par le 
flux d'air et que l'air saturé en eau puisse être évacué, ce qui a été facilité par des perforations à 
la base de la structure paraboloïde imprimée en 3D. Grâce à cette nouvelle structure imprimée 
en 3D et remplie de CA, une grande variété de géométries précises et ouvertes peuvent être 
réalisées pour améliorer encore les résultats de l'évaporation solaire sous flux convectif.  
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Résumé - Les supraconducteurs de type câble en conduit, constituant les bobines de tokamak, sont

composés d’un milieu poreux refroidi par un écoulement d’hélium forcé à température cryogénique.

Dans le cadre de la caractérisation des propriétés thermo-hydrauliques de ces câbles, des expériences

d’écoulement forcé de fluide en équilibre ou en déséquilibre thermique avec les solides ont été

réalisées. Une méthode inverse appliquant un modèle d’écoulement ainsi qu’un modèle thermique à

trois températures permet l’estimation des coefficients de friction et d’échange convectif volumique du

milieu. Les résultats mettent en évidence une plage de mesure testée appartenant à un régime inertiel et

des coefficients d’échange convectif en accord satisfaisant avec la corrélation de Dittus-Boelter.

Nomenclature

A surface, m2

L longueur de l’échantillon, m

e épaisseur, m

Dh diamètre hydraulique, m

Pw périmètre mouillé, m

C capacité thermique, J.kg−1.K−1

T température, K

v vitesse, m.s−1

p pression, Pa

R′ constante spécifique du gaz, J.kg−1.K−1

ṁ débit massique, kg.s−1

q flux thermique, W.m−3.K−1

Re nombre de Reynolds

Pr nombre de Prandtl

Nu nombre de Nusselt

h coefficient d’échange convectif, W.m−2.K−1

f coefficient de friction de Darcy

K perméabilité, m2

Symboles grecs

β coefficient inertiel, m−1

ρ masse volumique, kg.m−3

λ conductivité thermique, W.m−1.K−1

µ viscosité dynamique, Pa.s

µJT coefficient de Joule-Thomson, K.Pa−1

Indices et exposants

s solide (brins ou gaine)

ext environnement extérieur

ruban ruban en acier

stagnant fluide stagnant entre ruban et gaine

1. Introduction

Le refroidissement des aimants supraconducteurs de tokamak peut être effectué à l’aide d’un

écoulement forcé d’hélium supercritique à température cryogénique, e.g. 4.5 K. L’aimant est

dans ce cas constitué de conducteurs bobinés de type câble en conduit, ceci assurant l’évacuation

efficace de la chaleur et la stabilité thermique pour l’état supraconducteur. Une perte de cette

stabilité est un évènement majeur durant l’opération d’un tokamak du fait de l’endommagement

potentiel de l’aimant. En effet, la transition irréversible de l’état supraconducteur vers l’état

résistif convertit, par effet joule, d’importantes quantités d’énergie magnétique stockée dans la

bobine en chaleur, e.g. 106 J. Il est donc nécessaire pour la sûreté de la machine de modéliser

et de prédire le comportement thermo-hydraulique de ces câbles. Pour ce faire, les paramètres

géométriques, d’écoulement et de transferts thermiques des câbles doivent être mesurés.

Les échantillons testés proviennent d’une bobine toroı̈dale de JT-60SA. Ils sont composés

https://doi.org/10.25855/SFT2023-034
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de 486 brins de cuivre ou de niobium-titane dans un agencement multiétages de torsades qui

est enrubanné puis inséré dans une gaine en acier. La morphologie complexe du milieu est un

poreux inséré dans un conduit [1]. D’une longueur de 1 m, ils correspondent à plus de trois

fois le pas de torsade (0.29 m) du dernier étage des brins. Cette longueur assure un écoulement

développé hydrauliquement et thermiquement et est représentative de la morphologie complète

du câble qui se répète à chaque pas de torsade dans l’aimant de longueur totale 113 m. Les

paramètres géométriques des échantillons ont été déterminés à partir de mesures 3-D de to-

mographie aux rayons X [2] sur un échantillon du même câble, voir Figure 1. L’épaisseur de

gaine est réduite de moitié afin de limiter son inertie thermique et son influence. Le diamètre

hydraulique choisi dans le cadre de cette étude est une longueur caractéristique de l’échelle du

pore. Il est déterminé à partir d’une surface de fluide et de périmètres mouillés moyennés le

long de l’échantillon. Les brins sont supposés de sections identiques et circulaires. La surface

de fluide moyenne est calculée à partir du volume de fluide divisé par la longueur d’échantillon.

Ce volume de fluide est déduit de la soustraction des volumes de solides (brins, gaine et ruban)

au volume total d’échantillon. Les périmètres mouillés entre fluide et brins ainsi qu’entre fluide

et gaine sont estimés sur chaque section tomographiée puis moyennés longitudinalement.

Figure 1 : Image et reconstruction 3-D d’un câble à partir de résultats de tomographie à rayon X

Il existe peu de travaux dans la littérature concernant la mesure du coefficient d’échange

convectif h entre les solides (brins/gaine) et le fluide dans les câbles en conduit. Ce paramètre

reste donc estimé par des corrélations générales et admises dans la communauté de fusion (e.g.

corrélation de Dittus-Boelter ou analogie de Colburn-Reynolds [3]) montrant des résultats di-

vergents. Néanmoins, des mesures stationnaires et transitoires avec un flux de chaleur externe

imposé sur la gaine induisant un déséquilibre thermique entre phases ont déjà été réalisées

auparavant [4], [5]. Ces résultats portent sur la mesure du coefficient d’échange thermique

pariétal (local) et non volumique (global) entre fluide et gaine. Une autre méthode transitoire

qui consiste à imposer une variation de la température de fluide en entrée d’écoulement et de

mesurer la réponse en sortie a aussi été appliquée avec succès [6]. Le coefficient d’échange ther-

mique estimé dans ce cas était effectif pour le volume entre l’entrée et la sortie. Ces mesures

concernaient des câbles spécifiques comportant un canal de refroidissement supplémentaire en

forme de spirale (e.g. bobine toroı̈dale du tokamak ITER). Le paramètre mesuré correspondait

à l’échange thermique entre deux écoulements de fluide (l’un circulant dans la région des brins

et l’autre circulant dans le canal) et non à l’échange thermique entre fluide, brins et gaine. Il est

proposé dans cette étude de mesurer le coefficient d’échange convectif volumique entre brins et

fluide via cette approche, ce qui requiert une méthode d’inversion et donc un modèle associé.

Un modèle à trois températures a donc été développé pour analyser la réponse du système à

une perturbation. Le coefficient de friction du câble est aussi mesuré car il est requis dans cette

analyse. La détente due aux pertes de charge induit des gradients de pression, de densité, de
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vitesse ainsi qu’un effet de compressibilité (l’effet Joule-Thomson) agissant comme un puits

thermique à modéliser et réduisant dans ce cas la température le long de l’écoulement.

Contrairement au coefficient d’échange thermique, de nombreuses études ont porté sur la me-

sure du coefficient de friction dans les câbles en conduit [7]. Il en ressort plus particulièrement

deux approches. L’une repose sur le modèle d’écoulement dans un conduit de Darcy-Weisbach

[8] et l’autre sur le modèle d’écoulement dans un milieu poreux de Darcy-Forchheimer [9].

Le modèle de Darcy-Forchheimer est ici appliqué pour mesurer les paramètres d’écoulement

propres à la morphologie du câble, à savoir la perméabilité K et le coefficient inertiel β. L’ana-

logie entre les deux modèles permet ensuite de déduire le coefficient de friction de Darcy f en

fonction des paramètres d’écoulement.

Le papier décrit le dispositif et protocole expérimentaux. Il se concentre ensuite sur la des-

cription du modèle hydraulique et thermique ainsi que la mesure des coefficients de friction et

d’échange convectif. Les résultats sont discutés et comparés aux corrélations de la littérature.

2. Dispositif expérimental

Nous proposons un dispositif expérimental basé sur l’adaptation d’un banc d’essais existant

et précédemment destiné à l’étude des pertes de charge dans ce type de câble [10]. La boucle

expérimentale est représentée en Figure 2. Elle utilise de l’azote gazeux à température ambiante

comme fluide de travail dans des conditions équivalentes à un écoulement forcé d’hélium su-

percritique, en similarité de conductivité thermique (λ = 0.02 W.m.−1K−1), des nombres de

Reynolds (Re = [100 10000]) et de Prandtl (Pr = [0.6 0.7]).

Le coefficient de friction est déterminé à nombre de Reynolds équivalent comme décrit en

équation (1) résultant de l’analogie entre les deux modèles d’écoulement précédemment cités :

f = 2Dh(
Dh

K

1

Re
+ β) (1)

Le nombre de Nusselt, et donc le coefficient d’échange convectif, sont déterminés à Reynolds

et Prandtl équivalents avec l’équation (2).

Nu = h
Dh

λ
= aReαPr

1
3 (2)

L’azote est délivré à une pression de 20 bar au maximum avec une plage de débit massique allant

de 10 à 110 kg/h. L’azote circule en amont de l’échantillon à travers un circuit à température

ambiante ou bien à travers un circuit parallèle chauffé avec deux souffleurs de 4 kW, élevant la

température du fluide d’environ 15°C.

Figure 2 : Schéma du dispositif expérimental

L’instrumentation est composée d’un débitmètre massique BROOKS MF64S placé en aval

de l’échantillon, de deux manomètres absolus et un différentiel Rosemount 3051 ainsi que

deux sondes platines PT100 piquées à travers la gaine qui est percée à 10 cm de l’entrée et

de la sortie de l’échantillon. De plus, une caméra infrarouge Telops M3k placée en face de

l’échantillon permet la mesure du profil de température le long de la gaine qui a été recou-

verte d’une peinture dont l’émissivité (ϵ = 0.97) a été évaluée avec un spectromètre dans la
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gamme de longueur d’onde de la caméra. La métrologie thermique adoptée permet l’analyse de

la réponse du système à des pulses thermiques en imposant au modèle la température de fluide

mesurée en entrée puis en comparant les résultats expérimentaux et simulés de la température

de fluide en sortie. La mesure infrarouge permet une comparaison supplémentaire sur le profil

de température de gaine ainsi que d’étudier son couplage thermique avec le fluide.

Le protocole expérimental consiste à régler le débit d’azote avec un écoulement stationnaire.

La puissance de chauffage est ensuite réglée. Nous imposons finalement des fluctuations de la

température d’entrée à l’aide de la vanne trois voies sans variation du débit.

3. Modèle à trois températures

Le fluide est compressible, les profils de pression, densité et vitesse sont obtenus à partir de

la conservation de la masse en stationnaire. En effet, le débit est constant durant les expériences.

Les propriétés du fluide, mise à part la température, sont par conséquent considérées constantes.

Il en est de même pour les propriétés des solides présentant de faibles variations sur la plage de

température testée, ± 20 °C à température ambiante. Les propriétés du composite de cuivre et

de niobium-titane constituant les brins sont homogénéisées avec des moyennes surfaciques et

massiques. La conservation de quantité de mouvement (équation (4) de Darcy-Forchheimer) et

l’équation d’état permettent de fermer ce modèle :

dρ(x)v(x)

dx
= 0 (3)

ρ(x)
dp(x)

dx
= −(

µ

K

ṁ

A
+ β(

ṁ

A
)2) (4)

Les modèles thermo-hydrauliques de références pour les câbles en conduit [11], ainsi que les

études éxperimentales similaires appliquées à des mousses (échangeur poreux) [12], ont dirigé

notre choix de modèle vers un système d’équations 1-D d’advection-diffusion. Le modèle est

un milieu continu équivalent et fictif composé de trois phases (brins/gaine/azote) aux propriétés

effectives liées à la porosité et couplées thermiquement par convection. Il y a donc une équation

de conservation de l’énergie par phase (deux solides brins et gaine ainsi que le fluide) :

ρsCs

∂Ts(x, t)

∂t
= λs

∂2Ts(x, t)

∂x2
+ hs

Pws

As

(T (x, t)− Ts(x, t)) + qexts (5)

ρCp

∂T (x, t)

∂t
+ ρCpv

∂T (x, t)

∂x
= λ

∂2T (x, t)

∂x2
+ ρCpvµJT

∂p(x)

∂x

+
2∑

s=1

hs

Pws

A
(Ts(x, t)− T (x, t)) (6)

Les coefficients d’échange thermique brins/fluide et gaine/fluide sont dissociés comme suggéré

par Lacroix [5]. Des résistances thermiques entre fluide et gaine sont introduites pour modéliser

l’effet des épaisseurs de ruban et de fluide stagnant :

1

h2(gaine)

=
1

h1(brins)

+
eruban

λruban

+
estagnant

λ
(7)

Le flux thermique échangé avec l’extérieur par convection naturelle est nul concernant les brins,

alors que pour la gaine il est modélisé par :

qext2(gaine)
= hext

Pwext

A2(gaine)

(Text − T2(gaine)(x, t)). (8)
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Conditions initiales : Les profils initiaux de température des différents solides sont considérés

en équilibre thermique avec celui du fluide (T (x, 0) = Ts(x, 0)).

Conditions aux limites : Les conditions aux limites du type Dirichlet sont imposées à l’entrée

de l’échantillon et seulement à l’écoulement de fluide. La pression et la vitesse en entrée sont

toujours constantes mais la température est variable. L’équilibre thermique du système est donc

perturbé par une température de fluide imposée (T (0, t) = Tentrée(t))).
Les conditions aux limites du type Newton s’imposent à la fois à la sortie de l’écoulement

de fluide et aux deux extrémités des solides. Les flux thermiques échangés dans la direction

longitudinale avec l’amont et l’aval de l’échantillon à ces positions sont considérés nuls.

Résolution numérique : Un schéma numérique amont et implicite est résolu par volumes

finis avec une méthode inspirée de celle de Patankar [13]. Les trois équations de conservation

de l’énergie sont résolues de manière couplée. Le produit matriciel à chaque pas de temps

du vecteur contenant les sources et de la matrice inversée, fournit les profils de température.

L’hypothèse de propriétés constantes permet dans cette résolution un gain de temps de calcul

(400 s simulées en 2.5 s sur une machine standard, RAM : 16 Go et fréquence CPU : 2.4 GHz).

4. Estimation des paramètres

Chaque expérience comporte une plage stationnaire et une plage à température en entrée va-

riable qui sont respectivement utilisées afin de mesurer les coefficients de friction et d’échange

convectif des échantillons.

Analyse de la période stationnaire : Le coefficient de friction est déterminé avec l’équation

(1) après avoir mesuré la perméabilité et le coefficient inertiel du milieu. Une simplification du

modèle permet ces estimations. Les hypothèses simplificatrices supposent un état d’équilibre

thermique entre phases ainsi qu’un écoulement de gaz parfait et isotherme. Les hypothèses

ainsi que l’intégration et la combinaison des équations (3) et (4), comme décrites par Bonnet

[14], mènent à l’équation suivante pour la conservation de quantité de mouvement :

−
A

2R′

T
(
p2sortie − p2entrée

Lµṁ
) =

1

K
+ β

ṁ

µA
(9)

Cette expression de la perte de charge fournit une fonction linéaire dans laquelle les incon-

nues sont les paramètres d’écoulement du milieu. La perméabilité et le coefficient inertiel sont

donc estimés à l’aide de l’équation (9) appliquée aux mesures de pertes de charge sur les débits

testés et d’une régression linéaire.

Analyse de la période transitoire : Le coefficient d’échange convectif brins/fluide h1(brins) est

finalement estimé par une méthode inverse utilisant le modèle à trois températures. Le coef-

ficient d’échange de chaleur entre la gaine et l’extérieur hext ainsi que l’épaisseur de fluide

stagnant entre le ruban et la gaine estagnant sont aussi des inconnues du modèle. La méthode des

moindres carrés permet d’estimer l’erreur entre les évolutions de température de fluide en sortie,

simulée et expérimentale. L’erreur est ensuite minimisée à l’aide de deux méthodes distinctes :

— Méthode 1 : dichotomie dans laquelle hext = 10 W.m−2.K−1 est approximé par la

corrélation de Churchill et Chu [15] et estagnant = 45 µm a été estimé par Lacroix [5]

— Méthode 2 : optimisation par essaims particulaires [16] capable de converger vers un

minimum global pour les trois paramètres inconnus simultanément
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5. Résultats

Coefficient de friction : Les pertes de charge mesurées puis calculées à différents débits sont

présentés en Figure 3 pour l’échantillon JTF032. Les coefficients de friction mesurés sont com-

parés aux corrélations de Katheder [17] et de Decool (Katheder modifié) [10]. Les moyennes

des écarts relatifs sont respectivement 34 % et 23 %.

Figure 3 : Pertes de charge en fonction du débit massique (gauche)/ Coefficient de friction en fonction

du nombre de Reynolds (droite)

La Figure 4 permet l’analyse du régime

d’écoulement qui peut être laminaire (β =
0), de transition (β = f(v)) ou iner-

tiel (β = cst) [18]. Le terme gauche

de l’équation (9) indique une dépendance

linéaire au débit. La plage de mesure testée

appartient dans ce cas au régime inertiel.

La perméabilité mesurée est définie à partir

de l’ordonnée à l’origine de la régression

linéaire. Le paramètre est donc surestimé et

sa détermination requiert une instrumenta-

tion plus précise sur la plage des bas débits.

Néanmoins, les paramètres mesurés per-

mettent le calcul des pertes de charge et

donc des effets de compressibilité avec une

précision suffisante, voir Figure 3.
Figure 4 : Régression linéaire et projection à partir

de l’équation (9) et des mesures expérimentales

Coefficient d’échange convectif volumique : La Figure 5 (gauche) présente les évolutions

des températures de fluide mesurées en entrée et sortie d’échantillon pour le débit maximal

testé ainsi que la température de fluide en sortie simulée. Les résultats simulés sont en accord

avec l’expérience après identifications des paramètres inconnus avec la méthode 2.

Les nombres de Nusselt obtenus pour l’échange convectif brins/fluide sont présentés en Figure

5 (droite) et comparés aux corrélations de Dittus-Boelter, Colburn-Reynolds [3], Achenbach

[19] et Lewandowska (défini pour un câble ITER à double canal) [20]. L’état de l’art actuel

ne permet pas de choisir le coefficient d’échange convectif car les résultats des corrélations

montrent des écarts importants. Les nombres de Nusselt et coefficients d’échange convectif

mesurés sont respectivement sur les plages [6 16], [300 900] W.m−2.K−1 avec la méthode 1

et [9 30], [550 1700] W.m−2.K−1 avec la méthode 2, ces valeurs sont en accord satisfaisant
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avec la corrélation de Dittus-Boelter. Les corrélations de Lewandowska et Colburn-Reynolds

montrent que le comportement thermo-hydraulique varie selon le type de câble et qu’il faut

donc les caractériser individuellement.

L’ajustement de l’équation (2) sur les nombres de Nusselt volumiques identifiés par la méthode

1 sur nos points expérimentaux conduit à a = 1.083 et α = 0.315. Les corrélations comparées

possèdent un α compris entre 0.5 et 0.8 confirmant le comportement différent du câble testé.

Nous avons réalisé des thermographies infrarouges de la gaine dans un second temps et avons

vérifié leurs accords avec les simulations utilisant les paramètres estimés.

La Figure 5 (bas) présente les profils de température de gaine et les compare aux résultats de

simulation à différents temps indiqués sur la Figure 5 (gauche). La dynamique mesurée diffère

de celle simulée. Un étalonnage fin de l’ensemble des mesures est sans doute nécessaire pour

affiner ces conclusions. Les températures de gaine mesurées sont plus proches des températures

simulées pour le fluide que pour la gaine. Cela montre qu’il faut prendre en compte ces mesures

dans le processus d’identification. De plus, notre mesure de température de fluide est un piquage

à travers la gaine. Les brins ne sont pas percés et le thermocouple est positionné en proche paroi.

La mesure n’est peut-être pas assez représentative du fluide circulant dans la région des brins.

Figure 5 : Evolutions de température de fluide en entrée et sortie d’échantillon mesurées et simulées avec

la méthode 2 (gauche)/ Nombre de Nusselt en fonction du produit du Nombre de Reynolds et de Prandtl

à la puissance 1/3 (droite)/ Profils de température de gaine mesurés et simulés avec la méthode 2 (bas)

6. Conclusion

Un banc expérimental de mesures de pertes de charge et de température dans un câble en

conduit a été réalisé. Nous avons développé des modèles hydraulique et thermique de l’échantillon.

Une méthode de post-traitement et d’inversion ont été utilisées pour estimer les propriétés

thermo-hydraulique d’une série d’échantillons. Nous avons mesuré les coefficients de friction

et d’échange convectif volumique entre les phases solides et fluide ainsi que la résistance ther-
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mique entre ruban et gaine. Les résultats ont été confrontés aux corrélations couramment uti-

lisées dans la communauté fusion. Des analyses paramétriques sont en cours d’étude sur une

centaine d’échantillons pour la mesure du coefficient de friction et sur cinq échantillons pour

les propriétés d’échange thermique.
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Résumé - Les piles à combustible de type PEM (Proton Exchange Membrane) sont une des solutions 
étudiées pour atteindre les objectifs de décarbonation du secteur des transports. Dans cet article, nous 
proposons et étudions expérimentalement une méthode originale permettant le chauffage rapide d’une 
pile à combustible. La méthode est basée sur l’application d’un écoulement alterné incluant ou non des 
phases d’arrêt. Nous montrons que cette méthode permet à la fois le chauffage rapide, le maintien d’une 
homogénéité en température dans l’empilement et la possibilité d’utiliser une partie de la puissance 
thermique d’une cellule sur les cellules adjacentes.  

Nomenclature  

d durée, s 

POW puissance, W 
T température, °C 

Symboles grecs 

 configuration sens direct 
β configuration sens inverse 

 

Indices et exposants 

A anode 
E supplémentaire 

in entrée 

K cathode 

M central 
out sortie 

FC pile à combustible 

1. Introduction  

Dans le contexte du réchauffement climatique, les véhicules électriques à pile à combustible 
de type PEM (Proton Exchange Membrane) semblent être la solution à long terme la plus 
appropriée pour atteindre les objectifs de réduction des émissions de gaz à effet de serre [1]. 
Toutefois, un certain nombre de problèmes doivent encore être résolus si l’on veut que cette 
technologie soit largement diffusée. Parmi ces problèmes, la gestion thermique est une question 
centrale car les systèmes électrochimiques ne peuvent fonctionner de manière optimale que 
dans une plage de température étroite. Hors de cette plage, leurs performances et leur durée de 
vie sont fortement affectées [2]. Cependant, dans le cadre d’une application de transport, les 
cycles de démarrage et d’arrêt et les variations de charge sont présents dans toutes les conditions 
de température ambiante. Il en résulte des exigences importantes pour le système de gestion 
thermique [3]. 

Le chauffage rapide est intéressant à température nominale pour maintenir les conditions 
optimales de température en cas de variation de charge [4][5]. Il est également indispensable 
dans une application transport lors du démarrage en température négative [6]. Parmi les 
méthodes utilisées dans ce dernier cas, une famille consiste à chauffer le circuit caloporteur [7]. 
Utiliser un équipement auxiliaire de chauffage augmente le volume et la masse embarqués dans 
le véhicule, aussi des recherches sont en cours sur des stratégies de chauffage autonome utilisant 
la chaleur produite par la pile à combustible [8]. Cette variation de température doit être la plus 
homogène possible à l’intérieur de l’empilement afin d’éviter à la fois des points de gel 
notamment au niveau des cellules d’extrémité et des points chauds au niveau des cellules 
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centrales [9][10][11]. Dans une première étude, les auteurs ont proposé une méthode originale 
permettant le chauffage rapide d’une pile à combustible tout en assurant l’homogénéité des 
températures dans l’empilement [12]. Il a été démontré que piloter le circuit caloporteur de 
façon à générer un écoulement alterné permet de remplir ces conditions. Les meilleures 
performances sont obtenues en incluant des phases d’arrêt de l’écoulement entre les phases 
d’alternance. 

Dans cet article, nous poursuivons cette étude en analysant plus en détail le fonctionnement 
de la stratégie proposée. Nous cherchons à évaluer l’impact des performances thermiques d’une 
cellule sur les cellules adjacentes dans ces conditions. La première partie de l’article décrit le 
matériel et les méthodes utilisées. La deuxième partie présente les résultats expérimentaux et 
leur analyse.  

2. Matériel et méthodes  

2.1. Pile à combustible 

La pile à combustible utilisée est une pile commerciale refroidie par eau du fabricant ZSW [55]. 
Afin de pouvoir représenter les effets d’extrémité, l’empilement choisi est constitué de trois 
cellules de surface 10x10 cm2 (Figure 1).  Pour les besoins de cette étude, la pile à combustible 
a été utilisée sans alimentation en gaz. L’objectif est de distinguer les effets des réactions 
électrochimiques du comportement thermique pur. Des films chauffants électriques d’une 
puissance maximale de 100 W et d’une surface de 10x10 cm2 remplacent les assemblages 
membrane-électrodes. La densité de puissance thermique maximale obtenue par film est de 0,72 
W.cm-2, ce qui est comparable à la densité de puissance thermique en fonctionnement réel. 
Chaque film chauffant est inséré entre deux plaques bipolaires. Les plaques de refroidissement 
sont insérées du côté de la cathode de chaque cellule. Une quatrième plaque de refroidissement 
est insérée du côté de l’anode de la pile. Les plaques collectrices et les plaques d’extrémité 
entourent ces trois cellules. La cellule la plus proche du côté anodique est désignée par A, la 
cellule centrale est désignée par M et la cellule la plus proche du côté cathodique est désignée 
par K. La quatrième plaque de refroidissement est désignée par E, elle fournit un 
refroidissement supplémentaire du côté de l’anode. 

 
Figure 1 : Schéma de la pile à combustible étudiée [12] 
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2.2. Banc d’essais 

Le banc d’essai se compose du circuit de refroidissement de la pile à combustible, de sa 
commande et de son instrumentation (Figure 2). Le fluide caloporteur est de l’eau, et une pompe 
électrique assure la circulation. Deux électrovannes à 3 voies assurent que le liquide caloporteur 
puisse circuler alternativement dans la pile en fonction de leur position (Figure 3) [9]. La 
configuration α de la Figure 3b est la configuration par défaut du circuit caloporteur 
(écoulement en sens direct). Dans la configuration β (Figure 3c), le sens de l’écoulement est 
inversé. Une troisième configuration (Figure 3d) permet le by-pass de la pile en commandant 
la première électrovanne comme en configuration β et la seconde comme en configuration α. 
Dans la pompe, le fluide s’écoule toujours dans le même sens quelle que soit la configuration. 
Un débitmètre Coriolis est utilisé pour mesurer le débit Qcor en sortie de pompe avec une 
précision de 0,2%. Un deuxième débitmètre, à ultrasons, est inséré dans la branche de la pile à 
combustible. Sa mesure Qus est moins précise (précision de 5 %) que celle du débitmètre 
Coriolis. Néanmoins, sa dynamique relativement élevée nous permet d’observer des variations 
transitoires de débit dans la pile. La différence de pression (ΔP) entre l’entrée et la sortie du 
circuit caloporteur de la pile est mesurée par un capteur piézoélectrique différentiel Keller 
PD33X avec une précision de 0,1%. Deux thermocouples fabriqués avec un diamètre de fil de 
127 μm sont également insérés directement dans le liquide de refroidissement à l’entrée et à la 
sortie de la pile et de chaque cellule. La puissance des films chauffants est déterminée à l’aide 
d’un capteur de courant à effet Hall et de la mesure de la tension de la batterie. Les mesures et 
le contrôle du banc d’essai sont effectués avec un système CompactDaq National Instrument.  

 

 
Figure 2 : a/ Photo du banc expérimental b/Mesures de température interne  

2.3. Stratégies de commande du circuit caloporteur 

L’étude vise à évaluer les stratégies utilisant un écoulement alterné de liquide caloporteur 
dans la pile à combustible pour améliorer les performances de démarrage. Les nouvelles 
stratégies sont comparées à deux situations de référence (Tableau 1). Dans une première 
situation, il n’y a pas de débit de liquide caloporteur, la pompe étant à l’arrêt. Cette stratégie ne 
serait pas utilisable en fonctionnement réel pour des raisons de risque d’échauffement non 
maîtrisé. Une deuxième situation est lorsque le liquide s’écoule dans le sens direct dans la pile 
à combustible, comme en fonctionnement normal. Cette situation est appelée « unidir. ». Le 
débit de référence est de 0,7 l/min ce qui permet de refroidir une pile à combustible de 250 W 
avec une différence de température de 5°C entre la sortie et l’entrée de la pile [3]. Etant destinée 
à refroidir le dispositif, cette stratégie n’est pas adaptée à un chauffage rapide.  
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Figure 3 : Schéma de principe du circuit caloporteur a/complet avec instrumentation b/Sens 

direct : configuration a c/Sens inverse : configuration b d/Configuration avec by-pass de la pile  

Pour les nouvelles stratégies, la première consiste à faire alterner symétriquement 
l’écoulement de liquide caloporteur à travers la pile à combustible en commandant les 
électrovannes à 3 voies. Le liquide de refroidissement circule dans le sens direct pendant la 
durée 𝑑𝛼, et dans le sens inverse pendant la durée égale 𝑑𝛽. Cette stratégie est notée « alt. ». La 
fréquence étudiée est de 0,0625 Hz pour permettre à un volume significatif de liquide de sortir 
de la pile à combustible. La deuxième stratégie consiste à insérer une phase sans écoulement 
entre les étapes où l’écoulement du fluide est alterné. Ceci est pratiquement réalisé en réalisant 
temporairement un by-pass de la pile à combustible (Figure 3d). La stratégie est caractérisée 
par le rapport entre la durée de l’étape d’arrêt et la durée de toute la période. Ce rapport est 
appelé « rapport stop »et la stratégie est notée « alt&stop ».  

2.4. Evaluation des performances 

L’évaluation de la performance des stratégies est évaluée par l’analyse de : 
- la valeur de l’augmentation de la température dans des conditions données,  
- l’homogénéité horizontale en température déterminée par la valeur de l’écart type sur les 

températures entre les cellules à la fin du chauffage, 
- l’homogénéité verticale au sein d’une cellule déterminée par la différence entre les 

valeurs moyennes des températures entrée et sortie pendant la phase de chauffage. 

2.5. Protocole d’essais 

Le protocole d’essais est le suivant : 
- Etape 1 : Démarrage de la pompe en mode unidirectionnel (sauf essai sans débit) 
- Etape 2 : Démarrage des modes en écoulement alterné le cas échéant 
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- Étape 3 : Alimentation d’un ou plusieurs films chauffants pour une durée fixe de 85 s 
- Etape 4 : Refroidissement. 
La température initiale est la température ambiante à environ 22°C.  

 

Nom stratégie Description Commande 

Sans débit Aucune circulation de fluide dans le circuit  

Unidir  Ecoulement unidirectionnel en sens direct 0.7 l/min 
 

Alt  Ecoulement alterné dans la pile à combustible, chaque sens de durée d égale 𝑑𝛼 = 𝑑𝛽 = 𝑑𝛼+𝑑𝛽2  ; fréquence 0.0625 Hz 
 

Alt&Stop Ecoulement alterné incluant des phases d’arrêt, by-pass de la pile à 
combustible 𝑅𝑎𝑝𝑝𝑜𝑟𝑡_𝑆𝑡𝑜𝑝  =  𝑑𝑠𝑡𝑜𝑝𝑑𝛼+𝑑𝛽+𝑑𝑠𝑡𝑜𝑝 avec 𝑑𝛼 = 𝑑𝛽 ; fréquence 0.0625 Hz  

Tableau 1 : Description des stratégies de commande du circuit caloporteur 

3. Résultats 

3.1. Essais de références 

Lorsqu’il n’y a pas de débit de refroidissement dans la pile (Figure 4a), nous constatons 
lorsque les 3 cellules sont chauffées une augmentation importante de température (37,6°C en 
moyenne) après 85s. L’homogénéité en température entre les cellules est faible avec un écart 
type à 7,5°C, l’homogénéité verticale calculée est bonne avec un écart de 1,2°C maximum. La 
dissymétrie entre le côté cathode K et le côté anode A est responsable de l’écart de température 
entre les cellules K et A. La cellule K est en effet celle où la résistance thermique vers 
l’ambiance est la plus faible (Figure 1). Pour les essais où les cellules sont chauffées 
individuellement, nous observons que les cellules chauffées présentent une élévation de 
température importante. Lorsqu’une seule des cellules est chauffée, nous observons 
logiquement que la cellule centrale M est celle dont l’augmentation de température est la plus 
forte. Une partie de la puissance thermique est alors transmise par conduction aux cellules 
adjacentes A et K permettant une élévation de température de 8,7°C et 2,8°C respectivement. 
Lorsque les cellules A et K sont chauffées individuellement, une partie de la puissance est 
également transmise à la cellule M.  

 
Figure 4 : Essais de référence : sans débit et débit unidirectionnel 
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Dans le cas où le liquide caloporteur circule dans le sens direct (Figure 4b), lorsque toutes les 
cellules sont chauffées l’élévation de température est bien entendu nettement plus faible à 
14,1 °C en moyenne et l’homogénéité horizontale est meilleure avec un écart type de 3,6°C. En 
revanche, l’homogénéité verticale est dégradée, on calcule un écart de 5,5°C. Chauffées 
séparément, l’élévation de température des cellules a un impact très faible sur les cellules 
adjacentes avec des augmentations maximales de températures à 2°C.   

3.2. Essais de nouvelles stratégies 

3.2.1. Résultats détaillés d’un essai stratégie « alt », cellule M chauffée seule 

Nous commençons par une analyse détaillée d’un essai en écoulement alterné sans phase 
d’arrêt, la cellule M étant chauffée seule. La même quantité de liquide caloporteur circule donc 
dans la pile à combustible chaque demi-période, mais en sens inverse. L’élévation de 
température des films chauffants, les températures à l’entrée et la sortie de la pile à combustible, 
la puissance Pow appliquée et la densité de flux thermique HF A et HFB mesurée sur les plaques 
d’extrémité sont tracées en Figure 5a. Les températures à l’entrée et à la sortie de la pile à 
combustible TFC,in et TFC,out, présentent des oscillations dues au changement de sens de 
l’écoulement. En moyenne, ces températures augmentent en raison de la puissance électrique 
Pow appliquée. Nous observons par conséquent une nette élévation de température au niveau 
du film chauffant de la cellule M. Les températures des cellules A et K augmentent également 
légèrement. Les oscillations de température due à l’écoulement alterné sont clairement visibles 
au niveau de l’entrée et sortie des canaux de la cellule M (Figure 5b), mais aussi des canaux 
des deux autres cellules. Ainsi, le liquide chauffé au niveau de la cellule M se mélange au 
liquide issu des deux autres cellules, puis est injecté à nouveau dans la pile dans la demi-période 
suivante. Par conséquent, la chaleur produite au niveau de la cellule M est transmise aux cellules 
A et K par convection également. La différence de température moyenne (Figure 5c) entre les 
parties supérieure et inférieure des cellules est faible, l’homogénéité verticale est bonne avec 
un écart de seulement 0,3°C. La pression différentielle entre l’entrée et la sortie du liquide 
caloporteur (Figure 5d) change de signe lorsque l’écoulement s’inverse. Le débit dans la pompe 
Qcor est presque constant, mais les oscillations ont un impact sur sa valeur. Dans la pile à 
combustible, la mesure du débitmètre à ultrasons Qus varie entre 0 et la valeur maximale car il 
ne fonctionne que dans le sens de l’écoulement direct. À 97 s, l’écoulement alterné est arrêté et 
un écoulement unidirectionnel est appliqué. 

3.2.2. Analyse synthétique des essais  

L’élévation de température obtenue par les nouvelles stratégies est comparée à celle obtenue 
pour les essais de référence sur la Figure 6a, b et c pour des essais où les cellule A, M et K sont 
chauffées seules respectivement. Nous observons que les nouvelles stratégies présentent une 
élévation de température intermédiaire entre les essais de référence. Par ordre décroissant 
d’élévation en température, on relève les essais sans débit, « alt&stop », « alt » puis « unidir ».  
Nous observons de plus que ces stratégies en écoulement alterné permettent de transmettre la 
puissance thermique produite au niveau d’une cellule aux cellules adjacentes. On relève une 
augmentation de température de 5,6°C et 2,7°C sur les cellules A et K respectivement lorsque 
la cellule M est chauffée en stratégie «alt&stop». Ainsi, en fonctionnement réel, l’écoulement 
alterné contribuerait à maintenir une homogénéité de température dans la pile dans le cas où 
cellule aurait une température plus faible. L’homogénéité verticale est bonne (Figure 6d). 
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Figure 5 : Essai écoulement alterné chauffage cellule M seule 

 

 

 
Figure 6 : Comparaison des nouvelles stratégies aux stratégies de référence 
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4. Conclusion 

Dans cet article, nous avons étudié expérimentalement une méthode originale permettant le 
chauffage rapide d’une pile à combustible. La méthode est basée sur l’application d’un 
écoulement alterné incluant ou non des phases d’arrêt. Nous avons montré que cette méthode 
permet à la fois le chauffage rapide, le maintien d’une homogénéité en température dans entre 
les cellules et au sein même d’une cellule. Nous avons également montré que ces stratégies 
permettent d’utiliser une partie de la puissance thermique d’une cellule pour augmenter la 
température des cellules adjacentes. Ces propriétés ouvrent des perspectives d’application en 
fonctionnement réel pour assurer des démarrages rapides en condition de gel.   
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Résumé - Cet article présente l’étude du comportement transitoire d'un matériau à changement de phase 
(MCP) soumis à des conditions limites statiques et périodiques de stockage thermique. Une validation 
du modèle numérique est effectuée en comparant ses résultats avec ceux obtenus sur une installation 
expérimentale consistant en un réservoir de forme parallélépipèdique contenant le MCP et qui est isolé 
sur toutes les surfaces sauf une où l’on impose la température.  En température imposée constante ou 
cyclique, l'étude présente des résultats de l'évolution de la fraction liquide en fonction du temps. Ces 
résultats montrent que le système n'est pas efficace de manière symétrique pour le stockage et pour le 
déstockage de la chaleur. Lorsque le cycle de la température imposée est long, on constate que la 
température moyenne dans le MCP demeure plus élevée et le front de solidification est plus éloigné de 
la source de chaleur. Ceci rend le déstockage de la chaleur moins efficace car son transfert se fait par 
conduction sur une plus grande épaisseur de MCP.  

Nomenclature

Bi      nombre de Biot P demi-période, s 
Fo nombre de Fourier Ste  nombre de Stefan 

h enthalpie sensible spécifique, J/kg.K T température du MCP, K 

H enthalpie totale spécifique, J/kg.K u vitesse du liquide, m/s  Δ𝐻 enthalpie latente, J/kg.K 𝛽 fraction liquide 
L longueur de la cavité, m 𝛾 coefficient d’expansion thermique, 1/K 𝐿𝑓 enthalpie de fusion, J/Kg 𝜇 viscosité dynamique, mPa.s 𝑁𝑢̅̅ ̅̅  nombre de Nusselt moyen 𝜌 masse volumique, 𝑘𝑔/𝑚3 

1. Introduction 

L’intermittence des sources d'énergie thermique soulève le problème de la disponibilité de 
l'énergie au bon moment et avec la puissance souhaitée. Pour améliorer l'efficacité énergétique 
des systèmes ou des sources d'énergie intermittentes, le stockage d'énergie thermique [1] est 
devenu une solution très recherchée dans les applications industrielles et domestiques [2]. Ces 
systèmes permettent de stocker l'énergie excédentaire pendant les périodes de haute production 
(disponibilité-consommation) et de réutiliser cette énergie pendant les périodes de faible 
production. 

Les MCP (matériaux à changement de phase) [3] sont utilisés pour stocker et récupérer la 
chaleur dans des systèmes intermittents, tels que les systèmes solaires et de bâtiments [4]. Pour 
obtenir de bonnes performances thermiques, les MCPs doivent être choisis en fonction de leur 
température de changement de phase. Cependant, ces matériaux ont de faibles conductivité et 
diffusivité thermiques [5], ce qui affecte leur performance en termes de temps caractéristique 
de stockage d’énergie thermique. Dans la littérature [6,7,8], les études des systèmes TES avec 
MCP se sont concentrées sur la compréhension des mécanismes de transferts de chaleur et 
d'écoulement des fluides pendant le changement de phase solide-liquide. Cependant, ces études 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-062
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ont souvent été effectuées dans des conditions fixes ou ont négligé la convection libre, qui 
pourtant joue un rôle important dans le transfert de chaleur. 

Dans le présent travail, une étude numérique et expérimentale est proposée pour analyser le 
comportement dynamique d'un système de stockage d'énergie thermique. Par le biais d’un 
logiciel commercial CFD, basé sur la méthode des volumes finis, des simulations numériques 
2D sont réalisées et comparées aux résultats expérimentaux. Elles permettent d’évaluer les 
températures dans le milieu, de suivre l'interface solide/liquide et d'étudier la réponse du 
système à toute excitation thermique cyclique appliquée à sa frontière. L'effet de l'amplitude et 
de la fréquence de cette excitation est étudié pour optimiser la conception du système de 
stockage d'énergie thermique en termes de temps de stockage/déstockage et de puissance totale 
emmagasinée/relâchée.  

2. Dispositif expérimental 

Un banc d'essai a été construit pour étudier la dynamique de stockage/récupération de la 
chaleur. Il consiste en une cavité parallélépipédique contenant de la Paraffine RT-42 comme 
MCP (Figure 1). La cavité est constituée de Plexiglas de faible conductivité thermique, ce qui 
permet de réduire fortement les pertes de flux de chaleur à travers les parois. Sur l'une des 
grandes faces latérales, le Plexiglas® est remplacé par du Téflon® afin de permettre la mesure 
du champ de température 2D par caméra infrarouge. Ce matériau a été choisi du fait de son 
caractère semi-transparent d'une part, et de sa conductivité thermique proche de celle du MCP 
utilisé d'autre part. L'épaisseur de la paroi en Téflon® (2 mm) est également faible, ce qui permet 
de considérer une plaque thermiquement mince (Bi << 1). Cette mesure thermique permet 
directement de calculer la fraction liquide locale, selon l’équation (2). 

Sur un côté de la cavité, deux cellules Peltier commandées par un contrôleur PID sont placées 
sur une plaque en cuivre. Le contrôleur PID est connecté à un ordinateur pour imposer le signal 
de température souhaité à partir de la mesure par sonde PT100 sur la plaque en cuivre. Une 
boîte à eau en aluminium reliée à un bain thermostaté est placée de l'autre côté des cellules 
Peltier pour assurer leur gestion thermique.  

Figure 1 : Schéma du banc d'essai et illustration des champs de températures mesurés 

Température °C 
25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 

Téflon 

t = 300 s t = 900 s 

t = 6000 s 
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Lors des manipulations, la cavité est remplie de MCP en laissant un petit espace d’air au 
niveau de la surface supérieure du MCP pour permettre sa dilatation thermique volumique lors 
du changement de phase. La température initiale du milieu est réglée à 25°C. Les propriétés 
thermiques de la Paraffine RT-42 ont été obtenues à partir de la fiche technique du fabricant 
[9]. La masse volumique de la phase liquide ρ a été mesurée en utilisant un densimètre à tube 
vibrant. Cette mesure a été effectuée en fonction de la température, ce qui a permis d’en déduire 
le coefficient de dilatation thermique γ. L’ensemble des propriétés thermo-physiques utiles, 
supposées indépendantes de la température, est présenté dans le tableau 1. 

 
Paramètre Valeur 
Température de fusion (°C) 38-43 
Chaleur latente de fusion (kJ/kg) 143 
Capacité thermique spécifique (J/(kg.K)) 2000 
Conductivité thermique (W/(m.K)) 0.2 
Masse volumique du solide à 15°C (kg/m3) 880 
Masse volumique du liquide à 70°C (kg/m3) 762 
Coefficient de dilatation thermique (K-1) 0.0008 

Tableau 1 : Propriétés thermophysiques de la paraffine RT-42 

En raison de sa forte variation avec la température, la viscosité de la phase liquide est 
considérée dépendante de la température. Elle a été mesurée à l'aide d'un viscosimètre à cône 
rotatif et à plaque. À partir de la mesure, une interpolation a été effectuée afin de l’approximer 
dans notre plage de température étudiée : 

   𝜇 (𝑇) = 2.280173 −  0.02029761 × 𝑇  +  0.000060525 × 𝑇2  −  6.036209 × 10−8 × 𝑇3       (1) 

où μ est la viscosité dynamique du MCP fondu en mPa.s et T est la température en K.      

3. Modèle numérique 

La géométrie considérée pour le modèle numérique sur le logiciel CFD Ansys Fluent est une 
enceinte rectangulaire bidimensionnelle de 84x80 cm. Elle est composée de deux milieux : une 
plaque en cuivre (dans laquelle l’équation de diffusion est résolue), sur laquelle la température 
est imposée, et le second milieu contenant la Paraffine RT-42. À l'exception du côté gauche, 
toutes les parois sont considérées adiabatiques. La température initiale est fixée à 25 °C. Afin 
de simuler la montée en températures réalisée sur le banc expérimental, la température imposée 
numériquement sur la paroi en cuivre évolue linéairement de 25 °C à 70 °C sur une durée de 
200 secondes, et reste ensuite constante. 

Le changement de phase se produit dans un intervalle de température [𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑒, 𝑇𝑙𝑖𝑞𝑢𝑖𝑑𝑒] et la 
"fraction liquide" locale β est introduite pour suivre explicitement l'interface de changement de 
phase. Elle s’exprime par :  

 𝛽 = 0  𝑠𝑖  𝑇 < 𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑒 , 𝛽 = 1  𝑠𝑖  𝑇 > 𝑇𝑙𝑖𝑞𝑢𝑖𝑑𝑒, 𝛽 = 𝑇−𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑒𝑇𝑙𝑖𝑞𝑢𝑖𝑑𝑒−𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑒   𝑠𝑖 𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑒 < 𝑇 < 𝑇𝑙𝑖𝑞𝑢𝑖𝑑𝑒 (2) 

où 𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑒= 311,15 K et 𝑇𝑙𝑖𝑞𝑢𝑖𝑑𝑒= 316,15 K pour le MCP utilisé ici. 

Pour modéliser le changement de phase du MCP, un modèle appelé "Enthalpie-porosité" 
proposé par Voller et Prakash [10] est utilisé. Ce modèle ajoute un terme source à l'équation de 
la quantité de mouvement pour avoir une vitesse nulle dans la phase solide et un gradient de 
pression dans la zone de changement de phase. 
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En considérant un fluide newtonien, le terme supplémentaire ajouté à l'équation de la quantité 
de mouvement de l'écoulement incompressible prend la forme −𝐴 (𝑇) �̅�, avec �̅� la vitesse du 
fluide et A(T) déterminé par :   

 𝐴(𝑇) = (1−𝛽(𝑇))2(𝛽(𝑇)3+𝜖) 𝐴𝑚𝑢𝑠ℎ   (3) 

Le terme ϵ est un petit nombre qui permet d’empêcher toute division par zéro dans la phase 
solide. Le terme constant 𝐴𝑚𝑢𝑠ℎ  contrôle la vitesse de solidification dans la zone de 
changement de phase. La valeur de 𝐴𝑚𝑢𝑠ℎ peut fortement influencer la précision des résultats 
[11]. Une valeur optimale de 108  a été trouvée par itération dans le cadre de la présente étude. 

Les équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de l'énergie utilisées 
sont donc : 

 
𝜕𝜌𝜕𝑡  +  𝛻 . (𝜌�̅�)  =  0 

 
𝜕𝜕𝑡 (𝜌�̅�)  +  𝛻 . (𝜌�̅��̅�)  =  𝜇 𝛻2�̅�  −  𝛻𝑃 +  𝜌𝑔  − 𝐴 (𝑇) �̅�  (4) 

 
𝜕𝜕𝑡 (𝜌𝐻) +  𝛻 . (𝜌�̅�𝐻)  =  𝛻 . (𝑘 𝛻𝑇) 

où �̅�  est le vecteur de vitesse, ρ est la masse volumique du fluide, g est l'accélération 
gravitationnelle et H est l'enthalpie totale calculée comme la somme de l'enthalpie sensible h et 
de la chaleur latente ΔH (dépendante de la fraction liquide) : 

 H = h + ΔH,     ℎ =  ℎ𝑟𝑒𝑓 +  ∫ 𝐶𝑝𝑑𝑇𝑇𝑇𝑟𝑒𝑓 ,    𝛥𝐻 =  𝛽𝐿𝑓  (5) 

avec ℎ𝑟𝑒𝑓 l’enthalpie de référence à une température 𝑇𝑟𝑒𝑓 et 𝐿𝑓 l’enthalpie totale de fusion. 

L'approximation de Boussinesq est utilisée dans le calcul avec une masse volumique liquide 
exprimée à partir du coefficient de dilatation thermique γ : 

 𝜌 =  𝜌0 (1 − 𝛾𝛥𝑇)  (6) 

Le schéma SIMPLE est utilisé pour le couplage pression-moment et l'algorithme PRESTO est 
utilisé pour les corrections de pression. Le schéma amont d'ordre deux est adopté pour la 
discrétisation des équations de la quantité de mouvement et de l'énergie. Le résidu minimal est 
de 10−4  pour l'équation de continuité, de 10−5 pour l’équation de quantité de mouvement et 
de 10−8 pour l'équation d'énergie. Le nombre des mailles total (MCP + plaque en cuivre) est 
27121 et le pas de temps est 0,1 s. 

4. Comparaison des résultats numériques et expérimentaux 

L’évolution du champ de fraction liquide calculée par le modèle numérique est représentée 
sur la Figure 2. L’avancement peut être caractérisé par une séquence de quatre régimes. Au 
début, le régime conductif domine les phénomènes de transfert de chaleur, la fusion est rapide 
en raison de l'augmentation soudaine de la température et le front de fusion est vertical. Après 
quelques secondes, la partie supérieure du front de fusion, régie par la convection, est plus 
avancée que la partie inférieure toujours dominée par la conduction ; il s'agit d'un régime mixte 
(Figure 2-a). Ensuite, la convection naturelle domine les transferts de chaleur et affecte la forme 
du front. Celui-ci est entraîné par la différence de température à l'intérieur du MCP liquide 
(Figure 2-b). Enfin, les champs de température (figure 1) sont plus uniformes dans le milieu 
liquide, la convection diminue en intensité et du MCP solide est toujours présent dans le coin 
inférieur droit de la cavité (Figure 2-c).  
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                                        (a)                                (b)                          (c) 
Figure 2 : Forme d'interface Liquide-Solide pour différents instants 

La Figure 3 compare l’évolution de la fraction liquide globale (moyenne des fractions 
liquides locales sur l’ensemble du champ 2D) dans la cavité en fonction du temps, pour le 
modèle numérique et deux essais expérimentaux. Pour les données expérimentales, les points 
noirs présentent les résultats avec des parois latérales non isolées, et les points rouges présentent 
ceux avec des parois isolées avec du polystyrène sur les grandes faces avant et arrière de la 
cavité. Les trois tracés apparaissent bien ajustés lors des trois premiers régimes. Dès que le front 
de fusion s’éloigne trop de la source de chaleur, l'écart entre les points noirs et les autres devient 
de plus en plus important. Le MCP solide dans le coin inférieur droit de la cavité doit en effet 
à ce moment récupérer l'énergie émise par la source de chaleur, mais la convection est faible 
pour la transporter jusqu'au front de solidification. Les pertes de chaleur à travers la plaque de 
Téflon ont alors une incidence forte sur la puissance réelle arrivant jusqu’au front, ce qui ralentit 
considérablement le processus de fusion. Les premières mesures expérimentales (sans isolation) 
impliquent donc plus de biais pour les temps finaux du processus de fusion. Les nouveaux 
résultats expérimentaux (points rouges) en réduisant les pertes à travers la plaque en Téflon 
(autant que possible) semblent être plus en accord avec les simulations. A t = 3000 s, un point 
d'inflexion est mis en évidence par les résultats numériques. Il correspond à l'arrivée du front 
de fusion sur la paroi droite de la cavité. Les données expérimentales montrent que la fusion 
reste en fait assez lente car cette paroi de la cavité perd une partie de l'énergie avec 
l'environnement (à travers la plaque en Plexiglass). À l'inverse, pour le modèle numérique, les 
parois sont considérées adiabatiques, de sorte que le transfert de chaleur vers le front fondu 
dans le coin supérieur droit est maximum, impliquant ce saut de la fraction liquide. 

 
Figure 3 : Fractions liquides expérimentales et numérique en fonction du temps 

Pour compléter cette étude, les régimes d'écoulement sont identifiés en traçant le nombre 
de Nusselt moyen (Figure 4) correspond au transfert de chaleur global entre le MCP et la source 
de chaleur qui est défini par : 

�⃗� 
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𝑁𝑢̅̅ ̅̅ = ℎ̅𝐿𝑘        (7) 

où ℎ̅ est le coefficient de transfert de chaleur moyen en surface, L est la hauteur de la cavité et 
k est la conductivité thermique du MCP. 

Le coefficient ℎ̅ est évalué à partir de la totalité de la chaleur absorbée par le MCP : 

     ℎ̅  = 𝑄𝑛−𝑄𝑛−1𝑆(𝑇𝑤̅̅ ̅̅ −𝑇𝑠𝑜𝑙)𝛥𝑡       (8) 

où 𝑄𝑛 est la chaleur absorbée par le MCP à l'instant 𝑡𝑛, S est la surface de la plaque de cuivre, 𝑇𝑤̅̅̅̅  est la température moyenne de la plaque de cuivre en contact avec le MCP, 𝑇𝑠𝑜𝑙  est la 
température de solidification et Δt est l'intervalle de temps (entre 𝑡𝑛−1 et 𝑡𝑛). 

Le nombre de Nusselt est comparé sur la figure 4 à celui représentant un régime purement 
conductif, régit par la loi d’échelle [12]: 𝑁𝑢 ~ 𝜃−12        (9) 

avec θ un temps adimensionnel calculé par le produit du nombre de Stefan Ste et du nombre de 
Fourier Fo : 𝐹𝑜 = 𝛼𝑡𝐿2 ,  𝑆𝑡𝑒 = 𝐶𝑝(𝑇𝑤̅̅ ̅̅ −𝑇𝑠𝑜𝑙)ℎ̅       (10) 

  
      Figure 4 : Nombre Nusselt moyen en fonction du temps 

 L’évolution du nombre de Nusselt en fonction du temps constatée sur la figure 4 illustre la 
succession des régimes de transfert de chaleur tels que présentés dans la section précédente : 

- Au début, un régime conductif domine le transfert de chaleur, il est caractérisé par la loi 
d'échelle (Eq. 11). La soudaine augmentation de la température de la paroi en cuivre provoque 
la rapide diminution du nombre de Nusselt pendant les premières étapes de la fusion du MCP. 

- Un régime mixte de conduction-convection apparait ensuite où l'influence de la 
convection naturelle commence à être importante et provoque une légère augmentation du 
nombre de Nusselt. 

- Lorsque la convection domine le flux, Nu atteint un maximum à t = 500 s, car l'interface 
se déplace plus rapidement sur la partie supérieure, ce qui implique un stockage d'énergie plus 
élevée. Néanmoins, la température du liquide n'étant pas stabilisée, des fluctuations de vitesses 
de convection affectent les valeurs du nombre de Nusselt pendant ce régime. 

- À la fin, à partir de t = 4000s, la convection faiblit, le mouvement de l'interface est plus 
lent, et donc la vitesse de fusion du MCP ainsi que le nombre de Nusselt diminuent. 
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5. Condition aux limites thermique cyclique 

Dans cette partie, le comportement du système est étudié numériquement pour une demi-
période identifiée à partir des résultats décrits dans la section 4 : 𝑃 =  2700 𝑠. La température 
est imposée sous forme de fonction trapézoïdale entre deux températures chaudes et froides : 𝑇𝐻  =  70°𝐶  et 𝑇𝑐  =  25°𝐶 . Le temps nécessaire pour passer d'un niveau de température à 
l'autre est de 200 s pour se rapprocher du comportement de l'installation expérimentale. 

L’évolution temporelle de la fraction liquide moyenne pour la demi-période 𝑃 est tracée sur 
la Figure 5-a. Elle augmente lorsque la paroi gauche du MCP est en contact avec la température 
élevée et inversement. Cependant, après chaque période, la configuration initiale en termes de 
températures et de fractions liquides n'est pas restaurée. 

Le transfert de chaleur est ici principalement convectif (Fig 5-b), et la partie supérieure du 
front de fusion est plus avancée et a atteint la paroi droite. Lorsque la température imposée 
passe à la valeur basse (25°C), un second front de solidification se propage depuis le côté 
gauche du domaine (Figures 5-b et 5-c). Il peut être observé que la partie supérieure du second 
front de solidification est plus petite que sa partie inférieure, car la température est plus faible 
en bas. Le gradient de température est lissé et l'influence de la convection dans la région liquide 
est considérablement réduite. Subséquemment, la région liquide dans la partie inférieure de la 
cavité se rétrécit considérablement et une poche liquide (issue du premier stockage) est piégée 
entre les deux fronts de solidification. Lorsque la température imposée change à nouveau vers 
la température chaude (Figure 5-c), la convection commence à dominer le transfert de chaleur 
en partie haute du second front. La fusion globale est par contre assez faible car elle est ensuite 
limitée par le solide, moins conducteur, situé entre les deux poches de liquide. La chaleur a 
alors plus de difficultés à atteindre le premier front de fusion. Ce phénomène est mis en 
évidence par un gradient de fraction liquide plus élevé dans la poche de liquide principale. 

                                                                   t = 3300 s                              t = 5700 s 

(a)                                                (b)                                            (c) 

Figure 5 : Fraction liquide : a- en fonction du temps, b- lors de la première décharge, c- lors de la 
seconde charge 

6. Conclusion 

Dans cette étude, une cavité parallélépipédique a été remplie de matériau à changement de 
phase (MCP), avec des parois extérieures isolées à l'exception d'un côté où une condition de 
température de chauffage/refroidissement statique ou dynamique est imposée. Les données 
expérimentales présentées permettent de suivre le front liquide-solide du MCP ainsi que de 
mesurer les champs de température dans le milieu considéré. Ces résultats ont été comparés à 
ceux de simulations numériques réalisées sous ANSYS FLUENT en termes d’évolution de 
fraction liquide. En plus de la validation du modèle numérique, malgré quelques hypothèses 

Fraction 
liquide 

�⃗� 
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fortes discutées, l'analyse a mis en évidence les différents régimes de fusion sous une source 
thermique chaude. 

Une forme cyclique de température en trapèze entre deux températures haute et basse, 
respectivement de 70°C et 25°C, a ensuite été imposée en tant que condition limite. Les 
simulations numériques ont permis d'étudier le fonctionnement du système en matière de 
stockage et de récupération de l'énergie thermique. 

Pour la demi-période étudiée, la température moyenne dans le milieu est élevée, la largeur 
du MCP fondu est plus grande en haut qu’en bas de la cavité et l'interface de solidification se 
déplace plus rapidement grâce à une convection bien développée. Cependant, la récupération 
de l'énergie devient de plus en plus difficile car de multiples fronts se forment en piégeant des 
volumes liquides de MCP où la conduction domine le transfert de chaleur.  

Une demi-période plus courte (non présentée dans ce papier) amène à l’inverse à une 
stabilisation du front de fusion à un endroit plus proche de la zone de chauffe/refroidissement, 
annihilant ce phénomène. Cependant, l’énergie totale stockée/déstockée par le système est alors 
beaucoup plus faible, une grande partie du MCP n’étant pas impliquée dans les transferts de 
chaleur. 

Pour améliorer le système en termes d'inertie thermique, des ailettes métalliques seront 
ajoutées dans le milieu pour augmenter le transfert de chaleur entre la source et le MCP. La 
plaque chauffante en cuivre expérimentale a en effet été architecturée pour permettre d'ajouter 
facilement ces ailettes. L’étude aura pour but d'analyser leurs effets en termes de formes de 
front de fusion et de temps de réponse du système en stockage et déstockage de chaleur. 
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Résumé - La présente étude porte sur des études numériques de validation de la modélisation du

changement de phase avec le code commercial STARCCM+, à travers des résultats de la littérature.

Une application des modèles est faite en analysant l’influence des extensions de surface et de leur

redistribution à iso-surface d’échange dans un échangeur tube-calandre de stockage latent sur les

cinétiques de fusion/solidification. Les résultats montrent que le temps de fusion peut être réduit de 69

% dans la configuration optimale. L’application visée est le développement d’un échangeur-stockeur

pour l’amélioration du confort thermique dans l’habitat.

Nomenclature

Cp Capacité calorifique, J/kg.K
g Accélération de la pesanteur, m/s2

H Enthalpie totale massique, J/kg
h Enthalpie sensible massique, J/kg
L Chaleur latente, J/kg
p Pression, Pa

t Temps, s

T Température, K

V Vitesse, m/s
Symboles grecs

ρ Masse volumique, kg/m3

µ Viscosité dynamique, Pa.s
β Coefficient d’expansion volumique, 1/K
λ Conductivité thermique, W/m.K
Abréviations

MCP : Matériau à changement de phase

HTF : Fluide de transfert

UFF : User’s fields functions

Indices et exposants

s, l solidus, liquidus

1. Introduction

La production, la conversion, le stockage et la gestion de l’énergie font de nos jours l’objet

de plusieurs travaux de recherche, dans le but d’améliorer l’efficacité énergétique des systèmes,

et de répondre aux besoins de sauvegarde de l’environnement. Dans le cas de l’énergie ther-

mique, le stockage se fait principalement sous trois formes à savoir une forme sensible, une

forme latente et une forme thermochimique. Les systèmes de stockage latent en utilisant des

matériaux à changement de phase (MCP) apportent une solution au problème connu du sto-

ckage sensible grâce à une densité de stockage bien plus importante, et une meilleure maı̂trise

https://doi.org/10.25855/SFT2023-104
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des niveaux de température. Une problématique très importante du stockage latent est la faible

conductivité des MCPs, qui entraı̂ne des cycles de charge et décharge très longs, conduisant

parfois à la réduction de la taille des systèmes et donc les capacités de stockage. Une des so-

lutions et la plus utilisée, est l’intensification des transferts thermiques par l’utilisation d’ai-

lettes, et plusieurs travaux ont été réalisés dans ce sens. Cependant très peu de chercheurs

s’intéressent à l’optimisation des ailettes en prenant en compte des contraintes de surfaces

ou de volume des matériaux. Hassan et al [1] réalisent une étude expérimentale comparative

des ailettes radiales et longitudinales à iso-volume de MCP et d’ailettes, et leur impact sur les

temps de fusion/solidification d’un MCP paraffinique dans une configuration verticale. Leurs

résultats montrent une meilleure performance pour la configuration avec des ailettes radiales,

qui présente une réduction du temps de charge de 66 % par rapport à la géométrie tube nu,

contre une réduction du temps de charge de 55 % pour la géométrie avec des ailettes longitu-

dinales. Dekhil et al [2] en utilisant de l’eau comme MCP dans un échangeur en configuration

horizontale montrent qu’à surface d’échange égale, l’utilisation d’ailettes de grande taille en

petit nombre est plus efficace que les ailettes de petite taille en grand nombre surtout si l’on

envisage une fusion/solidification complète. Les études numériques sont les plus présentes dans

la littérature et le modèle enthalpie-porosité généralisé proposé par Voller et al [3] en 1991, qui

est implémenté dans des logiciels comme STARCCM+ [4] est l’un des plus utilisés. La mise en

place des études numériques requiert une bonne connaissance d’un grand nombre de paramètres

comme les propriétés thermophysiques des MCPs. L’analyse de la littérature montre un manque

important de données expérimentales facilement exploitables numériquement à cause de l’ab-

sence de plusieurs données empêchant la reproduction des résultats. Quelques papiers exploi-

tables ont été néanmoins repérés en plus de benchmark numérique permettant de valider les

modèles numériques de changement de phase. Hannoun et al [5] proposent en 2005 un bench-

mark de validation de la modélisation du changement de phase avec une prise en compte de la

convection naturelle en utilisant de l’étain comme MCP. Cependant, l’étain utilisé dans leurs tra-

vaux est un corps pur et les résultats sont purement numériques sans références expérimentales.

Longeon et al [6] ont étudié expérimentalement la fusion/solidification d’un MCP paraffinique

(RT35) dans un échangeur tube-calandre en configuration verticale. Ils s’intéressent notamment

à l’impact de la configuration de l’injection du fluide de transfert (HTF) sur la convection natu-

relle et le transfert thermique dans le MCP. Cependant, l’impact de la convection naturelle a été

étudié pour des dimensions de section figées, et sans prise en compte des échanges thermiques

avec le milieu ambiant. Dans cette étude nous qualifions dans un premier temps une approche

numérique développée avec le logiciel STARCCM+ en comparant des résultats obtenus avec

ceux de la littérature. Ensuite nous déterminons dans une configuration verticale d’échangeur-

stockeur de type tube-calandre la meilleure répartition et géométrie d’ailettes afin d’optimiser

la dynamique du stockage/déstockage de chaleur.

2. Formulation mathématique, domaines d’études et conditions limites

2.1. Formulation mathématique

Les équations de conservation sont utilisées pour modéliser le comportement des MCPs et

des fluides caloporteurs dans le temps et dans l’espace. Les hypothèses considérées ici sont :

— Ecoulements incompressibles, instationnaires et laminaires du HTF et du MCP

— Emploi de l’approximation de Boussinesq dans le MCP liquide

— MCP se présentant sous les états liquide, solide, et pâteuse encore appelé ”mushy zone”

— Négligence de l’expansion volumique et de la dissipation visqueuse

— Propriétés thermophysiques des matériaux excepté le MCP considérées constantes dans
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la plage des températures de fonctionnement

— Propriétés thermophysiques du MCP dépendant uniquement de la température.

Sous ces hypothèses, les équations de conservations s’écrivent :

∇.
−→
V = 0 (1)

ρ
∂
−→
V

∂t
+ ρ

(

−→
V .∇

)

−→
V = −∇P + µ∇2

−→
V + ρ−→g β (Tref − T ) +

−→
S m (2)

∂H

∂t
+∇

(

−→
V h

)

= ∇

(

λ

ρCp

∇h

)

(3)

H = h+∆H (4)

h = href +

∫ T

Tref

CpdT (5)

γ(T ) =















0 si T < Ts

T−Ts

Tl−Ts
si Ts ≤ T ≤ Tl

1 si Tl < T

(6)

−→
S m = Amush

(1− γ)2

γ3 + ϵ

−→
V (7)

Les équations 1, 2 et 3 sont respectivement les équations vectorielles de conservations de masse,

de quantité de mouvement et d’énergie en 3D, résolues dans tout le domaine d’étude.
−→
S m est

un terme source rajouté à l’équation de quantité de mouvement pour modéliser le changement

de phase et le mouvement du MCP fondu. Ce terme source dépend de la fraction liquide γ qui

dépend de la température et prend des valeurs situées entre 0 et 1. Amush est la constante de

Carman-Kozeny, un coefficient expérimental qui reflète la morphologie de l’interface solide-

liquide et la netteté du changement de vitesse dans la mushy zone. Sa valeur est assez souvent

comprise entre 104 et 109 selon Yang et al., et un calcul de la distance inter-dentrite dans la

”mushy zone” est fait en utilisant la relation démontrée par Yang et al. [7]. ϵ est un coefficient

numérique très petit pour éviter toute division par 0 [2, 4]. Le terme source de flottabilité a été

implémenté dans le code de calcul à travers l’utilisation de fonction utilisateur ”UFF”.

2.2. Domaines d’étude

Deux cas de qualification de la méthodologie numérique sont étudiés dans ce papier : un cas

expérimental, et un cas numérique servant de benchmark numérique. La géométrie étudiée dans

le benchmark proposé par Hannoun et al. [5] et représenté dans la figure 1 consiste en une cavité

carrée 2D remplie d’étain pure à sa température de fusion Tf . Les parois gauche et droite sont

différentiellement chauffées et on observe la fusion de l’étain. L’étain a été considéré comme

un matériau non pure avec une plage de transition étroite Tl − Ts = ϵ, avec ϵ = 0.025°C.

La deuxième configuration, étudiée par Longeon et al. [6] et représentée sur la figure 2 est

constituée de deux tubes concentriques de 400 mm de longueur, de diamètres intérieurs 15 mm

et 44 mm.

Une application de la méthodologie numérique est ensuite faite sur l’analyse de l’impact des

ailettes et leur redistribution sur les cinétiques de fusion/solidification d’un MCP. Pour ce faire 5

configurations de géométries d’échangeurs ont été analysées. Une première géométrie appelée

géométrie de référence, principalement formée de deux tubes concentriques de longueur 301

mm, de diamètres intérieurs 30 mm, 102 mm et d’épaisseur 1 mm, avec un MCP bio-sourcé,

PureTemp 23 (PT23) remplissant l’espace annulaire. Une grande ailette radiale permet de com-

partimenter chaque configuration en deux de sorte à avoir une convection naturelle laminaire.
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Figure 1 : Géométrie d’étude de l’étain [5] Figure 2 : Géométrie d’étude du RT35 [6]

Le tube central et les ailettes sont en cuivre. Quatre géométries sont dérivées de la géométrie de

référence en augmentant la surface d’échange par des ailettes radiales, de sorte que la surface

d’échange dans les 4 configurations soit le double du cas de référence. La surface d’échange est

constante pour les configurations intensifiées, seuls changent la redistribution des ailettes et la

localisation dans la calandre. Les études sont faites dans une configuration verticale, permettant

d’utiliser une simplification 2D axisymétrique. Les 5 géométries représentées sur la figure 9 sont

dénommées par REF, R4, R4B, R8, R8B pour désigner respectivement géométrie de référence,

géométrie à 4 ailettes radiales équidistantes centrées, géométrie à 4 ailettes radiales décentrées

bas, géométrie à 8 ailettes radiales équidistantes centrées, et géométrie à 8 ailettes radiales

décentrées bas. Les propriétés thermophysiques des différents MCPs utilisés sont consignés

dans le tableau 1. Les constantes de la mushy-zone sont considérées en référence à littérature,

1015 pour l’étain comme recommandé par Hannoun et al. [5], 106 pour le RT35 comme utilisé

par Pu et al. [8] et 106 pour le PT23 en référence aux MCPs paraffiniques comme le RT35, et

valeur par défaut proposée dans la documentation du code de calcul utilisé.

Ts/l L ρs/l β Cps/l λs/l µ

°C kJ.kg−1 kg.m−3 K−1 J.kg−1.K−1 W.m−1.K−1 Pa.s

Etain 505 6.104 7,5.103 2,67.10−4 200 60 6.10−3

RT35 32/38 157 880/760 1.10−3 1800/2400 0,2 2,5.10−3

PT23 22,3/25,6 197,9 910/830 12,16.10−3 1840/1990 0,2 5/0,15 3.10−3

Tableau 1 : Propriétés thermophysiques des MCPs utilisés

2.3. Conditions aux limites et initiales

Les différentes conditions aux limites et initiales de chaque étude sont données ci-dessous.

— Pour le cas de la fusion de l’étain, les parois haute et basse sont considérées adiabatiques.

Sur la paroi droite on impose une température froide Tc = 505 K. Le MCP est considéré

initialement solide à sa température de fusion Tf = 505,0125 K, soit une surfusion de

0,0125 K sur la paroi droite. A l’instant t = 0, on impose une température Th = 508 K.

— Dans le cas de l’étude de la fusion du RT35, le système est considéré adiabatique. L’in-

jection du HTF se fait par le haut à température constante de 52 °C. Le débit d’injection

est aussi constant et correspond à une vitesse de 0,01 m/s. Le MCP est initialement à

l’état solide,et tout le système est considérée à une température de 22 °C.

— Dans le cas de la fusion du PT23, nous faisons l’hypothèse d’un débit suffisamment
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grand, afin de négliger le gradient de température axial le long du tube caloporteur. Nous

imposons donc un température de 40 °C sur la paroi intérieure du tube, et le système est

initialement à la température de 0,25 °C en dessous de Tl du PT23 soit 22 °C.

2.4. Procédure numérique

Le code commercial STAR-CCM + V15.04 [5] a été utilisé pour résoudre les équations de

conservation ci-dessus, basées sur une méthode de discrétisation en volumes finis. Les équations

de conservation ont été résolues séquentiellement à l’aide du solveur algébrique AMG et de

l’algorithme SIMPLE pour le couplage pression-vitesse. Une discrétisation du second ordre a

été choisie pour les termes convectifs des équations de quantité de mouvement et d’énergie

ainsi que pour la discrétisation temporelle. Dans le cas de la qualification avec les résultats de

Hannoun et al. [5], les auteurs ont proposé un maillage et un pas de temps issus d’études de

sensibilité des résultats à ces paramètres. Un maillage de 400 × 400 et un pas de temps de

0,05 ont été choisis. Les résidus normalisés sont inférieurs à 10−3 pour l’équation d’énergie,

et à 10−9 pour la continuité et la quantité de mouvement. Dans le cas de la qualification de

la méthodologie à partir des résultats expérimentaux de Longeon et al. [6] et l’application aux

ailettes, des études de sensibilité au maillage et au pas de temps ont été réalisées et un maillage

correspondant à une taille de cellule de 1 mm et un pas de temps de 0.25 s ont été adoptés en

analysant les évolutions des flux thermiques et fraction liquide. Une convergence des résidus

a été observée avec des résidus normalisés inférieurs à 10−5 pour l’équation d’énergie, et de

10−10 pour la continuité et la quantité de mouvement. Ce maillage et ce pas de temps permettent

d’avoir un bon compromis entre la précision de calcul et le coût numérique.

3. Résultats

3.1. Résultats de qualification de la méthodologie numérique

Dans le cas d’étude de Hannoun et al. [5], sous l’action du gradient de température entre

la paroi chauffée et le MCP, il s’effectue un transfert thermique vers le MCP, qui augmente

sa température et le fait fondre. La figure 3 présente l’évolution de la fraction liquide dans le

temps de la solution de référence superposée à la solution obtenue avec notre code de calcul.

On observe une quasi-superposition entre les résultats du benchmark et la présente étude avec

un écart relatif de fraction liquide inférieur à 0.4 %. Sous l’action de la convection naturelle,

le MCP plus chaud s’élève dans la cavité, se refroidit, puis redescend créant ainsi des cellules

de recirculation de type Rayleigh-Bénard. La figure 4 montre l’évolution des lignes de cou-

rants colorées par la vorticité à deux instants différents, 200 s et 700 s. Qualitativement nous

observons une importante similarité dans la structure de l’écoulement entre les deux résultats.

Les modèles utilisés sur STARCCM+ permettent ainsi une reproduction très fidèle des résultats

numériques de benchmark.

Dans le cas de l’étude de la fusion du RT35, la figure 5 présente l’évolution de la température

dans le MCP en trois points, B, D, F suivant l’axe des cylindres, visibles sur la figure 2. Les

résultats de la présente simulation montrent une bonne prédiction des tendances des courbes

d’évolution des températures locales. une bonne précision est observée sur la plupart des points,

avec un écart maximal de 4 °C observé en un seul point. La figure 6 présente l’évolution de la

température de sortie du fluide de transfert. Une bonne précision est également observée quanti-

tativement, avec un écart maximal inférieur à 2°C entre les résultats numériques et expérimentaux.

Ces écarts observées peuvent en partie être attribués à la condition d’adiabaticité utilisée dans la

démarche numérique, dûe aux manques d’informations dans l’étude expérimentale de Longeon
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Figure 3 : Evolution de la fraction liquide dans

le temps Figure 4 : Evolution de la structure de

l’écoulement dans le temps

et al. [6], sur le coefficient d’échange, les températures extérieures et de parois. De plus il y a les

éventuelles variations dans les propriétés thermophysiques des MCPs qui sont parfois fournies

avec des écarts importants.

Figure 5 : Evolution de la température locale du

MCP

Figure 6 : Evolution de la température de sortie

du HTF

3.2. Application de la méthodologie numérique à l’analyse de l’impact des ailettes et leur

redistribution sur le processus de fusion d’un MCP

Dans cette section, la procédure numérique présentée et qualifiée ci-dessus est appliquée à

l’analyse de l’impact des ailettes et leur redistribution sur le processus de fusion d’un MCP.

La figure 7 présente l’évolution de la fraction liquide du MCP dans les 5 configurations. On

remarque dans un premier temps que toutes les configurations ailettées présentent à chaque ins-

tant une fraction liquide supérieure à la configuration de référence. Cela résulte sans surprise

de l’augmentation de la surface d’échange par les ailettes, qui améliore d’une part la conduc-

tivité globale du MCP, et d’autre part l’échange thermique entre le tube chauffé et le MCP. En

effet, l’augmentation de la surface d’échange du simple au double permet d’augmenter de plus

de 2 fois le transfert thermique. A 600 s, le flux échangé est de 14 W pour REF contre 33 W

pour R4. En comparant les 4 géométries intensifiées à iso-surface d’échange, on constate que

les configurations à 8 ailettes ont une fusion accélérée dans un premier temps par rapport aux

configurations à 4 ailettes. Cela s’explique par une fusion rapide et plus globale de la partie

du MCP à proximité du tube du fait du nombre des ailettes et donc une convection naturelle
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Figure 7 : Evolution de la fraction liquide du

MCP
Figure 8 : Evolution de la vitesse du MCP fondu

qui se développe très rapidement et intensément. A l’inverse, les ailettes longues entraı̂nent une

fusion plus locale du MCP dans le voisinage proche et lointain du tube, ne favorisant pas un

développement accéléré de la convection naturelle. De plus, la longueur des ailettes comparti-

mentant presque l’échangeur, freine la convection naturelle par un confinement du MCP. Ces

analyses peuvent être observées sur la figure 8 qui montre l’évolution de la vitesse moyenne du

MCP fondu dans la calandre, et traduit l’intensité de la convection naturelle, responsable des

écarts observés à iso-surface. L’évolution fluctuante des vitesses a été aussi observé dans les tra-

vaux de Kumar et al. [9] et s’explique par la variation linéaire des propriétés thermophysiques

dans la ”mushy zone”. Pour une fusion allant jusqu’à 90 %, les configurations R8 et R8B sont

les plus efficaces en réduisant le temps de fusion d’environ 65 % par rapport à REF. En analy-

Figure 9 : Géométrie d’étude de la répartition des

ailettes
Figure 10 : Cartographie de fraction liquide à

2400 s
sant les cartographies de la fraction liquide présentées sur la figure 10 et la figure 7, on remarque

que la durée de passage de 90 % à 100 % est parfois la plus élevée. Cela est dû à une partie du

MCP située dans la partie inférieure de l’échangeur, pas assez impactée par la convection natu-

relle, et n’est pas en contact des ailettes. Cette partie du MCP est soumise principalement à la

conduction thermique dans le MCP qui rappelons le a une conductivité thermique faible. Il s’en

suit alors que cette partie du MCP fond plus lentement et rallonge considérablement le temps de

fusion complète. En concentrant une partie des ailettes dans la région inférieure de l’échangeur,

cela permet d’accélérer la fusion complète du MCP, ce qui est remarqué dans les cas des confi-
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gurations R4B et R8B qui permettent de réduire le temps de fusion complète respectivement

de 69 % et 64 %. Les configurations de R4 et R8 permettent de réduire le temps de fusion

complète de respectivement 35 % et 38 %. Une application de ces résultats au développement

d’un système de stockage latent permettra un réduction importante des durées des cycles.

4. Conclusion

L’objectif principal de notre étude est de valider une procédure numérique de fusion d’un

MCP et d’étudier l’influence de la redistribution des extensions de surface dans un échangeur-

stockeur tube calandre vertical sur les cinétiques de fusion d’un MCP en présence de phénomènes

de convection naturelle. Les principaux résultats sont :

— La procédure numérique mise en œuvre dans le code de calcul STARCCM+ permet de

modéliser assez précisément le processus de changement de phase des MCPs.

— L’augmentation de la surface d’échange par extension de surface permet de réduire de

façon considérable le temps de fusion du MCP.

— Pour une surface d’échange constante, l’utilisation d’ailettes courtes en grand nombre est

plus efficace, et en concentrant les ailettes dans la partie basse de l’échangeur le temps

de fusion complète du MCP peut être réduit d’environ 69 %.

A la suite de cette étude, un banc d’essai sera développé afin de caractériser un échangeur-

stockeur intensifié côté calandre en cours de développement dans le cadre d’un projet de thèse.

Cette installation expérimentale permettra de quantifier les échanges avec l’environnement qui

seront pris en compte dans l’étude numérique et comprendra une caractérisation fine des pro-

priétés thermophysiques des MCPs étudiés.
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Résumé - Cette étude vise à fournir une caractérisation thermophysiques de différents matériaux à 
changement de phase (MCP) biosourcés en utilisant la calorimétrie différentielle à balayage, la 
viscosimétrie, la pycnométrie et les mesures de conductivité. Les matériaux à changement de phase 
biosourcés (bio-MCP) constituent des alternatives écologiques et durables aux MCP synthétiques 
traditionnels qui sont souvent dérivés de sources pétrochimiques non renouvelables. Trois échantillons 
(MCP1, 2 et 3) ont été élaborés à partir de différentes compositions de la cire d’abeille, et d’huiles de 
ricin, d’olive, d’amende et de soja. Les résultats ont montré que le MCP1, MCP2 et MCP3 ont des 
points de fusion relativement faibles par rapport à la cire d'abeille. De plus, la température à laquelle la 
fusion du MCP1 commence est d'environ 27°C, ce qui le rend potentiellement plus adapté à des 
applications de gestion thermique telles qu’on en trouve dans le bâtiment et les systèmes de 
conversion de l’énergie solaire. Aux incertitudes de mesures près, la conductivité thermique en phase 
solide est peu sensible au changement de la composition. Cependant, les viscosités sont fortement 
dépendantes de la composition, notamment dans la zone pâteuse (entre l’état solide et l’état liquide) et 
pour les faibles taux de cisaillement. Il a été montré que le modèle de Carreau-Yasuda concorde bien 
avec les résultats de la mesure de la viscosité (erreur inférieure à 2%). Un nouveau modèle est proposé 
pour décrire la chaleur spécifique dans les trois phases de nos échantillons, y compris la phase pâteuse.   

Nomenclature  

Cp Chaleur spécifique, J.kg-1.K-1 

Δy différence de chaleur, mW 
Hr vitesse de chauffe, K.min-1 

m masse de l'échantillon, mg 
Lf chaleur latente de fusion, J/g 
T température, °C 
Symboles grecs 
µ  Viscosité dynamique, Pa.s 

 masse volumique, kg.m-3 
κ conductivité thermique, W.m-1.K-1 
Abréviations 
MCP matériau à changement de phase 

DSC Differential Scanning Calorimetry 
TPS Transient Plane Source 
ASTM American Society for Testing and 
Materials 

 

1. Introduction  

Les matériaux à changement de phase (MCP) ont fait l'objet d'une attention croissante ces 
dernières années en raison de leur potentiel de stockage d'énergie et de régulation thermique. 
Les MCP biosourcés élaborés à partir de matériaux naturels tels que la cire d'abeille ou les 
huiles végétales sont particulièrement intéressants car ils sont renouvelables, biodégradables 
et ont une faible toxicité, ce qui en fait des alternatives intéressantes aux MCP synthétiques. 

La caractérisation thermophysique de ces nouveaux matériaux à changement de phase est 
très importante pour comprendre comment le matériau se comporte lorsqu'il sera soumis à 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-109
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différentes conditions de température et de flux de chaleur. Les lois et modèles qui en 
découlent seront implémentés dans les modèles numériques afin de décrire de façon fine les 
quantités d’énergie mises en jeu lors du stockage/déstockage thermique, ainsi que les 
phénomènes de convection qui apparaissent dans la zone liquide. 

Différentes études se sont intéressées à la mesure de la température et la chaleur latente de 
fusion, la viscosité, la chaleur spécifique ainsi que la masse volumique des MCP biosourcés. 
Les études décrites da ns [1], [2], [3] et [4] ont utilisé la DSC pour étudier la propriétés de la 
cire d'abeille, y compris son point de fusion, sa chaleur spécifique, sa chaleur latente de 
fusion, et son potentiel en tant que MCP. Elles ont permis de démontrer la pertinence de la 
cire d'abeille en tant que MCP et ont fourni des informations importantes sur son 
comportement thermique. Elles ont notamment mis en évidence l’étendue de la zone de fusion 
(entre 30 et 65°C). Fazina et al. [5] et L. Boussaba et al. [6] ont utilisé la viscosimétrie pour 
étudier le comportement rhéologique des huiles végétales, telles que leur viscosité, leur taux 
de cisaillement, leur dépendance à la température, ainsi que l'impact de divers additifs sur leur 
viscosité. R. Andrzejczyk et al. [7] ont étudié la viscosité de l’huile de coco. Cependant, A. 
Bucio et al. [1] ont étudié la viscosité des cires d'abeille, de Candelilla et de paraffine. S. Wi 
et al. [2], ont étudié la viscosité de la cire de palme et la cire de soja. Ils ont tous montré la 
difficulté de la détermination précise de la viscosité dans la zone pâteuse et n’ont effectué 
cette mesure qu’à une seule valeur du taux de cisaillement. En ce qui concerne la mesure de la 
densité des MCP biosourcés, de nombreux auteurs, comme [1] et [8], ont utilisé la 
pycnométrie. Dans ces études, les auteurs ont également utilisé une source plane transitoire ou 
TPS pour mesurer la conductivité thermique. 

Les études antérieures se sont intéressées aux MCP naturels bruts, qui dépendent par 
conséquent de la géologie et du climat de la région où ils sont cultivés. Aussi elles donnent 
souvent des résultats incomplets par rapport à la dépendance de la température, au taux de 
cisaillement ou aux changements d’aspects des différents matériaux testés. Outre la 
caractérisation thermophysique des matériaux MCP naturels de base, nous proposons ici les 
résultats de la caractérisation à différentes températures de trois compositions élaborées à 
partir de la cire d’abeille, et d’huiles de ricin, d’olive, d’amende et de soja à différentes 
proportions, Nous avons choisi ces matériaux de base en raison de leur abondance en Algérie. 
Les MCP pourront être utilisés pour le refroidissement de différents systèmes tels que les 
capteurs photovoltaïques, les murs de bâtiment ou encore les batteries Li-ion.. 

2. Matériaux, Matériels et Méthodes 

2.1. Matériaux 

Dans cette étude, cinq matériaux de base ont été utilisés pour créer le matériau à 
changement de phase biosourcé : l'huile d'olive, l'huile de ricin, l'huile d'amande, l'huile de 
soja et la cire d'abeille. La cire d'abeille et toutes les huiles utilisées dans cette étude 
provenaient de la même ferme à Constantine, en Algérie. Cela garantissait que les matériaux 
avaient des caractéristiques constantes et aidait à minimiser la dispersion des échantillons. 
L'utilisation de matériaux d'origine locale offre également la possibilité d'augmenter la 
production du MCP biosourcé à l'avenir.  

Trois MCP biosourcés ont été choisis, parmi une dizaine, pour leur stabilité et facilité de 
mélangeage. Leurs compositions sont détaillées dans le tableau 1. Ces proportions ont été 
atteintes après de nombreux tests de mélangeage afin de garantir une homogénéité et d’éviter 
la sédimentation.  
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Composition MCP1 MCP2 MCP3 

Huile d’olive [%V] 40 35 15 

Huile de ricin [%V] 30 20 20 

Huile de soja [%V] 0 20 40 

Huile d’amande [%V] 10 0 0 

Cire d’abeille [%V] 20 25 25 

Tableau 1. Composition volumétrique de MCP1, MCP2 et MCP3. 

2.2. Méthodes 

2.2.1. DSC 

Nous avons utilisé le calorimètre différentiel à balayage (Maia F3-200) afin de mesurer la 
température et l’enthalpie de fusion ainsi que la capacité thermique spécifique. Un échantillon 
d’environ 12 mg a été scellé dans un creuset en aluminium qui a été placé dans le « four » de 
la DSC avec un creuset vide comme référence. La température a varié de 5 à 100 °C à une 
vitesse de 10 K/min comme suggéré par la norme ASTM D4419-90. Nous avons maintenu la 
température à 100°C pendant 5 minutes, puis le processus de refroidissement a été lancé à la 
même vitesse pour évaluer les températures de fusion et de cristallisation. Les températures de 
fusion et chaleurs latentes sont données dans la Figure 1. 

2.2.2. Viscosité apparente 

La viscosimétrie rotationnelle est la méthode la plus courante pour mesurer la viscosité 
dynamique d'un matériau à changement de phase. Elle a été employée dans les papiers [1], 
[5], [7] pour la mesure de la viscosité en phase liquide. De nombreux autres travaux, comme 
[3], ne faisaient varier que le taux de cisaillement et fixaient la température à une valeur 
supérieure à la température de fusion.  

Dans la présente étude, nous avons utilisé le viscosimètre HAAKE à cylindres tournants. 
Le taux de cisaillement a été varié de 0,1 à 1000 s-1 et la température de -10 à 100°C. 

2.2.3. Conductivité thermique 

Nous avons utilisé la méthode de source plane transitoire décrite par Gustavsson et al. [9] 
(TPS, C-Therm) pour mesurer la conductivité thermique de nos échantillons à la température 
ambiante en phase solide (20-22°C). Il a été démontré dans [6] et [8] que la conductivité 
thermique des MCP est peu dépendante de la température sur une plage spécifique autour de 
la température de fusion. Des mesures en phase liquide seront entreprises afin de vérifier ce 
résultat. 

3. Résultats et discussion 

3.1 Température de fusion et chaleur latente de fusion 

Les résultats de l'analyse thermique sont présentés dans le tableau 2, ils montrent que les 
MCP à base de cire d'abeille et d'huiles végétales ont des points de fusion et des besoins en 
énergie thermique inférieurs à ceux de la cire d'abeille naturelle. Le matériau MCP1 a la 
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température de début de fusion la plus basse (24°C), ce qui en fait un matériau 
potentiellement approprié pour les applications dans le bâtiment ou la gestion de capteurs 
solaire PV…). Le MCP3 admet le point de fusion et la chaleur latente de fusion les plus 
élevés parmi les MCP étudiés. Sa courbe DCS est la plus étendue (Figure 1). Il apparait 
clairement sur cette figure que les matériaux organiques composés ont une plage relativement 
étendue pour le changement de phase (qui peut atteindre une trentaine de degrés). En 
l’occurrence ici, les MCP sont composés de différents mélanges d’huiles (avec les points de 
fusion compris entre 18 et 28°C) mais également de la cire d’abeille, qui présente une zone de 
fusion, elle même étendue entre 43 et 68°C. Le pic de fusion de la cire d'abeille testée est égal 
à 61,8 °C, il est très proche de celui donné par Muhammad Amin et al. [3] (62°C) et celle de 
A. Dinker et al. [4], qui donne 60°C.  

 

  

 
Figure 1. Courbes DSC de : (a) la cire d'abeille, (b) MCP1, (c) MCP2 et (d) MCP3 

Matériaux 
Chauffage Refroidissement 

T_onset 
[°C] 

T_peak 
[°C] 

T_off 
[°C] 

L_f 
[J/g] 

T_onset 
[°C] 

T_peak 
[°C] 

T_off 
[°C] 

L_f 
[J/g] 

MCP1 43,1 50,97 62,3 19,97 27,57 43,23 53,43 -18,88 
MCP2 37,25 51,35 61,2 29,06 25,25 44,05 53,9 -25,77 
MCP3 38,3 52,7 63,1 33,51 31,2 45,95 55,55 -29,99 

Cire d’abeille 46,6 61,8 68 181,6 35,6 49,9 58,2 -165,9 

Tableau 2. Températures de début (Onset), de pointe max (Peak), de la fin de fusion (Offset ou 
End) et les chaleurs latentes de fusion pour le processus de chauffage et de refroidissement 

(a) 

(d) (c) 

(b) 
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5 à 6 mesures ont été effectuées sur chaque échantillon, elles donnent un écart qui ne 
dépasse pas 1.1°C sur la température pic de fusion et une incertitude relative sur l’enthalpie de 
changement de phase inférieure à 2.6%. Ceci montre une stabilité de ces matériaux après 
différents cycles de chauffage/refroidissement, ainsi qu’une répétabilité acceptable des 
mesures. Aux incertitudes de mesures près, ces mêmes résultats ont été également obtenus 
avec une vitesse de chauffe de 5K/min. Des essais avec des vitesses plus faibles sont en cours. 
Ils devraient permettre d’ajuster les résultats de la mesure en fonction de la vitesse de chauffe.  

3.2 Chaleur spécifique apparente 

La chaleur spécifique apparente a été évaluée à différentes températures à partir des 
courbes DSC en utilisant l’expression suivante ([3], [4]; [8]) : 

p
r

y
c

H m


=


 (1) 

où rH : Vitesse de chauffe, m : masse de l'échantillon, Δy : la différence entre l'ordonnée à 

l'origine de la courbe de référence H-T et la courbe de mesure de l'échantillon. Le tableau 3 
donne les valeurs de Cp apparent des phases solides et liquides des MCP. Il est à noter que 
pour chaque matériau, la valeur de la chaleur spécifique apparente dans la région solide est 
supérieure d’environ 15 à 20% à celle de la phase liquide. La cire d'abeille a une chaleur 
spécifique apparente relativement élevée car c'est une substance naturelle dense, elle contient 
de nombreuses liaisons chimiques qui doivent être rompues pour que la température 
augmente.  

 
Figure 2. Cp apparent de la cire d'abeille, MCP1, MCP2 et MCP3 Vs. la température 

La Figure 2 représente l’évolution de la chaleur massique avec la température. Nous avons 
cherché la meilleure régression pour approcher les résultats expérimentaux. Le modèle (2-3) 
est un nouveau modèle, que nous proposons sur toute la plage de température (de 15 à 
100°C). Il couvre aussi bien les phases solide, liquide et pâteuse, sans discontinuité sur la 
zone de fusion. Il est issu de ceux qui sont généralement utilisés dans les logiciels de CFD 
[11], et qui permettent une évolution continue de la fonction Cp (T) afin d’éviter les 
discontinuités qui engendrent les divergences du calcul numérique.  Le modèle est décrit par 
les expressions suivantes : 

 
,

,20

, 100

( )
( )

1( )
1

p s
p lT

p p l T

c S T
S T c

eC T c
e

−

−

−
+ −

+= +
+

 (2) 

Où 0
0

273.15
( ) sin

d

k k
k k

T
S T S s q

p=

 +
= + + 

 
  (3) 

Congrès Français de Thermique SFT 2023, Reims, 30 mai – 2 juin 2023

699



Cp,l est la chaleur spécifique apparente de la phase liquide, Cp,s est celle de la phase solide.  
S0, sk, pk et qk sont des coefficients d'interpolation pour l’ajustement du modèle. Le tableau 3 
résume les paramètres du modèle, et le tableau 4 représente les écarts maximums et écarts 
relatifs avec les résultats de la mesure. Les coefficients d’interpolation sont donnés pour le 
MCP1 dans le tableau 5. Les écarts relatifs varient de 0,25 % pour le MCP1, à 3% pour la 
cire. Ils montrent que le modèle permet de décrire avec une bonne approximation l’évolution 
de Cp(T). 

 Cp, s Cp, l S0 

Cire 1602 1549 1549 
MCP1 2454 2380 2500 
MCP2 2461 2071 2500 
MCP3 2576 2412 2500 

Tableau 3. Les paramètres du modèle Cp (T)  
 

 Ecart 
max. 

[J/kg K] 

Ecart 
relatif 
[%] 

Cire 166 3 
MCP1 7 0.25 
MCP2 34 1.2 
MCP3 18 0.5 

Tableau 4. Les écarts maximums et relatifs du modèle Cp (T) avec 
les résultats  

 

 MCP1 
k sk qk pk 

0 963 206.9 22.1 
1 456.9 90 7.4 
2 188.8 43.62 4.2 
3 61.8 19.18 2.8 
4 16.5 6.95 2.1 
5 4.9 4.26 1.7 

Tableau 5. Les coefficients 
de S(T) du modèle du Cp(T)  

 

3.3 Viscosité 

Les figures 3 et 4 montrent qu’à mesure que la température augmente, la viscosité 
dynamique du matériau à changement de phase devient de moins en moins dépendante du 
taux de cisaillement. Cette tendance suggère que lorsque la température du matériau 
augmente au-dessus de sa température de fusion, le matériau devient moins affecté par les 
changements de taux de cisaillement. Cela pourrait être dû au fait qu'à mesure que le matériau 
devient fluide, la structure moléculaire du matériau se décompose, le rendant moins résistant à 

Figure 3. Viscosité dynamique de différentes 
huiles et cire d'abeille en fonction de la 

température 

 

Figure 4. Viscosité dynamique du MCP1, 
MCP2 et MCP3 en fonction de la température 
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la déformation. Le comportement global de ces matériaux est l'amincissement par 
cisaillement; d'après la figure 4, les 3 échantillons ont des viscosités très proches et le même 
comportement pour les températures supérieures à 60°C. La température inférieure à 60°C des 
trois matériaux à changement de phase correspond à la zone pâteuse, où la viscosité est 
fortement dépendante du taux de cisaillement. L’étude de répétabilité/reproductibilité dans 
cette zone a montré un écart type qui peut atteindre 30% pour les taux les plus faibles. La 
viscosité des MCP dans la zone dite pâteuse s'est avérée affectée par le degré d'adhérence aux 
parois du cylindre, qui peut être influencé par des facteurs tels que la rugosité de surface des 
cylindres. Le modèle de Carreau-Yasuda donne la meilleure régression pour les mesures. Il 
reflète la dépendance aux deux paramètres, la température et le taux de cisaillement. 

( ) ( ) ( )1 0 1, 1
BAbT aT m m m E     =  + − + +   

 (4) 

Les paramètres a, b, A, B, m0, m1 et λ ont été déterminés pour chaque matériau. A titre 
d’exemple, les coefficients pour le MCP1 sont donnés dans le tableau suivant : 

 
 a b A B m0 m1 λ  

MCP1 6.614 -1.5 -0.35 25 1.1 0.1 0.09  

Tableau 6. Les coefficients du modèle de la viscosité dynamique du MCP1 

3.4 Masse volumique 

La masse volumique a été mesurée selon la norme ASTM D854, décrite par D. Kumar et 
al. [10]. Comme le montre la figure 5, MCP1 semble être plus dense que les deux autres, et le 
MCP2 et MCP3 ont approximativement la même densité. Dans la zone pâteuse, la densité de 
tous les MCP diminue linéairement avec l'augmentation de la température.  

 
Figure 5. Masse volumique en fonction de la température 

et ses régressions linéaires  

 
MCP1 MCP2 MCP3 

T°C 
ρ 

[kg/m³] 
T°C 

ρ 
[kg/m³] 

T°C 
ρ 

[kg/m³] 

60 888 110 857 65 880 

45 902 65 884 50 891 

30 918 50 893 45 894 

23 924 21 913 40 899 
    26 908 

Tableau 7. Masse volumique de MCP1, MCP2 
et MCP3 à différentes températures. 

3.5 Conductivité thermique 

D'après le tableau 8, les conductivités thermiques des trois MCP sont sensiblement 
identiques en phase solide à la température ambiante. Des mesures dans les phases liquide et 
pâteuse, à différentes températures seront réalisées et devraient permettre d’affiner le modèle.  

MCP MCP1 MCP2 MCP3 

κ (W/mK) 0,171 0,163 0,173 

Tableau 8. Conductivité thermique de MCP1, MCP2 et MCP3 à 20°C  
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4 Conclusion 

Les résultats de la caractérisation thermophysique des MCP ont montré que MCP1, 2 et 3 
ont des points de fusion inférieurs à celui de la cire d'abeille (d'environ 60 °C) ainsi que des 
enthalpies de fusion bien plus basses que celle de cire d’abeille. La température « Onset » 
relativement basse, d'environ 25°C, rend ces MCP potentiellement plus adapté à certaines 
applications de gestion thermique. Les viscosités en phase liquide sont très proches avec un 
comportement de rhéofluidification. Cependant, ils montrent un épaississement important en 
phase pâteuse et sont dépendants de l'adhérence au mobile tournant à faible taux de 
cisaillement. 
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Abstract – In phase change materials (PCMs) applications, phase-change happens at nearly constant 
temperature. So, controlling the phase-change duration can be helpful to avoid thermal fluctuations. In 
this study, we use numerical and experimental investigation to assess the impact of using magnetic 
field on the phase-change process of a PCM. Our results show that the magnetic field can slow the 
phase-change process when Lorentz force is applied opposite to the buoyant force. This has 
implications on the management of latent heat storage and release to match energy demand. 
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u velocity, m/s 
p pressure, Pa 
g acceleration due to gravity, m/s2 

L Latent heat of fusion, J/kg 
D Darcy source term 
Fl Lorentz force 
cp specific heat, J. kg 1. K-1 
T temperature, K 
k thermal conductivity, W.m-1. K-1 
t time, s 

Greek symbols 
 liquid fraction 
 density, kg/m3 

 electrical conductivity 
 coefficient of thermal expansion, 1/K 
 kinematic viscosity, m2/s 
Index  
s solid 
l liquid 

1. Introduction 

In the last decade, and due to the exponential increase in the global population, there has been 
a surge in energy demand, energy consumption, and CO2 emissions. The building sector 
accounts for one-third of global energy use and 40% of overall CO2 emissions [1]. The 
increased need for building energy consumption is mostly due to space cooling, heating, and 
ventilation to meet thermal comfort needs [2]. This has raised environmental concerns and has 

https://doi.org/10.25855/SFT2023-116
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triggered research for new and renewable energy [3]. Phase change materials are substances 
that have the capability to store and release a large amount of heat within a small or no 
temperature change [4]. Hence, energy storage with phase change materials (PCMs) can help 
close the energy supply and demand gap, enhance the efficiency of energy systems, and play 
a significant part in energy conservation [5]. 

Despite the advantages of the use of PCMs, one of its challenges is gradual heat storage 
and impulsive heat release [6]. Moreover, the cost of phase change materials is generally 
expensive and has been projected to be cost effective in hot climate [7]. This necessitates the 
need for a careful and precise energy analysis to optimally utilize PCMs [8]. In this study, we 
are proposing the assess the use of magnetic field to control the melting and solidification 
process to reduce energy consumption in buildings by optimizing the use of PCMs. 

A few works have been devoted to the study of the impact of magnetic field especially on 
liquid metals and ferrofluid. Gui et al. [9] experimentally investigated the role of external 
magnetic field on heat transfer enhancement of ferrofluid under an external magnetic field. 
They reported an increase in the convective heat transfer rate as the solid fraction of magnetic 
particles increases. Doostani et al. [10] numerically studied the magnetic field effect on 
natural convection phase-change heat transfer of gallium in a rectangular enclosure. They 
reported a decrease in the rate of melting as the magnetic field strength increases. Nakhla et 
al. [11] introduced a novel experimental methodology to study the effect of heat transfer 
enhancement under the influence of electrohydrodynamic and gravitational forces on the 
melting of octadecane.  To the best of our knowledge, no detailed experimental studies on the 
effect of magnetic field on phase change materials has been reported in the literature. 
Therefore, this paper seeks to study experimentally and numerically the effect of magnetic 
field on the melting and solidification of PCMs.  

2. Methodology 

2.1. Experimental setup 

The experimental setup is depicted in Figure 1 and is based on the work of Yehya et al [5]. 
Heat flux sensors, insulating materials, heat exchange plates, permanent magnets, 
thermoregulated bath, data acquisition systems (data logger), and control systems for the 
thermoregulated bath are used. The investigated phase change material (Octadecane) is placed 
inside an aluminum enclosure of dimensions 40mm x 40mm x 15mm and is placed between 
two heat exchange aluminum plates (40mm x 80mm x 10mm) controlled by the 
thermoregulated bath (Julabo Corio CD Model, 2.0 kW). We use neodymium magnet of 
dimension 40mm x 15mm x 5mm with a magnetic field strength of 240 mT. The magnet is 
placed at the bottom to exert a magnetic field in the vertical direction. Differential 
temperature heat flux sensors from FluxTeq are used to determine the heat flux and 
temperature in real time. 

2.2. Numerical model 

A 2D numerical model based on the continuity, momentum, and energy equations 
during the phase change process using the enthalpy-porosity method was implemented in 
OpenFOAM, an open-source Computational Fluid Dynamics toolbox based on a finite 
volume method. The geometry is depicted in Figure 2. Viscous dissipation as well as radiation 
are neglected since the material is considered to be placed in a high conductivity opaque 
enclosure. The flow is assumed to be laminar and incompressible and Boussinesq 
approximation is adopted. The model is benchmarked and validated against literature results 
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in our recently published work [12]. It is worth noting that the experimental work was not 
done to verify the numerical model as the model has been benchmarked against other 
numerical models. The experimental results are used to support the numerical results in the 
conclusions since an exact comparison could not be because the electrical characteristics of 
the magnet to exactly estimate the Hartman number are not known.  

 

 
Figure 1: Experimental setup schematic illustration. Placing the magnet at the bottom creates a 

magnetic field in the vertical direction 

 
Figure 2: Schematic Diagram of the model showing the geometry and the boundary conditions  
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The continuity (1) and momentum (2) equations are coupled with the energy equation (6). 
The enthalpy-porosity approach is captured by equations (3) and (4). The Lorentz force in 
equation (5) is added to the momentum equation (2) to account for the magnetic field. 

 
(1) 

 
(2) 

 
(3) 

 

(4) 

 
(5) 

 
(6) 

 
(7) 

where u is the fluid velocity,  is the fluid density,  is the kinematic viscosity, p is the 
pressure, D is the Darcy source terms, is the liquid fraction, C is a morphology factor, and b is 
a value to avoid dividing by zero. Fl is the Lorentz force exerted in the vertical direction, B is 
the magnetic field strength,   is the electric conductivity of the material, and uy is the vertical 
velocity component. For the energy equation (6), T is the temperature, cp is the specific heat, k 
is the thermal conductivity and S is the latent heat source term. In solving the energy equation, 
we use Neuman boundary conditions for the left and right side and Dirichlet boundary 
conditions for the top and bottom sides with heat flux considered to be zero for the presence 
of insulation. For the momentum equations, we use no flow boundary conditions for all sides. 

The parameters used in the simulation are gathered in Table 1. 

Parameters Octadecane properties  
Density (kg.m-3) 867 (solid), 775.6 (liquid)  
Latent heat (J.g-1) 243.680 

Melting temperature (oC) 28.15 

Thermal conductivity (W.m-1. K-1) 0.32 (solid), 0.15 (liquid) 

Specific heat (J. kg 1. K-1) 1900 (solid), 2240 (liquid) 

Kinematic viscosity (m2.s-1) 4.81 x 10-6 

Thermal expansion coefficient (K-1) 8.36 x 10-4 

Table 1: Thermophysical Properties of Octadecane [11] 
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3. Results and Discussion 

3.1. Experimental results 

To experimentally assess the impact of magnetic field on the melting rate, the plate 
temperature was maintained at 15oC for some time to reach thermal equilibrium. Then the 
temperature was raised to 40oC. The heat flux is measured using the heat flux sensors with 
sensitivity of 8 mV/(W/cm2). The apparent melting rate is then calculated by dividing the 
energy stored per time (which is the area under the heat flux curve) with the latent heat of 
fusion. The uncertainty in this case is relative to that of the heat flux reported. Figure 3a 
shows the evolution of melting fraction with time for the case without and with magnetic field 
plotted against dimensionless Fourier number (Fo). Without magnetic field effect, complete 
melting occurs at about 795s (Fo = 0.91), while for the case of magnetic field, complete 
melting occurs at about 1040s (Fo = 1.2). This implies that neodymium magnet of dimension 
40mmx15mmx5mm with a magnetic field strength of 240mT can delay the complete melting 
process for about 245s, which is an increase of about 30% in the melting duration. Similarly, 
we studied the impact of magnetic field on the rate of solidification of Octadecane. In this 
case, at the beginning of the experiment, the temperature of the sample was at 40oC and then 
decreased to 15oC. Figure 3b shows the evolution of the solid fraction during the 
solidification process. We observe about 327s (difference of 0.376 in Fo), delay for the sample 
to completely solidify, which constitutes a 17% increase in solidification duration. Hence, 
applying magnetic field in vertical direction and opposing buoyancy delays melting and 
solidification.  

 
Figure 3: Evolution of (a) liquid fraction during melting and (b) solid fraction during solidification 

obtained from the experiment 
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3.2. Numerical results 

To verify the claim that we got experimentally regarding the effect of magnetic field on 
fusion rates, we use numerical modeling. The effect of magnetic field on the melting process 
is discussed using the non-dimensional Hartman number 0, 20, 60 and 100. The Hartman 
number is expressed as, 

 
(8) 

The magnetic field can impact the convective flow. This has a corresponding effect on the 
progression of the melting interface and the rate of melting. Figure 4 shows the average liquid 
fraction plotted against dimensionless Fourier number (Fo). Up to about 1 hour of the 
simulation time (Fo = 0.44), there is no significant effect of the magnetic field on the melting 
rate. This could be because of the dominant heat transfer mechanism being conduction. As the 
melting progress and there is increase in convective flow, the effect of magnetic field on the 
melt fraction can be observed. At the maximum simulation time of 4 hours (Fo = 1.76), we 
notice about 43% decrease in melted fraction at the maximum Hartmann number investigated 
[12]. We can conclude that higher magnetic field slows the rate of melting if applied in the 
vertical direction opposing buoyancy. This supports the experimental results although we 
could not perform an exact comparison as we do not have the electrical characteristics of the 
magnet to estimate the Hartman number. 

 
Figure 4: Average liquid fraction obtained from the numerical model versus time plotted for 

various Hartmann numbers 

4. Conclusion 

For an efficient performance of phase-change materials (PCM)s in thermal energy 
storage systems, the time needed for the phase-change process should be well coordinated 
with the duration of external heating and cooling. Thus, it is important to investigate methods 
to control the melting of PCMs. In this work, we investigated how magnetic field affects the 
fusion rates of Octadecane. The results can open the door for designing systems where the 
PCM fusion is controlled depending on the expected external heating and cooling rates.  
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The effect of magnetic field on the melting of PCMs depends on the magnitude of the 
field, the PCM properties, and the enclosure geometry. This is inferred from the decrease in 
rate of melting as the Hartman number increases, up to 43% for the maximum investigated 
magnetic field when Lorentz force is directed opposite to the buoyant force. This is further 
confirmed by the experimental results. As the magnitude of the magnetic field applied on the 
vertical side of the enclosure increases, the rate of melting decreases and this becomes more 
evident as the melting front proceeds and as convection’s contribution becomes stronger. 
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