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Résumé

Cette thèse présente le développement d'un simulateur de processus cryogéniques de grande taille
appliqué aux installations cryogéniques de l'accélérateur de particules LHC (Large Hadron Col-
lider) au CERN (Organisation Européenne pour la Recherche Nucléaire). Ce simulateur est basé
sur une approche de modélisation orientée objet où chaque équipement (échangeur, turbine, com-
presseur, etc.) est représenté à partir d'un ensemble d'équations physiques algébro-di�érentielles.
L'architecture de contrôle du CERN est également simulée en intégrant le contrôle réalisé par
des automates programmables (PLC ) avec le système de supervision. Ce simulateur à été dé-
veloppé pour servir di�érents desseins comme l'entraînement des opérateurs, la véri�cation des
programmes automates (virtual commissioning) et l'optimisation des stratégies de contrôle. Le
système cryogénique d'un détecteur de particules a d'abord été simulé pour valider les modèles,
puis un liquéfacteur d'hélium a été modélisé pour réaliser un virtual commissioning. Les réfri-
gérateurs à hélium à 4, 5 K du LHC ainsi que les unités de réfrigération à 1, 8 K avec la ligne
de distribution cryogénique du LHC ont également été modélisés et simulés. Le développement
d'une nouvelle loi de commande basée sur un contrôle à modèle interne (IMC ) en utilisant une
commande robuste H∞ est présenté pour améliorer la régulation de la haute pression des réfri-
gérateurs à hélium du LHC. De plus, un système de pressions �ottantes a été développé à partir
du simulateur de manière à adapter automatiquement la puissance de réfrigération à la charge.
Cette technique a pour principal objectif de réduire la puissance électrique des compresseurs.

Mots-clés: modélisation, simulation, cryogénie, réfrigérateur à hélium, ligne de distribution
cryogénique, virtual commissioning, IMC, automate, LHC

Abstract

TITLE : Modelling, simulation and control of CERN cryogenic systems
This thesis presents the development of a large-scale cryogenic process simulator applied to LHC
(Large Hadron Collider) cryogenic facilities at CERN (European Organisation for Nuclear Re-
search). This simulator is based on an oriented object approach where each equipment (heat
exchanger, turbine, compressor, etc.) is represented by a set of di�erential and algebraic equa-
tions. The CERN control architecture is also simulated embedding the control performed by
Programmable Logic Controllers (PLC) and the supervision system. This simulator has been
designed to serve di�erent objectives as the operator training, the PLC code checking (virtual
commissioning) and the control strategies optimisation. The cryogenic system of a particle detec-
tor has been �rst simulated and then a helium liqui�er has been modelled to perform a virtual
commissioning. LHC 4.5 K helium refrigerators and 1.8 K refrigeration units with the LHC
cryogenic distribution line have also been modelled and simulated. A new control law has been
designed using an Internal Model Control (IMC) based on an H∞ robust control to enhance the
high pressure control in LHC helium refrigerators. Moreover, a �oating pressure control has been
developed in order to �t the refrigeration power to the requested load. This technique aims to
reduce operation costs of LHC cryogenic systems by reducing compressor electrical power.

Keywords: modelling, simulation, cryogenics, helium refrigerator, cryogenic distribution line,
virtual commissioning, IMC, PLC, LHC
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Table des Symboles

Variables physiques :

� A : Aire de section e�cace [m2]
� c : Vitesse du son [m.s-1]
� Cp : Chaleur spéci�que à pression constante [J.kg-1.K-1]
� Cv : Chaleur spéci�que à volume constant [J.kg-1.K-1]
� CV : Coe�cient de vanne [-]
� D : Diamètre [m]
� E : Énergie totale [J]
� e : Éxergie [J]
� ė : Flux éxergétique [W]
� fr : Coe�cient de friction [-]
� g : Constante gravitationnelle : 9,81 m.s-2

� h : Enthalpie spéci�que [J.kg-1]
� hc : Coe�cient de transfert thermique par convection [W.m-2.K-1]
� hS : Coe�cient de transfert thermique global [W.K-1]
� I : Moment d'inertie [kg.s-1.m-2]
� k : Conductivité thermique [W.m-1.K-1]
� K : Coe�cient de chute de pression [-]
� L : Longueur [m]
� Lh : Chaleur latente [J/kg]
� ṁ : Débit massique [kg.s-1]
� M : Masse [kg]
� ~M : Moment d'inertie [kg.m-2.s-1]
� N : Vitesse de rotation [Hz]
� Nu : Nombre de Nusselt [-]
� P : Pression [bar]
� Pr : Nombre de Prandl [-]
� Q : Chaleur [J]
� Q̇ : Flux de Chaleur [W]
� R : Constante des gaz parfait : 8,31 J.mol-1.K-1

� R̄ : Constante spéci�que de l'hélium : 2078 J.kg-1.K-1

� Re : Nombre de Reynolds [-]
� S : Entropie [J.kg-1.K-1]
� S : Surface [m2]
� T : Température [K]
� u : Énergie interne [J.kg-1]
� v : Volume spéci�que [m3.kg-1]
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Table des Symboles

� V : Volume [m3]
� ~V : Vitesse d'un gaz [m.s-1]
� V̇ : Débit volumétrique [m3.s-1]
� x : Qualité d'un mélange (ratio entre la masse de vapeur et la masse totale) [-]
� z : Niveau, altitude [m]
� α : Coe�cient d'expansion thermique [-]
� β : Compressibilité isotherme [-]
� γ : Ratio entre Cp et Cv [-]
� ρ : Densité [kg.m-3]
� σ : Constante de Stefan-Boltzman : 56,69.10-9 W.m-2.K-1

� µ : Viscosité [Pa.s]

Variables de contrôle :

� d/d̃ : Signal de perturbation réel/estimé
� f : Filtre
� fA : Filtre pour anti-windup
� Id : Matrice Identité
� K : Gain
� lm : Erreur multiplicative
� l̄m : Borne supérieure de l'erreur multiplicative
� K : Gain
� P/P̃ : Fonction de transfert du procédé réel/estimé
� Q : Fonction de transfert de contrôleur
� r : Consigne
� s : Variable de Laplace
� T : Constante de temps [s]
� u : Signal d'entrée
� v : Entrée externe (consigne ou perturbation)
� w : Pondération sur la fonction de sensibilité
� y/ỹ : Signal de sortie réel/estimé
� ε : Fonction de sensibilité
� λ : Constante de temps désirée en boucle fermée [s]
� η : Fonction de sensibilité complémentaire
� τ : Retard pur [s]
� ω : Pulsation [rad.s-1]

Indices :

� ad : Paramètre calculé pour une transformation adiabatique
� d : Paramètre au point de fonctionnement nominal (design)
� g : Propriété thermodynamique du gaz saturé
� in : Paramètre d'entrée (input)
� l : Propriété thermodynamique du liquide saturé
� out : Paramètre de sortie (output)
� s : Paramètre calculé pour une transformation isentropique (∆S = 0)
� w : Relatif au matériau d'une paroi (wall)
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Acronymes

� AI : Analog Input (entrée analogique)
� AO : Analog Output (sortie analogique)
� BP : Basse Pression
� CERN : Organisation Européenne pour la Recherche Nucléaire
� CMS : Compact Muon Solenoid (Solénoïde à Muon compact)
� CPS : Cryogenic Process Simulator (Simulateur de processus cryogénique)
� CFL : Nombre de Courant Friedrichs Lewy
� DI : Digital Input (entrée digitale)
� DO : Digital Output (sortie digitale)
� EDP : Équation Di�érentielle Partielle
� EH : Electrical Heater (chau�age électrique)
� FPC : Floating Pressure Controller (Contrôleur de pression �ottante)
� DAE : Di�enrential Algebraic Equation (Équation Algébrique Di�érentielle)
� FT : Flow Transmitter (capteur de débit massique)
� HP : Haute Pression
� HX : Heat Exchanger (échangeur de chaleur)
� IMC : Internal Model Control (contrôle à modèle interne)
� LEP : Large Electron-Positron Collider (Grand collisionneur électron-positon)
� LHC : Large Hadron Collider (Grand Collisionneur de Hadrons)
� MP : Moyenne Pression
� OPC : OLE for Process Control
� OFS : OPC Factory Server
� ORS : Oil Removal System (système de déshuilage)
� PI : Contrôleur Proportionnel Intégral
� PID : Contrôleur Proportionnel Intégral Dérivée
� PT : Pressure Transmitter (capteur de pression)
� PRBS : Pseudo Random Binary Signal, SBPA en français (Séquence Binaire Pseudo Aléatoire)
� PLC : Programmable Logic Controller, API en français (Automate Programmable Industriel)
� PROCOS : Process and Control Simulator (Simulateur de processus et de contrôle)
� QRL : Cryogenic Distribution Line (Ligne de Distribution Cryogénique)
� SCADA : Supervisory Control And Data Acquisition (Contrôle de Supervision et d'Acquisition
des Données)

� TT : Temperature Transmitter (capteur de température)
� UNICOS : UNi�ed Industrial Control System (Système de Contrôle Industriel Uni�é)
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Glossaire

� Amenées de courants : interconnexion électrique permettant de transporter un courant
électrique depuis une source de courant à un équipement électrique. Des amenées de courants
sont utilisées dans les accélérateurs de particules pour alimenter les aimants.

� Anti-windup : système permettant de prendre en compte la saturation des signaux de com-
mande à posteriori dans un contrôleur pour préserver les performances du système bouclé.

� Automate Programmable Industriel (PLC) : calculateur numérique programmable des-
tiné à la commande de processus industriels par un traitement séquentiel. L'automate acquiert
des données provenant de capteurs et pilote des actionneurs.

� Boîte froide : partie d'un réfrigérateur permettant de refroidir un �uide à partir d'une haute
pression vers une basse pression.

� Contrôleur ou Régulateur : mécanisme logique réalisant des opérations mathématiques
de manière à réguler une grandeur physique d'un processus en manipulant un ou plusieurs
actionneurs malgré la présence d'incertitudes et de perturbations.

� Commissioning : ensemble des opérations à e�ectuer sur un système, préalables au démarrage
de celle-ci, dans le but de tester tous les composants qui composent le système (mise en service).

� Cryostat : enceinte permettant de conserver des liquides cryogéniques à basse température
en limitant les entrées de chaleur.

� Dewar : type de cryostat à double parois permettant de stocker des liquides à très basse
température.

� Ecran thermique : dispositif dans lequel circule un �uide à basse température et qui entoure
un équipement à plus basse température de manière à diminuer les pertes par radiation.

� Hardware Commissioning : commissioning des équipements matériels d'une installation
avant son démarrage.

� Interlock : élément logique d'une chaîne de sécurité générant une alarme dans le système de
contrôle.

� Masse froide : masse d'un équipement étant à température cryogénique.
� Ligne de transfert : Ensemble de conduites cryogéniques généralement isolées thermiquement
permettant de transporter un �uide à basse température sur de longues distances.

� Quench : transition résistive d'un aimant aimant supraconducteur (perte de la supraconduc-
tivité).

� Station de compression : partie d'un réfrigérateur permettant de compresser un �uide à
température ambiante.
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Introduction

L'Organisation Européenne pour la Recherche Nucléaire (CERN) vient d'achever la construction
du plus puissant accélérateur de particules jamais construit : le Large Hardron Collider (LHC).
Ce collisionneur de 27 km de circonférence courbe et accélère deux faisceaux de protons qui
circulent à contresens à 100 m sous la frontière franco-suisse. Le LHC constitue sans doute la
machine la plus complexe jamais construite par l'homme et rassemble environ 8000 techniciens,
ingénieurs et chercheurs de 85 nationalités di�érentes en partenariat avec plus de 850 universités
à travers le monde. Ce projet mondial a été mené sous l'égide du CERN qui est une organisation
internationale dont le siège est à Genève en Suisse. Elle a pour mission première de fournir
à la communauté scienti�que mondiale des instruments comme les accélérateurs de particules
pour chercher des réponses aux questions concernant l'Univers et la matière mais s'abstient
de toutes activités à �ns militaires. Le CERN possède ainsi un complexe d'accélérateurs très
varié pour réaliser de nombreuses expériences, voir Figure 1. Le CERN fait reculer les limites
des technologies pour permettre la construction de machines scienti�ques tout en rassemblant les
nations à travers la science [15]. Le CERN a également pour mission de former les scienti�ques de
demain à tous les niveaux dans de nombreux domaines de la physique théorique et expérimentale
ainsi que dans les sciences de l'ingénieur. C'est dans ce contexte que cette thèse a pu se dérouler.

Figure 1 � Le complexe d'accélérateurs du CERN
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Introduction

Les faisceaux qui circulent dans le LHC sont constitués de 2808 paquets composés d'environ
100 milliards de protons chacun. Les protons sont accélérés à 99, 9999991 % de la vitesse de la
lumière ; ils parcourent alors 11000 fois les 27 km du LHC à chaque seconde et possèdent une
énergie de 7 TeV (1 TeV correspond à une énergie de mille milliards d'électron-Volt). Le LHC
produira ainsi des collisions ayant une énergie de 14 TeV dans le centre de masse. Pour produire
des collisions entre les protons, les faisceaux s'entrecroisent au centre de gigantesques détecteurs,
véritables cathédrales de hautes technologies qui viennent détecter en 3 dimensions les gerbes
de particules créées suite aux collisions et aux di�érents processus de désintégration des parti-
cules. Le LHC peut produire jusqu'à 600 millions de collisions par seconde pendant plusieurs
heures dans ces détecteurs qui doivent ensuite retracer l'histoire de chaque particule de manière
à con�rmer ou in�rmer les di�érentes théories de la physique.

Pour atteindre les objectifs des physiciens, des champs magnétiques de 8,33 teslas sont néces-
saires pour courber les faisceaux de protons dans le LHC. Pour cette raison, il a été décidé
d'utiliser des aimants supraconducteurs [41]. Le LHC est ainsi composé de 26, 7 km d'aimants
supraconducteurs fabriqués dans un alliage de niobium et de titane. Les bobines sont refroidies à
1, 9 K pour atteindre le point nominal de fonctionnement avec une marge de sécurité su�sante
en faisant circuler un courant électrique de 15 kA dans les aimants.

La réfrigération de ces aimants est e�ectuée par de gigantesques installations cryogéniques à
hélium pilotées par des automates programmables industriels (PLC). Le LHC nécessite une ca-
pacité de réfrigération sans précédent de 144 kW à 4, 5 K et de 19, 2 kW à 1, 9 K, ce qui en
fait le plus grand système de réfrigération à hélium du monde. Le projet LHC s'est étalé sur
plus de 25 ans, les techniques et les technologies ont fortement évolué durant cette période et de
nombreuses modi�cations ont été faites en conséquence comme l'utilisation de supraconducteurs
à haute température pour les amenées de courant ou l'utilisation d'une grille de calcul plané-
taire pour traiter les données. Une des technologies clefs du LHC est la supraconductivité des
aimants couplée à la cryogénie car ces technologies n'avaient jamais été mises en ÷uvre sur de
telles échelles. Des systèmes cryogéniques de taille industrielle ont donc dus être développés tout
en utilisant des technologies de pointe qui n'étaient alors qu'au stade expérimental, comme la
manipulation d'hélium super�uide.

Motivations

Les phénomènes physiques sont généralement représentés mathématiquement par des équations
di�érentielles partielles (EDP). Ces dernières permettent de décrire les évolutions temporelles et
spatiales des systèmes comportant un grand nombre de "particules" au sens d'objets élémentaires
(électrons, atomes d'un gaz, étoiles, etc.) [45]. Ces équations sont le plus souvent non-linéaires
car la somme des causes n'induit pas une simple addition des e�ets et l'analyse des di�érents
phénomènes physiques est rendue complexe.

Dans la majorité des grandes installations industrielles, l'expérimentation est limitée et la simu-
lation constitue le seul moyen d'appréhender ces systèmes pour les étudier, les concevoir et les
optimiser.

La première étape de la simulation est la démarche de modélisation qui consiste à mettre sous
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forme d'équations mathématiques les phénomènes qui nous intéressent. Si la démarche de mo-
délisation à partir des équations de la physique est choisie, il en résulte généralement des EDP
non-linéaires. Contre toutes attentes, il ne su�t pas d'injecter ces équations dans un ordinateur
pour obtenir des résultats. Un modèle se bâtit au fur et à mesure pour prendre en compte de
plus en plus de phénomènes et ce n'est jamais un modèle unique qui est développé mais une
multitude de modèles ayant di�érents degrés de complexité.

De plus, les équations de la physique possèdent toujours un cadre de validité et la question de
savoir si une équation physique est applicable à un problème précis doit toujours être posée et
évaluée méticuleusement. Par exemple, la théorie de la gravitation de Newton peut être utilisée
pour étudier la chute d'une pomme sur Terre mais cette théorie devient ine�cace pour étudier le
mouvement de certains objets célestes où la théorie de la relativité générale d'Einstein doit être
considérée. Il est donc primordial avant tout travail d'identi�er clairement les paramètres et les
phénomènes pertinents pour l'application considérée et de faire un choix d'équations approprié.

La démarche de modélisation doit faire face à deux principaux problèmes d'interaction :

1. Le couplage entre plusieurs phénomènes physiques (thermodynamique et mécanique des
�uides par exemple)

2. Le couplage entre plusieurs échelles (phénomènes microscopiques et macroscopiques)

La modélisation des systèmes cryogéniques doit permettre de rendre compte de phénomènes sur
de vastes plages de températures. La cryogénie doit donc faire face à de nombreux couplages
étant donné que la plupart des propriétés physiques (conductivité, viscosité, chaleur spéci�que,
etc.) sont dépendantes de la température. Les phénomènes microscopiques in�uencent également
les comportements macroscopiques comme par exemple la chute de pression dans une conduite
due aux frottements des atomes sur la paroi.

La deuxième étape essentielle de la simulation est la méthode de calcul scienti�que pour résoudre
numériquement un ensemble d'EDP. Les EDP de la physique ne possèdent généralement pas de
solutions analytiques et il devient alors nécessaire de les discrétiser en un ensemble d'équations
algébriques. Cette discrétisation numérique permettant de réaliser des calculs dans un ordina-
teur entraîne obligatoirement une solution non exacte des équations. La question naturelle est
donc de savoir si l'ordinateur fournit des résultats raisonnables. Pour cela, il est indispensable de
confronter les calculs numériques à des résultats expérimentaux pour valider les modèles, ainsi
que la méthode de calcul employée pour les résoudre.

Le choix des équations et du calcul scienti�que sont ainsi deux aspects indissociables à prendre
en compte pour réaliser des simulations pertinentes.

La puissance de calcul des ordinateurs n'a cessé d'augmenter durant les dernières décennies et des
outils avancés de modélisation et de simulation numérique ont énormément progressé. Lorsque
des systèmes complexes n'ayant pas de solutions analytiques devaient être étudiés sans l'infor-
matique, il était nécessaire de construire des prototypes, des maquettes et de procéder ensuite à
des mises à l'échelle. Il fallait procéder empiriquement pour comprendre, améliorer et optimiser
ces systèmes. De nos jours, les outils informatiques modernes de modélisation nous permettent
de simuler le comportement dynamique de systèmes complexes.
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Introduction

L'ensemble des processus mécaniques, électriques, chimiques, hydrauliques ou thermiques qui
sont mis en ÷uvre dans les di�érentes industries de par le monde sont des systèmes complexes
de grande taille et sont très di�ciles à appréhender dans leur totalité. Le développement de
modèles numériques permet alors la création de simulateurs dynamiques qui peuvent servir dif-
férents desseins. De tels simulateurs, utilisés en temps réel, peuvent par exemple permettre la
formation des opérateurs en toute sécurité. Un autre aspect des simulateurs est la validation des
séquences de contrôle avant leur mise en ÷uvre de manière à minimiser le temps d'installation
et la véri�cation de tous les scénarios possibles pour anticiper tous les modes de fonctionnement.
En�n, la simulation des processus permet de tester de nouvelles stratégies de contrôle pour opti-
miser les processus en terme de stabilité, de robustesse mais également en terme de coût. Ce sont
toutes ces raisons qui ont principalement motivé le développement d'un simulateur de processus
cryogéniques au CERN dans le cadre de cette thèse.

L'objectif est d'étudier les installations cryogéniques du LHC de manière numérique en modéli-
sant et simulant leurs comportements pour améliorer leur fonctionnement à l'aide des techniques
spéci�ques à l'automatique. Le développement des modèles pour les systèmes cryogéniques du
LHC doivent également permettre la mise en place de plates-formes de simulation en temps réel
pour entraîner les opérateurs ainsi que d'évaluer leurs réactions dans des modes de fonctionne-
ment dégradés comme par exemple lorsqu'une turbine ou un compresseur s'arrête brusquement.
Il est également important de souligner que les programmes automates et les systèmes de super-
vision du CERN doivent pouvoir être réutilisés en simulation en vue de leur évaluation.

Principales contributions

L'étude bibliographique portant sur les simulateurs de processus cryogéniques a révélé que très
peu de grands systèmes cryogéniques avaient été modélisés de manière dynamique à ce jour. De
nombreuses études très poussées ont été réalisées sur des composants très particuliers comme
les échangeurs de chaleur [3] mais très peu d'études ont été faites pour simuler le comportement
global de grands réfrigérateurs cryogéniques qui constituent des processus industriels complexes.
Cependant, ce genre d'approche est très développé dans d'autres domaines comme dans la pétro-
chimie ou dans l'agro-alimentaire qui présentent des processus d'une complexité analogue mais
avec des contraintes et des objectifs di�érents.

La contribution majeure de cette thèse a été de développer des modèles de composants propres
aux systèmes cryogéniques utilisant de l'hélium pour pouvoir modéliser de manière simple et ra-
pide des installations cryogéniques complexes de grande taille comme celles du LHC. Les modèles
ont été conçus pour pouvoir réaliser des simulations en temps réel tout en assurant une précision
acceptable au niveau des processus. L'originalité de ce travail a également été de concevoir un
environnement de simulation permettant de coupler les modèles aux systèmes de contrôle et de
supervision du CERN a�n de reconstituer en simulation les architectures de contrôle.

Les grandes installations cryogéniques intègrent un grand nombre de boucles de régulation qui
interagissent entre elles et peuvent entraîner des instabilités ou un fonctionnement non optimal
des systèmes. A partir de ce constat, les modèles dynamiques des installations cryogéniques du
LHC ont donc été utilisés pour permettre de contribuer au perfectionnement de certaines boucles
de régulation dans le but d'améliorer la réponse et la stabilité des systèmes et de diminuer leur
coût de fonctionnement. Les solutions proposées ont toutes été développées de manière à respecter
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les di�érentes contraintes technologiques des installations du CERN en utilisant les algorithmes
les plus simples possibles, pouvant être exécutés rapidement dans des Automates Programmables
Industriels (PLC) tout en minimisant l'espace mémoire requis.

Plan de Thèse

Ce document est composé de trois grandes parties regroupant au total sept chapitres.

Le premier chapitre introduit les di�érents concepts liés à la supraconductivité et à la cryogénie
ainsi que leur application à l'accélérateur de particules LHC au CERN. Le second chapitre traite
du développement du simulateur de processus et de contrôle pour les processus cryogéniques de
grande taille utilisant de l'hélium et le chapitre 3 présente les di�érents modèles thermodyna-
miques et hydrauliques utilisés pour modéliser les composants cryogéniques.

La seconde partie traite de l'application du simulateur à di�érents processus cryogéniques du
CERN. Le chapitre 4 regroupe la modélisation et la simulation dynamique des systèmes cryogé-
niques opérant à 4, 5 K. Premièrement, le système cryogénique utilisé pour refroidir le solénoïde
central du détecteur de particules CMS (Compact Muon Solenoid) est simulé. Dans un deuxième
temps, le liquéfacteur d'hélium central du CERN est simulé dans l'objectif de tester un nouveau
programme de contrôle avant sa mise en service réelle pour minimiser le temps d'installation
et les risques. Finalement, la simulation complète d'un réfrigérateur LHC de 18 kW à 4, 5 K
est présentée. Le chapitre 5 présente, quant à lui, la simulation d'une unité de refroidissement à
1, 8 K pour le LHC avec la ligne de pompage qui mesure 3, 3 km. En revanche, les charges ther-
miques liées aux aimants supraconducteurs et la distribution locale de l'hélium dans les aimants
n'ont pas été modélisées car elles ont déjà fait l'objet de plusieurs thèses au CERN comme par
exemple [26, 9] et continuent d'être étudiées.

La troisième partie exploite le modèle du réfrigérateur à 4, 5 K du LHC développé dans la partie
précédente pour mettre en place de nouvelles stratégies de contrôle. Le chapitre 6 étudie un
contrôleur à modèle interne (IMC) pour remplacer le contrôleur PI qui régule la haute pres-
sion du réfrigérateur. Le modèle interne du contrôleur est basé sur un modèle de connaissances
simpli�é du réfrigérateur. Finalement, le chapitre 7 aborde l'optimisation du contrôle des réfrigé-
rateurs à 4, 5 K du LHC pour adapter la puissance de réfrigération à la charge en implémentant
une nouvelle boucle de régulation en cascade de manière à faire "�uctuer" les pressions dans
le système en fonction des modes d'opération. Une telle optimisation a pour but de réduire la
consommation électrique des compresseurs de manière à faire des économies non négligeables au
niveau des coûts d'opération de la cryogénie du LHC.

Une conclusion termine ce document en exposant de manière synthétique les di�érents résultats
obtenus et présente les perspectives ouvertes par ce travail.
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Cryogénie et Supraconductivité

La cryogénie appliquée à la supraconductivité est désormais un des points clefs de la réussite
des instruments modernes de physique comme le LHC. La cryogénie permet principalement de
refroidir certains aimants à très basse température a�n de les rendre supraconducteurs et permet
le maintien de gaz lourds comme l'argon ou le krypton à l'état liquide pour détecter des particules
dans des calorimètres [43]. Ce chapitre présente, dans un premier temps, la supraconductivité
puis introduit les concepts de base de la cryogénie pour ensuite détailler le fonctionnement général
du LHC qui utilise largement de manière couplée ces deux technologies.

1.1 Supraconductivité

La supraconductivité, observée pour la première fois en 1911 aux Pays-Bas, est considérée comme
l'une des plus grandes découvertes du 20ème siècle. Ce phénomène physique, apparaissant à très
basse température dans certains matériaux, permet le transport de l'électricité sans aucune perte
d'énergie. De plus, les supraconducteurs ont des propriétés magnétiques exceptionnelles [63].

Il faudra attendre près de quarante ans après la première observation de la supraconductivité
pour l'expliquer. La première théorie de la supraconductivité, datant de 1950, revient à Ginzburg
et Landau qui se basent sur des transitions de phase du deuxième ordre. Une deuxième théorie,
expliquant la supraconductivité de manière complète, voit le jour en 1957 : c'est la théorie BCS
(John Bardeen, Leon N. Cooper, et John Robert Schrie�er) qui explique le phénomène à l'aide
de considérations quantiques. Elle s'appuie sur la formation dans les supraconducteurs de paires
d'électrons (appelées paires de Cooper) se formant grâce à une attraction résultant de l'échange
de phonons. Cette explication, toujours acceptée aujourd'hui, récompensera ses auteurs d'un prix
Nobel en 1972.

Aujourd'hui, plus de 40 matériaux supraconducteurs ont été découverts, et en 1986, une nouvelle
classe de supraconducteurs a été découverte : les cuprates, également appelés supraconducteurs
à haute température critique (HTc). Ces matériaux peuvent devenir supraconducteurs à haute
température, jusqu'à 138 K (−135 oC), et sont très prometteurs pour de futures applications
industrielles [42], car ils peuvent être refroidis à l'aide d'azote liquide, nettement moins onéreux
que l'hélium liquide. Des amenées de courants supraconductrices HTc refroidies à l'hélium entre
1, 9 K et 60 K sont utilisées au CERN pour alimenter les aimants supraconducteurs du LHC [7].
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1.1.1 Propriétés électriques des supraconducteurs

Dans les conducteurs classiques, de la chaleur est dissipée par e�et Joule. La résistivité des ma-
tériaux décroît avec la température mais dans les supraconducteurs, une chute de la résistance
apparaît à une température critique précise, généralement proche du zéro absolu (−273, 15 oC)
comme le montre la Figure 1.1 où on peut voir la complète disparition de la résistivité dans le
mercure à 4, 2 K. La résistance du matériau devient subitement nulle, et l'e�et Joule disparaît :
le conducteur devient alors supraconducteur, transportant l'électricité sans aucune perte. Cette
observation faite pour la première fois par Heike Kamerlingh Onnes en 1911 au laboratoire de
Leyde (Pays-Bas) a été rendue possible grâce à la liquéfaction de l'hélium trois ans plus tôt dans
ce même laboratoire [54].

Figure 1.1 � Relevé de la résistivité du mercure en fonction de la température faite par Heike
Kamerlingh Onnes en 1911 [55]

1.1.2 Aimants supraconducteurs

La supraconductivité permet la fabrication d'aimants très puissants. Un aimant supraconducteur
est une bobine classique formant un électro-aimant mais fabriquée avec un matériau supracon-
ducteur. L'aimant est dit supraconducteur lorsqu'il est maintenu sous la température critique
du matériau supraconducteur. De cette manière, un fort courant électrique peut circuler dans la
bobine sans perte, créant ainsi un champ magnétique puissant.

La valeur du champ magnétique généré par une bobine supraconductrice est fonction du maté-
riau utilisé, de l'intensité du courant circulant dans la bobine et de la température. La Figure
1.2 représente le champ magnétique critique maximal Bc2 de di�érents matériaux supraconduc-
teurs en fonction de la température. Par exemple, à densité de courant égale, le niobium-titane
(NbTi) peut fournir un champ de 7 teslas à 4, 5 K et un champ de 10 teslas à 1, 8 K, soit une
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augmentation de champ de 3 teslas pour une diminution de 2, 7 K.

Le seul inconvénient est que les températures pour obtenir la supraconductivité sont très basses,
et de l'énergie doit donc être consommée pour refroidir les aimants mais la puissance à apporter
pour refroidir des gros aimants est nettement inférieure à la puissance perdue par e�et joule,
ce qui justi�e largement l'utilisation d'aimants supraconducteurs pour des applications à grande
échelle.

Figure 1.2 � Champ magnétique critique en fonction de la température pour di�érents matériaux
[63]

1.1.3 Transition résistive : "quench"

La supraconductivité disparaît quand la température, le champ magnétique appliqué ou la den-
sité de courant dépassent des valeurs critiques. Ces trois paramètres doivent rester dans une
région précise entourée par une surface critique, voir la Figure 1.3 où la surface critique pour
les supraconducteurs en niobium-titane est représentée. Si un de ces trois paramètres sort de
cette région, une transition résistive de l'état supraconducteur vers l'état conducteur classique
a lieu. Cette transition s'appelle un "quench" en anglais et nous utiliserons ce vocable par la suite.

Les aimants supraconducteurs emmagasinent une importante quantité d'énergie. Par exemple,
les aimants du LHC emmagasinent une énergie de 11 GJ au total, soit une énergie équivalente à
trois tonnes de TNT. En cas de quench, cette énergie est dissipée et peut provoquer d'importants
dégâts à cause des tensions excessives générées et des échau�ements sur les conducteurs : l'aimant
peut être intégralement détruit. La propagation des quenchs doit donc être étudiée de manière à
concevoir des systèmes de protection �ables pour les éléments supraconducteurs et pour mettre
en place des circuits de décharge pour protéger les aimants [68, 76].

1.2 Cryogénie

La cryogénie est dé�nie comme la branche de la physique qui traite de la production des très
basses températures et de leurs e�ets sur la matière mais plus communément, la cryogénie est
la science et ses applications qui traite des phénomènes physiques inférieurs à 120 K(−153 oC).
Cette température représente la limite en dessous de laquelle les principaux gaz atmosphériques
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     Point d'opération 
pour les aimants du LHC

Figure 1.3 � Surface critique pour le niobium titane [75]

(méthane, oxygène, argon, azote, argon, néon, hydrogène et hélium) se liqué�ent [43]. Les �uides
dit cryogéniques (l'azote étant le plus répandu) ont donc des températures d'ébullition très basses.
Ces éléments sont utilisés sous forme liquide en médecine, dans l'industrie chimique, en métal-
lurgie, pour l'industrie spatiale et dans les transports mais également en physique des particules.
Les détecteurs de particules ont besoin de systèmes cryogéniques associés à certains calorimètres
utilisant des gaz lourds liqué�és comme agent réactif pour détecter des particules. Nous nous
intéresserons ici à la cryogénie utilisant de l'hélium comme �uide dans le but de refroidir les
aimants supraconducteurs de l'accélérateur de particules LHC.

1.2.1 Hélium

L'hélium est un gaz rare présent dans notre atmosphère à raison de 5, 24 ppmv (partie par mil-
lion). Il existe deux isotopes stables de l'hélium : l'hélium-4 et l'hélium-3. L'hélium-4 (stable avec
deux neutrons) présent dans notre atmosphère et dans le gaz naturel est abondamment utilisé en
cryogénie pour obtenir des températures de l'ordre de quelques kelvins. L'hélium-3 (stable avec
un seul neutron) très rare sur Terre peut être produit par la désintégration du tritium, il est en
revanche très abondant sur la Lune. Ce �uide également utilisé en cryogénie pour atteindre les
ultra-basses températures (de l'ordre du millième de kelvin) reste extrêmement coûteux à cause
de sa rareté, il n'est donc pas utilisé dans les applications industrielles. Les systèmes cryogé-
niques qui nous intéressent pour refroidir des aimants supraconducteurs utilisent exclusivement
de l'hélium-4.

En général, la cryogénie utilise la chaleur latente de vaporisation des �uides pour refroidir un
équipement de manière isotherme. La plage de température de fonctionnement est ainsi située
entre le point d'ébullition et le point critique du �uide. Grâce à une température d'ébullition
normale à 4, 2 K et un point critique à 5, 2 K, l'hélium est le seul liquide capable de refroidir
des équipements en dessous de 5 K de manière e�cace. De plus, sa très basse pression critique
(2, 3 bar) permet de travailler à des pressions modérées pour un bain d'hélium en équilibre avec
sa vapeur. L'hélium peut également être facilement utilisé au-dessus de son point critique, dans
un état dit super-critique où les états de gaz et de liquide sont indiscernables ; le ratio entre les
densités du liquide et de la vapeur est très faible et il n'y a pas de chaleur latente associée à un
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changement de phase. L'hélium super-critique est utilisé lorsque l'on veut transporter de l'hé-
lium à basse température sur de grandes distances sans écoulement diphasique. Les di�érentes
propriétés de l'hélium et de l'azote sont résumées dans la Table 1.1 [43]. Toutes ces qualités
thermodynamiques font que l'hélium est le meilleur élément pour refroidir des équipements à des
températures inférieures à 5 K.

Propriétés Hélium-4 Azote Eau

Température d'ébullition normale [K] 4, 2 77 373
Température critique [K] 5, 2 126 647
Pression critique [bar] 2, 3 34 221
Densité du liquide∗ [kg/m3] 125 808 960
Ratio des densités liquide/vapeur∗ [-] 7, 4 175 1600
Chaleur de vaporisation∗ [kJ/kg] 20, 4 199 2260
Viscosité du liquide ∗ [µPa.s] 3, 3 152 278

∗ au point normal d'ébullition

Table 1.1 � Principales propriétés thermodynamiques de l'hélium et de l'azote comparées à l'eau

Les éléments peuvent être solides, gazeux ou liquides, leur diagramme de phase comporte alors
un point triple ou ces trois états coexistent, voir la Figure 1.4. Par exemple le point triple de
l'eau se situe à une température 0, 01 oC et à une pression de 611 Pa. L'hélium possède une
propriété particulière car il comporte un 4ème état physique : l'état super�uide. La phase liquide
de l'hélium se divise ainsi en deux parties aux alentours de 2, 2 K par une ligne appelée ligne
lambda. L'hélium liquide classique (He I) est situé à droite de cette ligne et l'hélium super�uide
(He II) est situé à gauche, voir la Figure 1.5 où le digramme de phase de l'hélium est représenté.
L'hélium ne possède donc pas de point triple mais un point appelé point lambda entre l'hélium
liquide classique, l'hélium super�uide et l'hélium gazeux(Tλ = 2, 172 K et Pλ = 5039 Pa).
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        FLUIDE
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Figure 1.4 � Diagramme de phase d'un élément pur

L'état super�uide se caractérise par des propriétés de transport uniques. Une des principales
caractéristiques est que la viscosité d'un super�uide est pratiquement nulle dans certaines ex-
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Figure 1.5 � Diagramme de phase de l'hélium

périences, ce qui lui permet de s'écouler à travers des canaux extrêmement �ns sans chute de
pression. L'autre aspect du super�uide est qu'il transporte la chaleur extrêmement bien, avec
une conductivité thermique supérieure de plusieurs ordres de grandeur par rapport aux métaux
ayant une très forte conductivité thermique [65]. Durant ces dernières décennies, de nombreux
laboratoires ont porté un vif intérêt pour cet état exceptionnel de la matière comme par exemple
l'université du Colorado à Boulder, le MIT à Boston, ou l'institut Néel du CNRS et l'Ecole
Normale Supérieure en France. L'hélium super�uide était alors utilisé dans des conditions de la-
boratoire en manipulant au maximum quelques litres d'hélium super�uide. Désormais, l'hélium
super�uide est utilisé comme réfrigérant principal dans le système cryogénique du LHC à une
échelle industrielle nécessitant au total 600 000 litres d'hélium super�uide à 1, 8 K.

La super�uidité aurait été observée pour la première fois indépendamment par J.F. Allen et
A.D. Misener et par Kapitza en 1937, 30 ans après la première liquéfaction de l'hélium. Sous la
température Tλ ≈ 2, 2K, une nouvelle transition de phase est apparue pour l'hélium. La chaleur
spéci�que tend vers l'in�ni lors de cette transition (voir la Figure 1.6) mais il n'y a pas de chaleur
latente associée [72]. De plus, la coexistence de l'hélium I et de l'hélium II en condition d'équilibre
est impossible. Le terme ligne λ vient de la forme de la chaleur spéci�que lors de cette transition
qui rappelle la lettre grecque lambda (λ).

L'état super�uide présente des propriétés thermiques et mécaniques très di�érentes des autres
�uides cryogéniques classiques. Les équations classiques ne peuvent expliquer le comportement
de l'hélium super�uide car celui-ci est en fait un �uide quantique. En général, les phénomènes
quantiques sont réservés au monde microscopique mais l'hélium II est un composant macrosco-
pique ayant des propriétés quantiques. Une première preuve théorique a été apportée par Onsager
et Penrose en 1956 sur le fait que l'hélium super�uide est en relation avec un condensat de Bose-
Einstein mais l'explication quantique complète de la super�uidité n'est pas encore entièrement
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Figure 1.6 � Chaleur spéci�que de l'hélium à 1, 25 bar pendant la transition super�uide (données
fournies par HEPAK)

achevée. Sébastien Balibar, un des plus grands spécialistes français en matière de super�uidité
disait récemment que : �en somme, la super�uidité exige la condensation de Bose-Einstein...
ou presque. C'est ma compréhension actuelle d'un sujet de recherches qui n'est pas tout à fait
terminé.�[6].

L'utilisation de la théorie quantique de l'hélium super�uide étant très complexe à utiliser pour
représenter ses propriétés thermodynamiques, le modèle à deux �uides développé par Tisza en
1938 est généralement utilisé pour modéliser simplement les phénomènes de transport particuliers
de l'hélium super�uide. Ce modèle assimile l'He II à un mélange de deux �uides permettant de
rendre compte des di�érents comportements de l'hélium super�uide qui peuvent parfois paraître
contradictoires selon les expériences réalisées. Ce mélange est composée d'un �uide dit normal
et d'un super�uide parfait. Le �uide normal est porteur d'entropie et de chaleur, il a une densité
ρn et une viscosité µn alors que le super�uide est en état de basse énergie, c'est à dire qu'il ne
transporte pas d'entropie ni de chaleur, il a une densité ρs et sa viscosité est nulle. L'équation
(1.1) est utilisée pour calculer la densité e�ective du �uide avec ρs + ρn = ρ [74] :

ρn
ρ

=
(
T

Tλ

)5,6

. (1.1)

L'hélium super�uide est un candidat idéal pour la cryogénie appliquée à la supraconductivité
pour plusieurs raisons. Premièrement, la très faible viscosité de l'He II lui permet de pénétrer
dans tous les petits interstices des aimants, ne délaissant aucune zone. Deuxièmement, sa capacité
à transporter la chaleur de manière quasi-instantanée évite l'apparition de points chauds sur les
aimants. Tout échau�ement est ainsi immédiatement dissipé, ce qui est indispensable pour éviter
des quenchs. Le CERN a donc décidé d'utiliser des aimants supraconducteurs en niobium-titane
maintenus à 1, 9 K (donc avec de l'hélium super�uide) qui peuvent être produits à des échelles
industrielles, tout en minimisant la quantité de supraconducteurs et donc les investissements [70].

1.2.2 Principes de réfrigération et de liquéfaction

Les installations cryogéniques peuvent en général fonctionner soit en mode réfrigération, soit en
mode liquéfaction mais ce sont deux processus bien distincts. La réfrigération consiste à fournir
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une capacité de refroidissement isotherme en e�ectuant un cycle thermodynamique fermé. La
liquéfaction, quant à elle, a pour objectif de refroidir un �uide depuis la température ambiante
jusqu'à sa température de condensation et ainsi produire du liquide à un débit donné, le cycle
est donc ouvert.

Cependant, les principes thermodynamiques utilisés pour la réfrigération et la liquéfaction sont
les mêmes. Une série de transformations cycliques thermodynamiques est appliquée à un �uide
cryogénique appelé réfrigérant ou cryogène (comme l'azote ou l'hélium). Ce �uide extrait de la
chaleur à basse température et la rejette à des températures plus élevées [73].

Il y a quatre principales transformations pour refroidir un �uide :

1. Transférer de la chaleur entre deux �uides à des températures di�érentes avec un échangeur
de chaleur (transformation isobare : ∆P = 0) ;

2. Réduire la pression d'un bain de liquide en équilibre avec sa vapeur à l'aide d'une pompe
pour suivre la ligne de saturation gaz/liquide du �uide ;

3. Détendre un gaz à travers un ori�ce (ex : une vanne) de manière isenthalpique (∆H = 0).
Cette transformation est aussi connue sous le nom de transformation Joule-Thomson. Cet
e�et n'est pas toujours observé car le �uide doit être à une température inférieure à sa
température d'inversion (autour de 40 K à 1 bar pour l'hélium et plus de 300 K pour
l'azote) ;

4. Extraire de la chaleur via un travail extérieur sur une turbine ou un piston (transformation
idéalement isentropique : ∆S = 0).

En réalité, une transformation isentropique dans une turbine ou un piston est impossible. On
parle généralement d'expansion polytropique en incluant une e�cacité isentropique η = ∆Hr

∆Hs
,

où ∆Hr est la chute d'enthalpie réelle et ∆Hs est la chute d'enthalpie pour une transformation
isentropique idéale.

Le diagramme T-S est le diagramme le plus pratique pour illustrer ces di�érents cycles [73]. La
température du �uide est tracée en fonction de son entropie lors des transformations. Les trans-
formations isothermes sont donc des lignes horizontales et les transformations isentropiques des
lignes verticales. Ce diagramme est représenté dans la Figure 1.7 pour l'hélium où les transfor-
mations isenthalpiques (les lignes vertes) et les transformations isobares (les lignes bleues) sont
également représentées. La courbe en forme de cloche dans le bas du graphique représente la
transition liquide-gaz. De plus, une aire dans le diagramme T-S correspond à un travail. Ainsi,
l'aire contenue dans un cycle fermé circulant dans le sens trigonométrique correspond au travail
à fournir pour refroidir un kilogramme de �uide. Si le cycle est e�ectué dans l'autre sens, l'aire
représente le travail fourni par le système.

En thermodynamique, le cycle idéal de réfrigération est le cycle pensé par Sadi Carnot en 1824 et
illustré dans la Figure 1.7. Ce cycle est composé d'une expansion isotherme (a), d'une compression
isentropique (b), d'une compression isotherme (c) et d'une expansion isentropique (d), formant
ainsi un rectangle dans le plan T-S. Ce cycle est le cycle de référence auquel tous les autres sont
comparés et son rendement ne dépend que de la température de la source chaude (l'évaporateur)
et la source froide (le condenseur). Le rendement d'un cycle de réfrigération est égal au ratio
entre la quantité de travail W à apporter au système pour extraire une quantité de chaleur Q̇

38



1.2. Cryogénie

Figure 1.7 � Diagramme T-S de l'hélium et les cycles thermodynamiques de base [29]

à une température Tfroid pour la rejeter à une température Tchaud. Pour un cycle de Carnot, le
rendement est égal à :

η =
W

Q̇
=
Tchaud
Tfroid

− 1. (1.2)

Le travail nécessaire à apporter à un cycle de Carnot pour fournir une puissance de réfrigération
de 1 W à 4, 2 K en utilisant une source chaude à température ambiante (300 K) est alors de
70 W selon l'équation (1.2). Une machine utilisant un cycle de Carnot est irréalisable car les
transformations réelles génèrent toujours de l'entropie et il est impossible de réaliser des com-
pressions isothermes. Pour évaluer l'e�cacité des cycles thermodynamiques réels, on calcule ce
que l'on appelle abusivement le rendement de Carnot, qui correspond au ratio entre le rendement
du cycle de Carnot et le rendement du cycle réel pour extraire une même quantité de chaleur.
Le rendement de Carnot est donc dé�ni par :
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ηCarnot = 100 · WCarnot

WReel
. (1.3)

Les grands réfrigérateurs à hélium utilisent généralement une combinaison de deux autres cycles
représentés dans la Figure 1.7 :
� Un cycle de Brayton qui e�ectue une expansion isentropique à travers une turbine (a), un
réchau�ement isobare dans des échangeurs (b), une compression isentropique dans compresseur
(c) et un refroidissement isobare dans des échangeurs (d).

� Un cycle de Joule-Thomson (cycle J-T) qui combine une compression isotherme réalisée par
un compresseur et des échangeurs (a), un refroidissement isobare dans des échangeurs (b), une
détente de Joule-Thomson à travers une vanne su�samment proche de la ligne de saturation
de manière à obtenir du liquide (c), et un réchau�ement isobare à travers des échangeurs (d).

La combinaison de plusieurs cycles de Brayton avec un cycle J-T à la �n est appelée un cycle de
Claude [73] représenté dans la Figure 1.8. Le principe général d'un réfrigérateur à hélium basé
sur un cycle de Claude est d'apporter de la puissance électrique à un compresseur pour réaliser
une compression la plus isotherme possible et d'extraire de la chaleur au �uide compressé en
réalisant des détentes polytropiques à travers des turbines. La compression isotherme étant im-
possible à réaliser, un système de refroidissement à eau, après les compresseurs, permet d'extraire
la chaleur produite par la compression pour ramener l'hélium haute pression à la température
ambiante. Une haute et une basse pression s'établissent alors dans le réfrigérateur et les di�érents
échangeurs de chaleur permettent de transférer la chaleur de la haute vers la basse pression de
manière à équilibrer le système. Une fois que le �uide compressé est su�samment froid après
le dernier échangeur de chaleur (sous la température d'inversion du �uide), on réalise alors une
détente de Joule-Thomson (isenthalpe) à travers une vanne pour liqué�er le gaz et recueillir le
liquide dans un séparateur de phase. Ce liquide s'évapore sous l'action de la charge thermique de
l'équipement que l'on souhaite refroidir (par exemple un aimant). Comme l'évaporation se fait à
pression et à température constantes, on obtient ainsi une puissance de réfrigération isotherme
à la température de liquéfaction du �uide.

Un réfrigérateur à hélium est donc composé de deux entités bien distinctes :
� Une station de compression permettant de compresser l'hélium à température ambiante,
c'est ici que l'énergie est injectée dans le système sous forme électrique pour alimenter les
compresseurs.

� Une boîte froide permettant de refroidir le �uide à partir d'une haute pression vers une basse
pression. La boîte froide ne consomme pas d'énergie mais en rejette sous forme mécanique via
les turbines.

Les réfrigérateurs du LHC à 4, 5 K utilisent un cycle de Claude et consomment environ 230 W
pour fournir une puissance de 1 W à 4, 2 K, ce qui représente un rendement de Carnot de 30 %,
soit un des meilleurs rendements possibles de nos jours pour ce genre de réfrigérateur.
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Figure 1.8 � Shéma du cycle de Claude utilisé dans les réfrigérateurs à hélium

1.3 Supraconductivité et cryogénie dans le LHC

Le LHC est divisé en 8 secteurs de 3,3 km, chaque secteur est délimité par 2 points d'interactions
numérotés de 1 à 8, voir la Figure 1.9. Ces points peuvent être soit des zones de collisions abritant
un détecteur (P1, P2, P5 et P8), soit des zones spéciales pour manipuler le faisceau (P3, P4, P6,
P7). Chaque secteur est constitué d'une zone centrale courbe appelée ARC, d'une zone courbe
à chaque extrémité (à droite et à gauche) appelée DS ("Dispersion Suppressor") et de la moitié
d'une zone droite appelée LSS ("Long Straight Section"), centrée sur les points d'interaction.
Chaque ARC et DS est constitué d'un seul cryostat continu préservant les aimants à 1, 9 K et les
zones LSS sont constituées de 2 sous-ensembles : MS ("Matching Section") et IR ("Interaction
Region") avec des cryostats individuels où les aimants sont refroidis à 1, 9 K ou à 4, 5 K selon
les cas.

La zone courbe principale ARC est constituée de 23 cellules élémentaires de 106, 9 m identiques
en terme d'aimants et de cryogénie. Chaque cellule est constituée de 6 Dipôles (D) et de 2
quadripôles (Q) refroidis par de l'hélium super�uide à 1, 8 K.

1.3.1 Les aimants du LHC

Le point de fonctionnement magnétique nominal du LHC est de 8,33 teslas. Il a été calculé
que les aimants devaient fournir un champ de 9 teslas pour une densité de courant d'environ
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Figure 1.9 � L'architecture des secteurs du LHC [76]

2000 A/mm2 et 10 teslas pour une densité de courant d environ 1500 A/mm2. De plus, il faut
utiliser des matériaux qui puissent être usinés de manière industrielle étant donné qu'il faut
produire autour de 7600 km de câbles supraconducteurs. Les deux alliages supraconducteurs
répondant aux exigences sont le niobium-titane (NbTi) refroidi à 1, 8 K et le niobium-étain
(Nb3Sn) refroidi à 4, 5 K, voir la Figure 1.10. Il a été décidé d'utiliser du niobium-titane car
celui-ci est moins cher et moins fragile et la réfrigération à l'hélium super�uide à 1, 8 K présente
de nombreux avantages comme l'excellent transport de la chaleur et une faible viscosité.

L'accélérateur doit accélérer deux faisceaux de protons en sens inverse. Pour cela, deux tubes
faisceaux séparés sont nécessaires avec le même champ magnétique mais dans des directions
opposées. Ces deux tubes de faisceaux sont donc situés dans la même structure pour des raisons
économiques et d'encombrement, voir la Figure 1.11. Le LHC est constitué de 8090 aimants
supraconducteurs de divers types ayant diverses fonctions, les principaux aimants sont listés
dans la Table 1.2.
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magnétique critique [42]

Table 1.2 � Principaux aimants supraconducteurs du LHC
Type* Nombre longueur (m) Température (K) Fonction Emplacement
D (MD) 1232 16, 5 1, 9 Courber le faisceau ARC/DS
Q (MQ) 392 6 1, 9 Focaliser le faisceau ARC/DS
Q (MQM) 84 2, 4/4, 8 1, 9/4, 5 Contrôle du faisceau LSS
Q (MQY) 24 3, 4 4, 5 Contrôle du faisceau LSS
D (D1-4) 16 9, 5 4, 5 Séparation du faisceau LSS
Q (Triplet) 32 6, 4 1, 9 Focalisation �nale LSS
Q/S/O/D 6310 - 1, 9/4, 5 Corrections diverses ARC/DS/LSS

* D=Dipôle, Q=Quadrupôle, S=Sextupôle, O=Octupôle, D=Decupôle

1.3.2 Les systèmes cryogéniques pour le LHC

Les systèmes cryogéniques pour le LHC sont répartis selon deux ensembles distincts :
� La cryogénie pour l'accélérateur. Ces systèmes permettent de refroidir les aimants supra-
conducteurs du LHC avec de l'hélium super�uide à 1, 8 K.

� La cryogénie pour les expériences. Ces installations refroidissent d'une part les aimants
supraconducteurs de deux détecteurs du LHC (ATLAS et CMS) et d'autre part des gaz lourds
dans des calorimètres permettant de détecter des particules.

L'accélérateur

Les installations cryogéniques sont réparties le long des 27 kilomètres de l'accélérateur. Il y a
huit points de stockage de l'hélium et quatre points (P2, P4, P6, P8) pourvus de deux cryoplants
permettant de refroidir chacun un secteur de 3,3 km. En cas de défaillance d'un cryoplant, le
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Figure 1.11 � Coupe d'un dipôle du LHC [13]
1=échangeur de chaleur, 2=bus supraconducteur, 3=bobines supraconductrices, 4=écran de
faisceau, 5=enceinte à vide, 6=écran de radiation, 7=enceinte pour hélium super�uide,

8=bouclier thermique(55 à 75 K), 9=colliers non magnétiques, 10=joug en acier(masse froide)

Figure 1.12 � Aimants du LHC dans le tunnel
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deuxième peut alimenter deux secteurs en parallèle pour maintenir le LHC froid.
Chaque point cryogénique possède plusieurs systèmes interconnectés comme le montre la Figure
1.13 où un point cryogénique typique est représenté (les systèmes en jaune sont les systèmes qui
ont été modélisés durant cette thèse). Les di�érents systèmes installés sur un point cryogénique
sont les suivants :
� Un réfrigérateur existant légèrement modi�é (utilisé pour le LEP entre 1993 et 1999) de 18 kW
à 4, 5 K composé d'une station de compression chaude, d'une boîte froide en surface et d'une
boîte froide souterraine ;

� Un nouveau réfrigérateur de 18 kW à 4, 5 K composé d'une station de compression chaude et
d'une boîte froide de surface ;

� Deux unités de refroidissement de 2, 4 kW à 1, 8 K, chacune composée d'une station de
compression chaude souterraine et d'une boîte de compression froide souterraine ;

� Une boîte d'interconnexions ;
� Deux lignes de distribution cryogénique permettant d'acheminer l'hélium jusqu'aux aimants
le long des deux secteurs.
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Figure 1.13 � Architecture générale d'une installation cryogénique typique à un point du LHC

La puissance de réfrigération totale installée pour le LHC est de 144 kW à 4, 5 K et de 19, 2 kW
à 1, 9 K pour refroidir une masse froide totale de 36 000 tonnes [41]. Une alimentation électrique
de 40 MW est nécessaire pour faire fonctionner toutes les installations cryogéniques du LHC.

Chaque secteur est divisé en en une trentaine de cellules de 107 mètres (voir la Figure 1.14). Une
cellule peut-être identi�ée comme une boucle de réfrigération à 1, 8 K refroidissant huit aimants
supraconducteurs en série (2 quadripôles et 6 dipôles). Les aimants supraconducteurs baignent
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dans un bain d'hélium super�uide statique pressurisé à 1 bar et sous-refroidi à une température
proche de 1, 9 K. Toute chaleur dégagée est extraite par vaporisation d'hélium super�uide saturé
circulant dans un échangeur de chaleur à baïonnette représenté dans la Figure 1.15. Ce système
doit permettre de refroidir 3, 3 km d'aimants supraconducteurs avec moins de 0, 1 K d'écart. Ce
système a pu être développé grâce aux recherches menées au CEA Grenoble [61] et au CERN
[44].

Figure 1.14 � Schéma de fonctionnement et d'instrumentation d'une cellule du LHC qui mesure
106,9 mètres [13]

Figure 1.15 � Schéma de refroidissement des aimants [42]
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CMS

CMS (Compact Muon Solenoid) est le plus massique des détecteurs de particules du LHC. En-
viron 2300 personnes de 159 instituts scienti�ques dans le monde sont en collaboration dans ce
projet titanesque. Le détecteur complet représenté dans la Figure 1.16 se présente sous la forme
d'un cylindre de 21 mètres de long et de 16 mètres de diamètre pour une masse totale de 12500
tonnes.

Figure 1.16 � L'expérience CMS

Un des objectifs principaux de l'expérience CMS est de découvrir le boson de Higgs mais aussi de
créditer ou non d'autres théories allant au-delà du modèle standard de la physique des particules
comme la supersymétrie ou la découverte de dimensions supplémentaires. CMS a été conçu pour
détecter des énergies et des moments cinétiques de particules qui sont produites des collisions
proton-proton comme les photons, les électrons, les muons, etc. grâce à di�érentes couches de
sous-détecteurs.

CMS possède un gigantesque aimant supraconducteur permettant de dévier les particules char-
gées. Le ratio entre la charge et la masse des particules peut ainsi être déduit à partir de la
courbure des trajectoires des particules soumises à ce champ magnétique. L'aimant est un solé-
noïde supraconducteur de 12,5 mètres de long et de 6 mètres de diamètre permettant de créer un
champ central de 4 teslas. Il est à ce jour le plus lourd et le plus puissant aimant supraconducteur
jamais fabriqué avec ses 225 tonnes et emmagasinant une énergie de 2, 7 GJ (l'équivalent d'une
demi tonne de TNT). Cet aimant, composé de 5 bobines en niobium-titane, possède une induc-
tance de 14 henries et un courant nominal de 19500 ampères [36]. Le détecteur CMS possède un
réfrigérateur d'une puissance équivalente de 1, 5 kW à 4, 5 K permettant de refroidir le solénoïde
supraconducteur avec de l'hélium liquide.
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ATLAS

ATLAS (A Toroidal LHC ApparatuS ) est le plus grand détecteur du LHC avec ses 22 mètres de
diamètre et ses 40 mètres de long pour une masse totale de 7000 tonnes. Comme CMS, il est
composé d'un ensemble de sous-détecteurs imbriqués les uns dans les autres pour chaque type
de particule, voir la Figure 1.17. Il a les mêmes objectifs que CMS, c'est-à-dire détecter le boson
de Higgs et des particules antisymétriques mais il est de conception complètement di�érente.

Figure 1.17 � L'expérience ATLAS

Pour dévier les particules chargées, ATLAS possède un solénoïde central supraconducteur de
deux mètres de diamètre ainsi que huit bobines supraconductrices toroïdales ("barrel toroids")
à l'extérieur du détecteur pour créer un champ magnétique cylindrique. Chaque bobine fait 25
mètres de diamètre et possèdent une masse d'environ 40 tonnes. Le détecteur est également
équipé de deux bouchons toroïdaux ("end-caps") aux extrémités.

ATLAS possède plusieurs systèmes cryogéniques distincts. Un premier réfrigérateur à hélium de
18 kW à 4, 5 K permet de refroidir les huit barrel toroids et les deux end caps ainsi que le
solénoïde central du détecteur à 4, 5 K (masse froide totale de 680 tonnes). Un deuxième réfri-
gérateur à hélium fonctionnant entre 40 K et 80 K permet de refroidir les écrans thermiques du
détecteur. Un second système cryogénique indépendant permet de maintenir 30000 litres d'argon
liquide à 88 K sans interruption pendant plus de 10 ans à l'aide d'un réfrigérateur à azote de
20 kW à 84 K.
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1.4 Conclusion

Le LHC est un accélérateur de particules utilisant de nombreux aimants supraconducteurs en
niobium-titane permettant de courber et focaliser les faisceaux de protons. Les aimants du LHC
doivent être refroidis à 1, 9 K pour conserver leur supraconductivité à l'aide d'hélium super-
�uide. Les plus grandes installations cryogéniques à hélium du monde ont ainsi été construites
tout autour du LHC. Ces systèmes sont de véritables installations industrielles permettant de
produire jusqu'à plusieurs kilogrammes l'hélium liquide par seconde.

Cette thèse a pour objectif principal de modéliser ces installations cryogéniques à hélium qui
permettent de refroidir les aimants du LHC en développant un simulateur dynamique.
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2

PROCOS : simulateur de processus de
de contrôle

Un programme de simulation cryogénique a débuté au CERN en 1996 (cryosim) [49] mais il
avait été développé pour des simulations statiques en état stationnaire à l'aide d'un code écrit
en ANSI R©. Ce programme a depuis été abandonné mais en 2001, plusieurs modèles théoriques
de composants cryogéniques ont été développés [4] dans l'objectif de mener des simulations dy-
namiques mais il n'y a eu cependant aucune application par la suite.

Un des objectifs de cette thèse est donc de reprendre cette première tentative et de développer un
environnement de simulation pour les installations cryogéniques du CERN. Nous avons cherché à
développer un simulateur �exible pour permettre la modélisation de la majorité des installations
cryogéniques, petites ou grandes, tout en ayant une approche de développement conviviale pour
les utilisateurs.

Nous nous sommes intéressé à la simulation au niveau du processus, c'est-à-dire simuler entre
autres les di�érentes pressions, températures et débits correspondants aux di�érentes grandeurs
mesurées par les capteurs permettant de contrôler les installations cryogéniques. Ceci nous a
amené à développer une structure particulière de simulateur en vue de la simpli�cation des mo-
dèles tout en garantissant une bonne approximation de l'évolution au niveau du processus.

Ce chapitre introduit dans un premier temps les di�érents simulateurs de processus cryogéniques
existants. Nous nous sommes ensuite concentré sur les di�érents outils de modélisation et de
simulation disponibles en évaluant leur aptitude à réaliser des simulations dynamiques dans le
cadre de systèmes cryogéniques de grande taille. En�n, le fonctionnement du simulateur déve-
loppé dans cette thèse et ayant pour acronyme PROCOS (PROcess and COntrol Simulator) est
présenté.

2.1 Simulations existantes sur des systèmes cryogéniques de grande

taille

Les simulateurs dynamiques de processus sont utilisés dans de nombreux domaines de l'industrie
pour le développement de plates-formes d'entraînement d'opérateurs ou pour améliorer le contrôle
d'installations industrielles. De tels outils sont largement utilisés dans l'industrie pétrochimique
[53], dans les usines de sucre [23], ainsi que dans d'autres processus plus originaux comme le
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traitement des eaux usées [69]. Cependant, très peu de simulateurs dynamiques ont été proposés
à ce jour pour les systèmes cryogéniques de grande taille [38], et la plupart de ces développements
sont relativement récents. Les simulateurs suivants ont été recensés dans la littérature :

� Depuis 1993, un important programme de simulation a débuté au Japon pour modéliser un
réfrigérateur à hélium de 10 kW à 4, 5 K utilisé dans l'expérience de fusion nucléaire japonaise
LHD (Large Helical Device). Le modèle est entièrement dynamique et fonctionne en temps réel
[46]. A cette occasion, un environnement de simulation dénommé C-PREST a été développé en
utilisant le logiciel de modélisation Visual Modeler c©, permettant de reproduire en simulation
le processus ainsi que son système de contrôle. Des simulations complètes de refroidissement
ont été réalisées et validées avec le réfrigérateur réel et le simulateur peut être utilisé pour
l'entraînement d'opérateurs. De plus, le simulateur a été utilisé en 2008 pour améliorer le
contrôle de l'installation en testant un contrôleur feed-forward [47].

� Un outil d'entraînement à but pédagogique portant sur un liquéfacteur d'hélium a été dé-
veloppé en Russie en 2006 [14]. Le simulateur basé sur une modélisation mathématique et
heuristique permet de voir l'in�uence des paramètres de régulation sur le contrôle de l'instal-
lation. Ce simulateur permet aussi la formation d'étudiants sur des installations cryogéniques.
Les dynamiques sont extrêmement simpli�ées et ne tiennent pas compte de la physique du
procédé.

� Un petit liquéfacteur commercial d'hélium a été simulé en Allemagne avec le logiciel Dymola
utilisant le langage Modelica c© en 2006 [39] en intégrant des modèles simpli�és de composants
mais les résultats sont relativement éloignés des observations réelles selon les auteurs, n'arrivant
pas à rendre compte précisément des phénomènes d'accumulation d'hélium liquide et des temps
de refroidissement.

� Un programme de simulation a également débuté en France au CEA Grenoble (Commissariat
à l'Energie Atomique) depuis 2006 en partenariat avec la société Air-Liquide et le laboratoire
d'automatique de Grenoble (Gipsa-Lab). Les modèles des composants sont basés sur des biblio-
thèques de composants existantes fournies avec le logiciel de modélisation Hysis Dynamic c©.
Un réfrigérateur à hélium de 800 W à 4, 5 K a ainsi été simulé [24] sous conditions nominales.
Le contrôle du processus est intégré dans le modèle de manière simpli�ée et il n'y a pas encore
la possibilité de le coupler à un système réel de contrôle et de supervision pour faire de l'en-
traînement d'opérateurs. Le simulateur a également été utilisé pour simuler un liquéfacteur
commercial d'Air-Liquide [22] ainsi que pour étudier le comportement des réfrigérateurs sous
charges pulsées pour les installations de fusion nucléaire [12].

Tous ces travaux de simulations, à l'exception de l'outil d'entraînement développé en Russie,
s'appuient sur une approche de modélisation orientée objet où chaque équipement cryogénique
est représenté de manière individuelle par des équations algébro-di�érentielles (DAE). Dans cette
approche de modélisation objet, le nombre d'équations à résoudre est directement proportionnel
au nombre de composants et à leur complexité. Dans un système cryogénique, c'est le nombre
d'échangeurs de chaleur qui contribue principalement à la complexité des modèles : un n÷ud
de calcul dans un échangeur génère trois équations di�érentielles ordinaires (bilans massique,
énergétique et de moment). Un échangeur de chaleur possédant deux �ux discrétisés en cinq
n÷uds de calcul chacun génère donc 30 équations di�érentielles ordinaires. En terme de calcul
numérique, on peut ainsi parler de systèmes de grande taille pour des réfrigérateurs ayant des
puissances de réfrigération supérieures à 400 W à 4, 5 K car ils possèdent en général plus de cinq
échangeurs générant ainsi un minimum de 150 équations di�érentielles.
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La plupart des simulateurs existants intègrent directement un schéma de contrôle simpli�é des
installations dans le modèle du processus (seul le simulateur développé au Japon utilise le sys-
tème de contrôle réel). Ce contrôle simpli�é est le plus souvent intégré comme une simple suite
d'actions séquentielles pré-enregistrées : les démarrages/arrêts des turbines et des compresseurs
ainsi que l'ouverture et la fermeture des vannes sont programmés à des instants précis. Dans ce
cas, l'entraînement d'opérateurs n'est pas possible.

Le simulateur développé dans cette thèse utilise la même architecture de contrôle et de supervision
que les installations réelles. Le processus et le contrôle sont simulés séparément puis synchronisés
ensemble. De ce fait, des systèmes cryogéniques de grande taille comme ceux du LHC peuvent
être simulés sur plusieurs ordinateurs connectés avec le système de contrôle réel permettant par
exemple l'entraînement des opérateurs ou la validation des programmes automates avant leur
mise en service (mise en service virtuelle).

2.2 Logiciels de modélisation et simulation

Pour modéliser et simuler les processus cryogéniques, un logiciel a du être sélectionné. Il devait
être aussi �exible que possible pour permettre di�érentes tâches et devait intégrer :
� Un outil de modélisation pour concevoir des composants cryogéniques à partir d'équations
linéaires ou non-linéaires, algébriques ou di�érentielles. Le langage de programmation utilisé
doit être orienté objet pour faciliter la mise en ÷uvre de systèmes complexes ;

� Un outil de conception doté d'une interface graphique permettant de construire facilement des
systèmes complexes à partir de bibliothèques d'objets ;

� Un outil de simulation comprenant un résolveur d'équations pour réaliser des simulations dy-
namiques.

2.2.1 Besoins requis et outils disponibles

Il existe un grand nombre de logiciels de modélisation et de simulation commerciaux sur le
marché. Une étude de nos besoins a permis lister les caractéristiques nécessaires à la bonne mise
en ÷uvre d'un simulateur cryogénique :
� Conduire des simulations statiques et dynamiques ;
� Développer des modèles hybrides utilisant des évènements continus et discrets ;
� Modéliser des phénomènes thermodynamiques et mécaniques (solides et �uides) ;
� Modéliser certains aspects de contrôle séquentiel ou des signaux électriques permettant de
piloter des actionneurs ;

� Intégrer d'un résolveur d'équations e�cace pour résoudre des systèmes d'équations de grande
taille dans un temps raisonnable (systèmes de plusieurs milliers de DAEs) ;

� Réaliser les simulations en temps réel ou plus rapidement ;
� Exporter les résultats des simulations sous forme de �chier texte importable dans d'autres
applications type MATLAB pour analyses post-simulation ;

� Utiliser des bibliothèques externes écrites en C/C++ ou Fortran à l'intérieur des composants ;
� Exporter les modèles en C/C++ pour permettre le développement externe d'un programme
autonome utilisant le modèle développé.

Après une première évaluation des solutions commerciales disponibles, cinq logiciels ont retenu
notre attention :
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� Dymola de Dynasim AB (Suède) et Dassault Systèmes (France). Ce logiciel utilise le langage
ouvert Modelica R© [51]. Il est très utilisé dans la communauté mondiale de la simulation dans
un grand nombre d'applications. Il existe énormément de bibliothèques gratuites et le logiciel
évolue continuellement mais aucune bibliothèque n'est disponible pour la cryogénie ou l'hélium.
Dymola génère un code en C++ recompilable pour exporter les modèles. Cependant, le code
n'est pas documenté et peu clair pour être réutilisé dans un autre programme.

� MathModelica de MathCore Engineering AB (Suède). Logiciel similaire à Dymola en terme
de langage et performances. Les di�érences viennent principalement des possibilités d'interfa-
çage vers d'autres applications (Matlab, Simulink, Mathematica...). Le code C++ généré est
également non documenté.

� EcosimPro de EA International (Espagne). Ce logiciel utilise son propre langage de program-
mation orienté objet (le langage EL). EcosimPro n'est pas aussi connu que Dymola et il est
principalement utilisé en Espagne. Il a cependant déjà prouvé son e�cacité dans plusieurs
domaines, particulièrement dans les processus industriels et dans le domaine aérospatial. Son
principal avantage est que les modèles peuvent être exportés facilement dans une classe C++
et que le code est bien documenté.

� Visual Modeler de Omega Simulation (Japon). Il est principalement utilisé pour modéliser des
processus industriels type pétrochimiques. Il utilise un langage propre (Equatran).

� Hysys Dynamic de AspenTech (Canada). Ce logiciel utilise son propre langage de modélisa-
tion et il est spécialement conçu pour simuler des usines entières comme des ra�neries de
pétrole. La plupart des composants nécessaires en cryogénie comme les échangeurs de cha-
leur, les vannes, les séparateurs de phases sont déjà développés et une bibliothèque d'hélium
est présente (mais elle est malheureusement limitée en terme de propriétés disponibles et elle
n'est pas valide en dessous de 2 K). Cependant, les modèles paraissent très complexes et les
équations régissant les comportements des composants ne sont pas apparentes. Il peut alors
être ardu de comprendre ce que calculent les modèles et dans quelles conditions. Néanmoins il
est possible de développer ses propres composants mais cela est moins aisé que dans les autres
logiciels. Cet outil a été conçu pour utiliser directement les modèles prédé�nis, ce qui peut
s'avérer gênant pour la cryogénie.

Tous ces logiciels peuvent être utilisés pour développer des modèles et réaliser des simulations
dynamiques pour des systèmes complexes de grande taille et certains d'entre eux ont déjà été
utilisés en cryogénie, voir la section 2.1. Le coût des licences annuelles pour ces logiciels varient
entre 3000 et 6000 euros, à l'exception de Hysis Dynamic qui coûte environ 25000 euros à l'année.

Selon nos critères, Dymola et EcosimPro sont les meilleurs candidats. Nous avons donc approfondi
l'étude de ces deux produits a�n d'évaluer leurs performances pour la simulation de processus
cryogéniques.

2.2.2 Comparaison entre EcosimPro et Dymola

Deux di�érents tests ont été réalisés avec une version complète de EcosimPro 4.0 et une version
d'évaluation de Dymola 6.1.

Les mêmes modèles régis par les mêmes équations sont utilisés dans les deux logiciels. Toutes
les propriétés d'hélium sont interpolées linéairement à partir des mêmes tables de données. Les
résolveurs d'équations de EcosimPro et de Dymola sont basés sur le même algorithme (DASSL)
et les simulations sont réalisées à partir d'une application autonome sur le même ordinateur
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(Intel P4 3 GHz avec 1 GB de RAM) sans aucune sortie graphique mais générant un �chier texte
contenant toutes les données de la simulation. Les deux systèmes modélisés sont représentés dans
la Figure 2.1 et sont dé�nis de la manière suivante :
� Le système 1 est constitué d'un échangeur de chaleur (qui comporte trois n÷uds de calcul)
entre un �ux d'hélium chaud à haute pression (300 K, 18 bar) et un �ux d'hélium froid à basse
pression (70 K, 1 bar). Une vanne à la sortie de la haute pression et une vanne à l'entrée de
la basse pression suivent une séquence d'ouverture et de fermeture prédé�nie. Le système est
composé de 147 équations algébriques et de 10 équations di�érentielles. Les simulations sont
réalisées sur 3000 secondes avec un intervalle de communication de 1 seconde.

� Le système 2 est composé de deux sources d'hélium à 30 K et 20 K connectées à deux vannes
d'entrée. Les sorties des deux vannes sont mélangées puis connectées à une vanne de sortie
en amont d'un tube de deux mètres de long. Chaque vanne suit une séquence d'oscillation en
dents de scie à di�érentes fréquences et amplitudes. Le modèle comporte 71 équations algé-
briques et 6 équations di�érentielles. Les simulations sont réalisées sur 1000 secondes avec un
intervalle de communication de 1 seconde.

Figure 2.1 � Les deux systèmes de test

Ces deux tests doivent permettre d'obtenir une bonne estimation des capacités des di�érents
logiciels en termes de rapidité de calcul et de facilité de développement et d'utilisation. Le pre-
mier test permet d'avoir une bonne idée des performances lors du régime transitoire jusqu'à
l'établissement du régime permanent dans un échangeur tout en calculant toutes les propriétés
d'hélium nécessaires (cela représente la majorité des calculs dans un système de grande taille). Le
deuxième test permet d'évaluer les performances lors des transitions dynamiques rapides lorsque
plusieurs vannes bougent de manière non coordonnée.

Les principaux résultats des simulations sont représentés dans les Figures 2.2 et 2.3. EcosimPro
et Dymola ont fournis les mêmes résultats pour les deux tests. Les erreurs relatives entre les deux
simulations pour les deux tests n'excèdent pas les 0,2 % ; cela montre que les résultats obtenus
par simulation ne dépendent pas du logiciel utilisé. La Table 2.1 présente les performances en
terme de temps de calcul.

Dymola a l'avantage d'être plus utilisé dans le monde mais EcosimPro permet une intégration
plus facile vers l'extérieur et certains composants cryogéniques de base ont été développés sous
EcosimPro au CERN en 2001 [4]. Au vu des bonnes performances de calcul, EcosimPro a été
choisi comme logiciel pour développer les modèles et réaliser les simulations des systèmes cryo-
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Table 2.1 � Résultats des simulations obtenues par EcosimPro et Dymola
temps de calcul Nombre d'évaluation de la Jacobienne

TEST 1 - EcosimPro 3.5 s 857
TEST 1 - Dymola 19.2 s 422
TEST 2 - EcosimPro 1.9 s 4719
TEST 2 - Dymola 14.6 s 4221
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Figure 2.2 � Résultats des simulations pour le système 1

géniques du CERN.

2.2.3 Algorithmes numériques de EcosimPro

La résolution dynamique des modèles est réalisée par les algorithmes fournis avec EcosimPro
[34]. La séquence suivante est réalisée à chaque pas d'intégration :

1. Résolution symbolique des systèmes linéaires à coe�cients constants ;

2. Résolution des sous-systèmes algébriques linéaires à l'aide d'un résolveur d'équations clas-
sique ;

3. Résolution des sous-systèmes non-linéaires à l'aide d'un algorithme itératif. Cette technique
consiste à faire des itérations sur un sous-ensemble de variables algébriques dé�ni par
l'utilisateur jusqu'à obtenir une erreur inférieure à un seuil de tolérance. Les autres variables
du sous-système sont déduites de manière explicite à l'aide de ces variables ;

4. Résolution du système d'équations di�érentielles. EcosimPro utilise un algorithme DASSL
(Di�erential-Algebraic System Solver) [57]. Cet algorithme permet de résoudre numéri-
quement des systèmes d'équations algébro-di�érentielles de grande taille en faisant une
approximation des variables dérivées par di�érences �nies a�n d'obtenir un système algé-
brique non-linéaire. Ce système est ensuite résolu par une méthode implicite itérative de
Newton-Raphson [58].

Une solution du modèle complet est publiée à chaque intervalle de communication (temps
d'échantillonnage dé�ni par l'utilisateur) de manière à pouvoir interfacer le modèle avec un
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Figure 2.3 � Résultats des simulations pour le système 2

système externe ou tracer l'évolution des di�érentes variables de simulation. Des pas d'intégra-
tion supplémentaires sont également réalisés si nécessaire comme par exemple lors d'évènements
discrets de manière à assurer la continuité des équations et des variables dérivées.

2.3 Le standard UNICOS

Tous les systèmes cryogéniques du CERN sont contrôlés par des Automates Programmable In-
dustriels (API ou PLC en anglais). L'architecture et la politique de contrôle sont basées sur
un système multi-niveaux et multi-couches développé au CERN dénommé UNICOS ("UNi�ed
Industrial Control System") [28] qui est en accord dans le standard de contrôle IEC 61512 [33].

Figure 2.4 � Architecture de contrôle pour la cryogénie du CERN avec UNICOS [28]
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Les systèmes cryogéniques du CERN représentent 40 000 entrées/sorties et une approche classique
d'automatisation aurait été trop di�cile à mettre en ÷uvre. C'est pourquoi le CERN a développé
un standard avec des outils de génération automatique pour les automates et la supervision.
L'architecture de contrôle UNICOS est divisée en trois couches distinctes, voir la Figure 2.4 :
� La couche de terrain située à proximité du processus, c'est ici que s'e�ectue la liaison avec les
actionneurs et les capteurs via des bus de terrain comme WorldFIP c©, S7 c©, MODBUS c© ou
PROFIBUS c© ;

� La couche contrôle qui contient les automates. C'est ici que les di�érentes informations du
processus sont traitées séquentiellement pour piloter les installations. Le CERN possède des
automates Schneider et Siemens ;

� La couche de supervision est un système de Contrôle de Supervision et d'Acquisition des Don-
nées (SCADA) utilisant le logiciel PVSS. Elle est intégrée dans le réseau Ethernet global du
CERN. C'est ici que se fait l'archivage des données du processus et que les opérateurs peuvent
commander et surveiller les di�érentes installations. UNICOS a été particulièrement conçu a�n
de faciliter les interventions des opérateurs.

Les données du processus sont échangées à travers les interfaces génériques de communication
des automates. Ensuite, toutes les informations pertinentes du processus contenues dans les
automates sont remontées via le réseau Ethernet et stockées dans un serveur de données. Des
clients de supervision peuvent ensuite se connecter à ce serveur de données pour lire et écrire
dans les automates.

2.4 Architecture de simulation

L'architecture de simulation est basée sur la même architecture de contrôle que le système réel,
voir la Figure 2.5. Le processus est remplacé par un programme appelé CPS ("Cryogenic Pro-
cess Simulator"), qui intègre le modèle physique du processus développé sous EcosimPro. Les
automates sont remplacés par des simulateurs d'automates fournis par les constructeurs. Ces
simulateurs d'automates sont des logiciels capables d'émuler le comportement d'un programme
automate dans un ordinateur classique. Le serveur de données et le système de supervision res-
tent inchangés mais désormais tous les acteurs échangent leurs données via le réseau Ethernet
en utilisant un protocole OPC c©. Toutes les données transitent par un serveur OPC, qui est
également fourni par les constructeurs d'automates, et pouvant se connecter facilement sur les
simulateurs d'automates. La Figure 2.6 représente un échange de données typique entre le simu-
lateur d'automate, la supervision et le modèle pour un système possédant une vanne analogique
et deux capteurs.

2.4.1 Simulateur de Processus Cryogénique (CPS)

EcosimPro c© permet l'exportation des modèles dans une classe C++. Cette classe est intégrée
dans CPS permettant de faire le lien entre le modèle EcosimPro et le PLC en intégrant un client
OPC, voir la Figure 2.7. Le programme exécute trois tâches cycliques principales :

1. L'automate donne des ordres à CPS qui met à jour les entrées du modèle EcosimPro.
Exemple : ouverture d'une vanne de 50 % à 60 % ;

2. Un pas d'intégration est réalisé par l'algorithme de EcosimPro sur le modèle pour trouver
l'état du modèle à la période d'échantillonnage suivante (toutes les pressions, températures
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Figure 2.5 � Architecture de simulation PROCOS
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Figure 2.6 � Communication entre l'automate, le modèle et la supervision à travers le serveur
OPC

et débits sont recalculées dans le système). Exemple : le débit qui passe dans la vanne est
recalculé de 20 g/s à 25 g/s ;

3. Les valeurs des capteurs qui ont changé dans le modèle sont renvoyées vers l'automate via
le serveur OPC. Exemple : le capteur de débit est passé de 20 g/s à 25 g/s.

Pour minimiser le temps de calcul, toutes les communications ont été con�gurées de manière
asynchrone entre CPS et l'automate. Plusieurs options de simulation sont possibles comme mettre
la simulation en pause, sauvegarder et restaurer l'état du système à un instant précis, fonctionner
en temps réel ou pas. L'intervalle de communication peut également être modi�é pendant la
simulation.

59



Chapitre 2. PROCOS : simulateur de processus de de contrôle

Serveur OPC

1. Lecture sorties PLCèentrées modèle

2. Nouvelle Intégration
Du modele
T = T+dt 

3. Sorties modèleèÉcriture entrées PLC

Changement sorties PLC

Dernière écriture terminée

Initialisation

PLC

Client OPC

Modèle

CPS

3 1

2

13

Nouvelle intégration
oui

oui

non

non

Figure 2.7 � Fonctionnement du Simulateur de Processus Cryogénique (CPS)

2.4.2 Synchronisation

Le programme automate est exécuté en temps réel alors que la simulation du processus peut être
plus lente ou plus rapide que le temps réel. Ce décalage temporel entraîne des incohérences pour
tous les phénomènes faisant intervenir le temps interne de l'automate comme la génération de
rampes, les temporisateurs ou les contrôleurs PID (Proportionnel Intégral Dérivé). Pour éviter
ces problèmes, les algorithmes des PID et des rampes ont été délocalisés depuis les PLC vers le
modèle. La Figure 2.8 illustre la nouvelle implémentation d'un PID avec une vanne : la boucle de
régulation entière est contenue dans le modèle. Cela garantie qu'aucune donnée n'est perdue entre
le simulateur d'automate et le modèle. Pour que cette opération soit transparente, les régulateurs
de l'automate sont désactivés et les ordres de sortie calculés dans le modèle sont renvoyés vers
l'automate pour conserver une cohérence du point de vue de l'automate et de la supervision.
Pour les temporisateurs, une nouvelle fonction a été développée dans les PLC où le temps de la
simulation est pris comme référence à la place du temps interne de l'automate.

2.5 Modi�cations du système de contrôle pour la simulation

Le fait de réutiliser la même architecture de contrôle en simulation entraîne di�érentes contraintes
pour le bon fonctionnement des simulations. Les systèmes de contrôle réels échangent des don-
nées avec les processus via des bus de terrain alors que l'environnement de simulation est basé
sur un échange de données via le protocole OPC car les simulateurs d'automates sont basés sur
ce protocole uniquement. Il est donc nécessaire de réattribuer les adresses des entrées/sorties
dans les automates. Heureusement, le standard UNICOS est basé sur un ensemble de généra-
teurs permettant de générer automatiquement les codes pour les automates et les systèmes de
supervision [28]. Ainsi, ces générateurs ont été réadaptés pour permettre une réattribution de
tous les espaces mémoire automatiquement de manière e�cace dans les PLC comme dans les
systèmes de supervision.
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De plus, les modèles n'intègrent pas tous les signaux issus des installations car les systèmes re-
latifs aux infrastructures comme l'alimentation électrique, les circuits d'eau de refroidissement
et d'air comprimé ainsi que les systèmes de vide ne sont pas inclus dans les modèles. Tous les
signaux d'entrées/sorties simulés doivent ainsi être sélectionnés un à un dans un premier temps
pour pouvoir lier les variables nécessaires entre les automates et le modèle. Les signaux non si-
mulés doivent quant à eux être forcés à des valeurs adéquates pour assurer l'absence d'interlocks
générant des alarmes sur les systèmes de contrôle. Cette tâche est également largement simpli�ée
par l'utilisation des générateurs qui permettent de faire cela en modi�ant simplement les valeurs
dans une base de données mais cette tâche peut se révéler fastidieuse dans les systèmes de grande
taille où plusieurs centaines de signaux doivent être examinés.

Pour que ces outils de génération soient e�caces, il est cependant nécessaire d'avoir une parfaite
corrélation entre la base de données des entrées/sorties des automates et les entrées/sorties du
modèle. Nous avons donc inclus dans les modèles des composants d'interfaçage ayant les mêmes
noms que les objets dans les automates de manière à générer automatiquement les liens entre les
automates et les modèles.

2.6 Conclusion

Ce chapitre expose le développement d'un simulateur de processus et de contrôle (PROCOS ).
Ce simulateur est capable d'émuler l'évolution des di�érents capteurs du processus en fonction
des di�érentes actions réalisées sur les actionneurs.

Ce simulateur est un ensemble d'applications informatiques interconnectées de manière à retrans-
crire le plus �dèlement possible la véritable architecture de contrôle des installations cryogéniques
du CERN. Le système de supervision reste inchangé en simulation et les automates (PLC) sont
remplacés par des logiciels capables d'émuler leur comportement. Le processus est quant à lui
remplacé par un modèle numérique développé sous le logiciel EcosimPro échangeant des données
(capteurs/actionneurs) avec les PLC via un protocole OPC. Tous les échanges de données sont
con�gurés automatiquement grâce à des générateurs de code existants.
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Le logiciel EcosimPro simule les processus en résolvant des systèmes équations algébro-di�érentielles
en utilisant un algorithme DASSL, particulièrement adapté pour résoudre des systèmes compor-
tant plusieurs milliers d'équations. De plus, son interface conviviale permet de modéliser des
systèmes complets rapidement à partir de bibliothèques d'objets.

La mise en place d'une simulation avec PROCOS se décompose en trois étapes principales :

1. Développement de manière graphique sous EcosimPro du modèle du système choisi ;

2. Modi�cation des programmes automates et de la supervision à l'aide d'outils de génération
automatique permettant de con�gurer automatiquement les entrées/sorties simulés et de
forcer les entrées/sorties non simulées à des valeurs adéquates ;

3. Con�guration du serveur OPC permettant les échanges de signaux entre le modèle, le PLC
et la supervision.

Plusieurs installations cryogéniques du CERN seront donc simulées à l'aide de cet environnement
de simulation.
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3

Modélisation des équipements
cryogéniques

Les systèmes cryogéniques utilisent un ensemble limité de composants dimensionnés et organisés
de manière à refroidir un équipement selon un cahier des charges précis. Lors d'une étude for-
melle, une première bibliothèque de composants cryogéniques a été développée sous EcosimPro
3.0 au CERN [4]. Elle contenait les principaux équipements que l'on trouve dans un système
cryogénique : échangeur de chaleur, turbine, vanne, séparateur de phase, etc. Cette bibliothèque
a été utilisée comme base pour réaliser une deuxième bibliothèque plus complète et plus adaptée
à la simulation de grandes installations. Les composants existants ont été analysés, corrigés, et
de nouveaux composants ont été développés a�n de modéliser tous les systèmes de production
cryogéniques du CERN.

Les paramètres d'entrée des composants ont été redé�nis de manière à utiliser uniquement les
paramètres connus des équipements et non des paramètres théoriques incertains ou di�ciles à
obtenir. De plus, tous les composants ont été analysés pour utiliser les équations appropriées de
manière à prendre en compte les phénomènes pertinents ayant des in�uences macroscopiques sur
les systèmes tout en négligeant ceux qui n'in�uencent pas le comportement global. Di�érentes
options dans les composants sont également proposées pour prendre en compte ou pas certains
phénomènes, comme par exemple une chute de pression qui peut être négligeable ou pas. Cette
analyse systématique a ainsi permis d'optimiser le compromis entre le temps de calcul et la pré-
cision nécessaire à la simulation des processus.

Chaque type de composant a d'abord été testé individuellement en simulation et comparé avec
des données réelles pour valider les modèles. Les équations thermodynamiques et hydrauliques
des modèles viennent principalement de [8].

Un e�ort particulier a été fourni pour les interconnexions entre les di�érents composants. En
e�et, à chaque point de connexion entre deux composants, l'état thermodynamique de l'hélium
doit être parfaitement dé�ni. Les di�érentes équations doivent alors se compléter entre elles pour
éviter l'apparition de problèmes numériques. Nous avons alors regroupé les composant dans des
grandes familles permettant de garantir la cohérence du système global en respectant quelques
règles simples.
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3.1 Hélium

Tous les composants cryogéniques possèdent des ports d'entrée et de sortie d'hélium. Un port
est parfaitement dé�ni si son débit ainsi que deux états thermodynamiques indépendants sont
connus. Pour pouvoir travailler avec de l'hélium gazeux, liquide ou diphasique, nous avons choisi
de prendre la pression et l'enthalpie comme variables d'état thermodynamiques plutôt que la
température et la pression car le couple de variables (P, T ) ne permet pas de dé�nir l'état
thermodynamique du système si celui-ci est dans un état diphasique. Par conséquent, un port
possède les trois variables indépendantes suivantes :

1. La pression absolue P [bar] ;

2. L'enthalpie spéci�que h [J.K−1.kg−1] ;

3. Le débit massique ṁ [kg.s−1].

Les systèmes cryogéniques du CERN fonctionnent dans des plages de températures de 300 K à
1, 8 K et des plages de pression de 20 bar à 14 mbar. Les équations d'états thermodynamiques
de l'hélium, valables pour de vastes plages d'opération sont très complexes et leur implémenta-
tion directe dans les modèles auraient été ardue. Il a donc été décidé d'utiliser la bibliothèque
professionnelle spécialisée dans l'hélium : HEPAK c© [21].

Toutes les propriétés peuvent ainsi être directement déduites à partir de deux états thermodyna-
miques indépendants (par exemple, la densité peut être calculée à partir de la température et de
la pression). Cette bibliothèque de calcul extrêmement performante écrite en FORTRAN peut
directement être utilisée durant les simulations dans EcosimPro. Chaque composant cryogénique
fait appel à cette bibliothèque de une à cinquante fois selon le composant. Cela ne pose pas de
problème pour un système relativement restreint (utilisant une trentaine de composants) mais le
temps de calcul devient critique dans des systèmes de grande taille contenant plusieurs centaines
de composants.

Pour éviter de faire appel à cette bibliothèque de manière répétitive pendant les simulations, des
tables de propriétés ont été réalisées à partir des données fournies par HEPAK c©. Les propriétés
sont ensuite calculées en faisant des interpolations linéaires dans ces tables. Cette technique
permet un gain signi�catif en terme de temps de calcul, pour une précision non altérée si le
maillage dans les tables est su�samment �n dans les parties non-linéaires, particulièrement lors
des changements de phase. Toutes les tables ont donc été maillées de manière à avoir une bonne
estimation des propriétés dans toutes les plages de fonctionnement selon di�érents paramètres
d'entrée, voir la Table 3.1 et la Figure 3.1 où la densité de l hélium est représentée en fonction
de la pression et de l'enthalpie. Les tables suivantes ont ainsi été élaborées pour permettre une
utilisation aisée dans les di�érents modèles :
� T , ρ, S, u, Cp, γ, α, β, µ, k, Pr, x = f(P, h) ;
� h, ρ, S, u, Cp, γ = f(P, T ) ;
� P , T , h, X = f(ρ, u) ;
� h, T = f(P, S).

Pour les propriétés diphasiques, les tables suivantes ont été élaborées en fonction de la qualité :
� T , h, Cp, ρ = f(P, x) ;
� P , h, Cp, ρ = f(T, x).
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3.1. Hélium

Table 3.1 � Extrait de la table thermodynamique permettant de calculer la densité en fonction
de la pression et de l'enthalpie

h /P 0.014 0.016 0.020 0.050 0.100 0.400 0.800 1.000
700 145.374 145.377 145.384 145.434 145.516 145.993 146.581 146.873
800 64.848 145.404 145.411 145.461 145.544 146.025 146.620 146.901
900 38.157 69.916 145.437 145.487 145.571 146.056 146.658 146.941
1000 27.031 41.863 145.463 145.514 145.598 146.087 146.695 146.981
1100 20.929 29.876 80.092 145.540 145.625 146.118 146.732 147.021
1200 17.074 23.225 49.108 145.566 145.652 146.148 146.768 147.059
1300 14.419 18.997 35.409 145.593 145.679 146.178 146.803 147.098
1400 12.478 16.071 27.686 145.620 145.706 146.209 146.838 147.136
1500 10.998 13.926 22.729 145.647 145.734 146.239 146.874 147.173
1600 9.831 12.286 19.277 145.675 145.762 146.270 146.909 147.211
2000 6.903 8.352 11.993 145.791 145.880 146.398 147.052 147.363
3000 3.957 4.639 6.167 100.508 146.256 146.775 147.448 147.773
4000 2.773 3.211 4.150 21.437 110.963 145.903 147.215 147.797
5000 2.135 2.455 3.128 11.998 34.388 142.854 144.636 145.469
6000 1.735 1.988 2.509 8.330 20.347 139.001 140.994 141.944
7000 1.462 1.670 2.095 6.380 14.448 90.221 137.058 138.098
8000 1.263 1.439 1.798 5.169 11.200 59.254 132.860 134.011
9000 1.111 1.265 1.575 4.345 9.145 44.113 119.971 129.642
10000 0.992 1.128 1.401 3.748 7.727 35.135 87.566 123.047
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Figure 3.1 � Densité de l'hélium en fonction de l'enthalpie et de la pression
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Chapitre 3. Modélisation des équipements cryogéniques

La librairie HEPAK n'est pas toujours capable de fournir certaines propriétés comme la chaleur
spéci�que pour des mélanges diphasiques gaz-liquide. Dans ce cas, on utilise alors l'équation
(3.1) qui permet d'estimer la valeur d'une grandeur physique G pour un mélange gaz-liquide où
x est la qualité du mélange (le rapport entre la masse de vapeur et la masse de liquide), GSV et
GSL sont les valeurs respectives de la propriété physique G pour une vapeur saturée et pour un
liquide saturé :

G = GSV · x+GSL · (1− x). (3.1)

Les modèles des composants cryogéniques ont également besoin d'utiliser certaines dérivées par-
tielles non calculables par HEPAK. En thermodynamique, il est possible d'estimer les dérivées
partielles d'un �uide à l'équilibre de manière physique en utilisant les équations algébriques dé-
veloppées par P.W. Bridgman en 1914 [11]. Ces relations algébriques emploient un grand nombre
d'identités en faisant intervenir des quantités thermodynamiques calculables par HEPAK comme
le coe�cient d'expansion thermique α et le coe�cient de compressibilité isotherme β. Les déri-
vées partielles ∂ρ/∂h et ∂ρ/∂P souvent nécessaires peuvent ainsi être calculées par les équations
algébriques (3.2) et (3.3) où la variable v représente le volume spéci�que de l'hélium (v = 1/ρ).
En utilisant ces relations, tous les modèles contiennent exclusivement des équations algébriques
et des équations di�érentielles ordinaires du premier ordre :(

∂ρ

∂h

)
P

= − ρ
2

Cp
· α · v
T

; (3.2)

(
∂ρ

∂P

)
h

= −ρ2 ·
(
−βv +

T

Cp
·
(
α · v
T

)2

− v

Cp
· α · v
T

)
. (3.3)

3.2 Matériaux utilisés dans les systèmes cryogéniques

Les installations cryogéniques utilisent une grande diversité de matériaux sélectionnés selon leurs
propriétés. Ceux-ci sont soumis à de grandes variations de températures, engendrant de grandes
modi�cations sur leurs propriétés mécaniques et thermiques. Le matériau le plus répandu est
l'acier inoxydable 304L, utilisé dans toutes les tuyauteries et pour la fabrication des séparateurs
de phase ou des réservoirs. On trouve également très souvent de l'aluminium 6061-T6 pour la
fabrication des échangeurs de chaleur à plaques et ailettes et pour les matrices des grandes bo-
bines supraconductrices. Le cuivre est également largement présent dans les matrices des aimants
supraconducteurs mais également dans des éléments de tuyauteries. De nombreux autres maté-
riaux sont utilisés pour leurs propriétés isolantes ou conductrices comme le Kevlar, le Te�on, le
Mylar, la �bre de verre, le nylon, etc.

Dans le cadre de l'élaboration de modèles pour les équipements cryogéniques, seules la chaleur
spéci�que, la conductivité thermique et la densité des matériaux sont nécessaires pour modéli-
ser les échangeurs de chaleur et les di�érents éléments de tuyauteries ou réservoirs. Nous avons
donc incorporé ces di�érentes propriétés pour l'acier inoxydable 304L, l'aluminium 6061-T6 et
le cuivre. Les isolants n'ont pas été intégrés à la bibliothèque car ils ont peu d'in�uence dans
les simulations macroscopiques de processus cryogéniques. Nous considérons que les isolations
thermiques sont parfaites ou qu'il existe simplement des entrées de chaleurs constantes.

Les formulations empiriques développées par l'Institut National des Standards et des Technologies
américain (NIST) [48] valides entre 4 K et 300 K ont été utilisées pour calculer la chaleur
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3.3. Considérations générales sur les modèles de composants

spéci�que et la conductivité des matériaux à l'aide de polynômes logarithmiques du 8ème ordre,
voir la Figure 3.2. Pour estimer précisément la chaleur spéci�que de l'acier 304L en dessous de
4 K, une autre formulation empirique issue de [30] a été utilisée :

Cp = 10−3 · (465 · T + 0, 56 · T 2), ∀T ∈ [0, 1; 4]. (3.4)
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Figure 3.2 � Chaleur spéci�que et conductivité thermique de l'aluminium et de l'acier

3.3 Considérations générales sur les modèles de composants

Les modèles développés dans cette thèse sont les modèles des di�érents équipements qui consti-
tuent les systèmes cryogéniques du CERN. La thermodynamique classique et la mécanique des
�uides sont utilisées. On considère chaque composant (vanne, échangeur, etc.) comme un système
indépendant ouvert et rigide. Les équations développées dans la première bibliothèque d'objets
faite au CERN [4] ont été utilisées autant que possible.

3.3.1 Types de composants

Pour constituer un système complet, il faut connecter di�érents composants entre eux. Pour
que le modèle global soit consistant, il faut obtenir un système possédant autant d'équations que
d'inconnues. La complexité des systèmes rend ce problème non trivial et peut poser de nombreux
problèmes numériques. Nous considérons ici qu'un système est consistant si la pression P , l'en-
thalpie h et le débit massique ṁ sont connus à chaque point d'interconnexion entre composants.
Nous avons alors dé�ni trois types de composants pouvant être connectés ensemble :

1. Les composants de stockage possèdent un volume interne d'hélium. Ils �xent une pres-
sion et une température dans ce volume en fonction des débits entrants et sortants. Ces
composants re�ètent ainsi les phénomènes de stockage des �uides : conduites, séparateurs
de phase ;

2. Les composants hydrauliques possèdent un volume interne d'hélium négligeable (on
néglige les phénomènes d'accumulation de masse). Ils �xent le débit massique qui les tra-
verse en fonction des pressions à leurs bornes. Ils calculent également l'enthalpie du �uide
de sortie : vannes, turbines, compresseurs ;
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Chapitre 3. Modélisation des équipements cryogéniques

3. Les composants thermiques possèdent un volume interne d'hélium et ils e�ectuent un
bilan énergétique permettant de re�éter des échanges de chaleur : refroidisseurs, charges
thermiques et échangeurs de chaleur.

3.3.2 Interconnexions des composants

Les types de composants possèdent des conditions limites complémentaires : les composants de
stockage calculent les pressions, les composants hydrauliques calculent les débits et les composants
thermiques calculent un débit en amont et une pression en aval. De plus, tous les composants
calculent leur enthalpie en sortie. Pour assurer la consistance du système global, il faut alors
veiller à respecter les deux règles suivantes :

1. Les composants hydrauliques doivent être insérés entre deux composants de stockage ;

2. Les composants thermiques doivent être insérés entre un composant de stockage en amont
et un composant hydraulique en aval ou bien en série entre eux.
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Figure 3.3 � Interconnexions entre composants de stockage et hydrauliques
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3.3. Considérations générales sur les modèles de composants

3.3.3 Elimination des constantes

Certaines constantes nécessaires dans les calculs sont souvent mal connues dans les systèmes
cryogéniques de grande taille ou compliquées à obtenir comme des constantes géométriques ou
certains coe�cients. Nous avons donc utilisé une technique de calcul relatif par rapport au point
de fonctionnement nominal qui est �xé lors de la conception par les constructeurs. Si, par exemple,
on considère le calcul d'un paramètre X fonction d'une constante K1 et de la pression et de la
température :

X = K1 · f(P, T ), (3.5)

la constante K1 n'est pas connue mais on connait le point de fonctionnement nominal (représenté
par les indices "d"), généralement donné par le constructeur :

Xd = K1 · f(Pd, Td). (3.6)

On peut alors faire le rapport entre (3.5) et (3.6) pour supprimer la constante K1 :

X = Xd ·
f(P, T )
f(Pd, Td)

. (3.7)

Cette technique sera utilisée dans plusieurs composants comme par exemple dans les turbines
ou les échangeurs de chaleur pour calculer des variables au point de fonctionnement réel à partir
du point de fonctionnement nominal tout en conservant la dynamique et en s'a�ranchissant des
constantes. De plus, cette méthode permet d'avoir un point de fonctionnement nominal exact.

3.3.4 Structure interne des composants

Comme les modèles sont constitués d'un ensemble de systèmes numériques couplés les uns aux
autres, il est impossible de faire une description séquentielle des calculs e�ectuées dans les com-
posants. Les composants sont donc décrits dans leur globalité sans notion d'ordre d'exécution,
voir la section 2.2.3 où les méthodes numériques de résolution sont exposées. Cependant, chaque
modèle est composé de di�érents "blocs" permettant cette description :

1. Dé�nition des paramètres. Ce sont les di�érents paramètres du composant �xés par
l'utilisateur (matériau, dimensions, rendement, etc.) ;

2. Dé�nition du point nominal. Certaines variables sont calculées par rapport au point
de fonctionnement de nominal. On dé�nit alors le débit, la pression et la température au
point de fonctionnement nominal si nécessaire ;

3. Initialisation. Dans cette partie, les di�érentes variables dérivées sont initialisées à des
valeurs �xées par l'utilisateur ;

4. Calcul des propriétés physiques. Toutes les propriétés nécessaires au composant (den-
sité, température, etc.) sont calculées ici ;

5. Dé�nition des équations algébriques. Un ensemble d'équations algébriques est utilisé
pour calculer di�érentes variables ;

6. Dé�nition des équations di�érentielles. Un ensemble d'équations di�érentielles peut
être dé�ni de manière à re�éter la dynamique des composants ;

7. Equations des ports. Attribution de valeurs aux di�érents ports de sortie du modèle si
nécessaire.
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Chapitre 3. Modélisation des équipements cryogéniques

3.4 Composants de stockage

Les composants de stockage possèdent un volume V constant d'hélium et une masse d'héliumM
variable. Leur pression et leur température interne sont calculées en fonction des débits entrants
et sortants.

3.4.1 Conduite

On considère dans ce modèle des conduites cryogéniques cylindriques pour un écoulement ga-
zeux. La température et la pression sont considérées constantes le long de la conduite mais une
chute de pression singulière peut être introduite si nécessaire. Le modèle prend en compte les
phénomènes de convection entre la paroi de la conduite et le �uide ainsi que la radiation ther-
mique de la conduite vers l'extérieur. Pour les très longues lignes de transfert nécessitant une
discrétisation spatiale, un modèle plus complet est élaboré dans la section 5.2.

min,hin mout

Figure 3.5 � Modèle d'une conduite avec conditions limites

Figure 3.6 � Ligne de transfert cryogénique
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3.4. Composants de stockage

Table 3.2 � Conduite : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
mat P Matériau (acier, aluminium ou cuivre)
dP P Chute de pression (Non, friction ou singulière)

HeatTransfer P Mode de calcul du coe� de transfert (cste ou Colburn)
D P Diamètre nominal interne (m)

Dext P Diamètre nominal externe (m)
L P Longueur (m)
dz P Elévation d'altitude (m)
hc P Coe�cient de transfert si constant (W/m2.K)
ε P Rugosité de la conduite si chute de pression par friction (m)
Text P Température externe pour rayonnement (K)
Pd P Pression nominale (bar)
Td P Température nominale (K)
ṁd P Débit nominal (kg/s)

∆Pd P Chute de pression nominale si chute singulière (-)
Qdrad P Pertes par radiation nominale (W)
P0 P Pression initiale (bar)
T0 P Température initiale (K)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
ṁin CL Débit d'entrée (kg/s)
ṁout CL Débit de sortie (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)

Pin/Pout VS Pressions (bar)
Tw D Température de la paroi de la conduite (K)
u D Energie interne (J/kg)
M D Masse d'hélium (kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

Initialisation et propriétés physiques

Les variables dérivées sont initialisées à des valeurs correspondantes à la pression et à la tempé-
rature initiale désirée :

Tw = T0,
u = f(P0, T0),
ρ = f(P0, T0),
V = π · (D/2)2 · L,
M = ρ · V.

(3.8)

Toutes les propriétés thermodynamiques nécessaires, ainsi que la densité au point de fonctionne-
ment nominal sont calculées à l'aide des fonctions d'interpolation :

P, T, h, Cp, Pr, µ = f(ρ, u),
ρd = f(Pd, Td).

(3.9)

La chaleur spéci�que du matériau de la conduite Cpw est également calculée par interpolation à
partir de la température de paroi Tw. la densité du matériau de la conduite ρw est constante et
dé�nie selon le matériau sélectionné.
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Chapitre 3. Modélisation des équipements cryogéniques

Equations algébriques

On calcule les di�érentes propriétés géométriques de la conduite :

A = π · (D/2)2,
V = A · L,
Sw = 2π · (D/2) · L,
Mw = (π · (Dext/2)2 · L− V ) · ρw.

(3.10)

La densité de l'hélium est déduite en fonction de la masse de �uide contenue dans le volume :

ρ =
M

V
. (3.11)

Le coe�cient de transfert thermique hc est calculé à partir du nombre de Nusselt calculé selon
la corrélation de Colburn valable pour des écoulements turbulents [20] :

hc =
Nu · k
D

, (3.12)

Nu = 0, 023 ·Re0,8 · Pr1/3, (3.13)

Re =
D · ṁ
A · µ

. (3.14)

Pour optimiser le temps de calcul, il est possible de �xer hc à une valeur constante dans le mo-
dèle car ce paramètre in�uence peu la dynamique des systèmes pour des conduites de faibles
longueurs. En e�et, la di�érence de température entre le �uide et la paroi est très faible grâce à
la bonne isolation thermique des systèmes cryogéniques.

Lorsqu'une conduite passe à l'air libre sans système d'isolation ou lorsqu'un très faible débit
passe à travers la conduite, le terme de �ux de chaleur radiatif devient non négligeable devant le
terme convectif dans le bilan énergétique. On considère alors un rayonnement thermique entre
deux corps gris pour calculer le �ux de chaleur dû aux pertes par radiation :

Q̇rad = Fe · F12 · σ · Sw · (T 4
ext − T 4

w), (3.15)

où Text, Fe, F12 et σ sont respectivement la température du matériau externe vers lequel la
conduite rayonne, le facteur d'émissivité qui dépend de la géométrie, le facteur de con�guration
qui dépend de la con�guration spatiale des deux surfaces et la constante de Stefan-Boltzman.
Comme ces paramètres sont complexes à calculer, on utilise la méthode de calcul par rapport au
point de fonctionnement nominal présentée dans l'équation (3.7). Au �nal, la chaleur rayonnée
est calculée par :

Q̇rad = Q̇drad ·
T 4
ext − T 4

w

Td4
ext − Td4

w

. (3.16)

Selon la conduite, une chute de pression peut être introduite. Si la conduite est longue avec un
faible diamètre, la chute de pression due à la friction n'est plus négligeable. Cette dernière est
calculée à l'aide du coe�cient de friction de Darcy-Weisbach fr, valable pour un écoulement
interne dans un tube circulaire :
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∆P = Pin − Pout = fr · L
D
· ρ · V

2

2 · 105
= fr · L

D
· ṁ2

2 · 105 · ρ ·A2
. (3.17)

Le coe�cient de friction fr est ensuite calculé à partir du nombre de Reynolds Re et de la
rugosité ε de la conduite suivant la corrélation de Round [60] :

1√
fr

= 0, 782 · ln
(

1
(0, 135 · (ε/D) + 6, 5/Re)

)
. (3.18)

On peut également prendre en compte les chutes de pression singulières dues à la géométrie
des conduites lorsque celles-ci comportent de nombreux coudes et changements de diamètres
entraînant une importante perte de charge. Dans ce cas, la chute de pression ∆P (en bar) est
proportionnelle au carré de la vitesse du �uide et à un coe�cient de chute de pression K qui
dépend de la singularité (coude, changement de diamètre...) :

∆P = K · ρ · V
2

2 · 105
= K · ṁ2

2 · 105 · ρ ·A2
. (3.19)

Le coe�cient K est rarement connu, cependant on connaît généralement la chute de pression
pour un point de fonctionnement donné. Dans ce cas, on calcule la chute de pression ∆P en
fonction de la chute de pression nominale ∆Pd ayant lieu à un débit nominal ṁd et à la densité
nominale ρd :

∆P = ∆Pd ·
ρd
ρ
·
(
ṁ

md

)2

. (3.20)

Une chute de pression hydrostatique supplémentaire ∆P = 10−5 · ρ · g · dz est également ajoutée
pour permettre de rendre compte de la chute ou de l'élévation de pression due à une élévation
verticale dz.

Equations di�érentielles

On utilise deux équations di�érentielles pour réaliser le bilan massique et le bilan énergétique
de l'hélium dans la conduite. Le bilan massique calcule la variation de masse d'hélium dans la
conduite :

dM

dt
= ṁin − ṁout, (3.21)

et le bilan énergétique calcule la variation d'énergie du �uide :

dE

dt
= u · dM

dt
+M · du

dt
= ṁin · hin − ṁout · hout + Q̇conv + Q̇rad. (3.22)

Finalement, la température de la paroi Tw permettant de calculer la chaleur de convection Q̇conv
entre la paroi et le �uide est calculée à partir de :

Q̇conv = −hc · Sw · (Tw − T ) = Mw · Cpw ·
dTw
dt

. (3.23)
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Equations des ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie sont les suivantes :

Pin = P,
Pout = P −∆P,
hout = h.

(3.24)

3.4.2 Séparateur de phase

Un séparateur de phase est un cryostat contenant un mélange de gaz et de liquide à l'équilibre.
Le liquide saturé est maintenu au fond du séparateur par gravité alors que la vapeur saturée
se maintient au-dessus. Généralement un séparateur est équipé d'une entrée de �uide, d'une
sortie pour le liquide en bas et d'une sortie pour le gaz en haut. Les séparateurs de phase sont
généralement équipés d'un chau�age électrique situé dans le fond de l'enceinte pour permettre
d'évaporer du liquide pour simuler une charge thermique. Ce chau�age électrique est directement
intégré dans le modèle sous la forme d'une entrée de chaleur.

Table 3.3 � Séparateur : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
mat P Matériau (acier, aluminium ou cuivre)
D P Diamètre interne (m)
Dext P Diamètre externe (m)
L P Longueur (m)
Text P Température externe pour rayonnement (K)
hc P Coe�cient de transfert thermique (W/m2-K)

Qdrad P Pertes par radiation nominale (W)
P0 P Pression initiale (bar)
T0 P Température initiale (K)
zo P Niveau de liquide initial (%)
Q̇eh CL Puissance du chau�age électrique (W)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
ṁin CL Débit d'entrée (kg/s)
ṁgout CL Débit de gaz de sortie (kg/s)
ṁlout CL Débit de liquide de sortie (kg/s)
hgout VS Enthalpie du gaz de sortie (J/K-kg)
hlout VS Enthalpie du liquide de sortie (J/K-kg)

Pin/Pout VS Pressions (bar)
Tw D Température de la paroi du séparateur (K)
u D Energie interne moyenne du mélange (J/kg)
M D Masse d'hélium totale (kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

Initialisation et propriétés physiques

Les variables dérivées sont initialisées à des valeurs correspondantes à la pression et à la tempé-
rature initiales désirées en considérant le niveau de liquide initial dans le séparateur :
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Figure 3.7 � Le séparateur de phase du thermosiphon de CMS et schéma du modèle avec les
conditions limites

Tw = T0,
V = π · (D/2)2 · L,
Vl = z0/100 · V,
Vg = V − Vl,
u = f(P0, T0),
ρl = f(P0, liquide sat),
ρg = f(P0, gaz sat),
Ml = ρl · Vl,
Mg = ρg · Vg,
M = Ml +Mg,
x = 1−Ml/Mg,
ρ = M/V,
u = f(P0, x).

(3.25)

Toutes les propriétés thermodynamiques nécessaires sont calculées à l'aide des fonctions d'inter-
polation :

P, T, h, Cp, Pr, µ, x = f(ρ, u),
hl, ρl = f(P0, liquide sat),
hg, ρg = f(P0, gaz sat).

(3.26)

La chaleur spéci�que du matériau du séprateur Cpw est également calculée par interpolation à
partir de la température de paroi Tw et la densité du matériau ρw est constante et dé�nie selon
le matériau sélectionné.

Equations algébriques

On calcule les propriétés géométriques du séparateur qui sont les mêmes que pour une conduite,
voir l'équation (3.10).

Dans le modèle, le mélange gaz/liquide est à l'équilibre et bien mélangé dans l'enceinte (la
température et la pression sont uniformes). La densité moyenne du �uide dans le séparateur est
dé�nie par :

ρ =
M

V
. (3.27)

Les masses de vapeur et de liquide ainsi que les volumes sont calculés par :
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Mg = M · x,
Ml = M · (1− x),
Vl = Ml/ρl,
Vg = V − Vl.

(3.28)

Le niveau de liquide z dans le séparateur est simplement calculé par :

z =
Vl
V
· L. (3.29)

La pression est considérée constante dans toute l'enceinte sauf dans le fond du séparateur où la
pression hydrostatique est ajoutée à la pression de l'enceinte :

Pbot = P + 10−5 · ρl · g · z. (3.30)

La puissance dissipée par radiation est calculée de la même manière que dans les conduites en
utilisant l'équation (3.16).

Equations di�érentielles

Comme dans les conduites, on utilise deux équations di�érentielles pour réaliser le bilan massique
et le bilan énergétique de l'hélium. Le bilan massique calcule la variation de masse totale d'hélium
dans le séparateur sachant qu'il y a une entrée et deux sorties (une sortie de gaz saturé et une
sortie de liquide saturé) :

dM

dt
= ṁin − ṁgout − ṁlout. (3.31)

Le bilan énergétique calcule la variation d'énergie moyenne du mélange :

dE

dt
= u · dM

dt
+M · du

dt
= ṁin · hin − ṁgout · hgout − ṁlout · hlout + Q̇rad + Q̇conv. (3.32)

Lorsqu'il n'y a pas de liquide dans le séparateur de phase, on utilise le bilan énergétique faisant
intervenir l'enthalpie du �uide h et non les enthalpies saturées du gaz et du liquide :

dE

dt
= u · dM

dt
+M · du

dt
= ṁin · hin − ṁgout · h− ṁlout · h+ Q̇rad + Q̇conv. (3.33)

La température de la paroi Tw permettant de calculer la chaleur de convection Q̇conv entre la
paroi et le �uide est calculée de la même manière que pour une conduite, voir l'équation (3.23).
Dans le cas du séparateur de phase, le coe�cient de transfert thermique hc est constant et dé�ni
par l'utilisateur. En e�et, il sert à rendre compte de la thermalisation de la masse froide du
séparateur pendant la phase de refroidissement et devient négligeable lorsque la tempéraure �nale
est atteinte. Comme le processus de refroidissement est très lent, la di�érence de température
entre le �uide et la paroi est très faible et la valeur du coe�cient de transfert thermique a très
peu d'in�uence sur la dynamique totale. En général, on le prend égal à environ 100 W.m−2.K−1.
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Equations des ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie sont les suivantes :

Pin, Pgout = P,
P lout = Pbot,
hgout = hg,
hlout = hl,

(3.34)

3.4.3 Séparateur de phase avec échangeur

Les séparateurs de phase peuvent être équipés d'un échangeur de chaleur baignant dans le liquide
pour pouvoir sous-refroidir un gaz comme c'est le cas dans les réfrigérateurs pour le LHC. Le
modèle reprend exactement les mêmes équations que le modèle du séparateur de phase développé
dans la section 3.4.2 en ajoutant la modélisation de l'échange de chaleur réalisé dans l'échangeur.

Cette section présente donc uniquement les équations qui ont été ajoutées au modèle précédent.
Les indices '2' font références à l'échangeur du séparateur.

Table 3.4 � Séparateur avec échangeur : variables supplémentaires du modèle
Nom Type* Description et unité
LHX P Pourcentage de liquide quand l'échangeur est entièrement mouillé (%)
Td P Température nominale du liquide dans le séparateur (K)
V2 P Volume interne de l'échangeur (m3)
T2d P Température nominale à l'entrée de l'échangeur (K)
P2d P Pression nominale à l'entrée de l'échangeur (bar)
ṁ2d P Débit nominal dans l'échangeur (kg/s)
Q̇2d P Puissance nominale dissipée dans l'échangeur (W)
ṁ2out CL Débit de sortie de l'échangeur (kg/s)
h2in CL Enthalpie d'entrée de l'échangeur (J/K-kg)
P2in CL Pression d'entrée de l'échangeur (bar)
ṁ2in VS Débit d'entrée de l'échangeur (kg/s)
h2out VS Enthalpie de sortie de l'échangeur (J/K-kg)
P2out VS Pression de sortie de l'échangeur (bar)
h2out D Enthalpie de sortie de l'échangeur (J/K-kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; VS = variable de sortie

Initialisation et propriétés physiques

Toutes les propriétés thermodynamiques nécessaires au point de fonctionnement et au point
nominal sont calculées :

k2, T2in, P r2, µ2, ρ2 = f(P2in, h2in),
k2d, h2din, P r2d, µ2d = f(P2d, T2d).

(3.35)

Equations algébriques

On considère la convection forcée entre le �uide circulant dans l'échangeur et le liquide du sépa-
rateur en ébullition. L'écoulement est toujours turbulent dans l'échangeur et on considère que le
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min,hin mgout

mlout
Qeh

min2,Pin2 mout2

Figure 3.8 � Schéma du modèle avec les conditions limites

�uide dans l'échangeur est à une température �xe égale à la température d'entrée. De plus, on
considère que la paroi de l'échangeur est la température de l'hélium liquide dans lequel il baigne.

On calcule la masse de �uide contenu dans l'échangeur :

M2 = ρ2 · V2. (3.36)

Le coe�cient de transfert thermique est calculé à l'aide du nombre de Nusselt comme dans le
modèle des conduites, voir l'équation (3.12). En faisant le rapport entre le coe�cient de transfert
thermique global hS2 et le coe�cient de transfert global au point nominal hS2d on obtient
l'équation suivante :

hS2

hS2d
=

k2

k2d
·
(
ṁ2

ṁ2d

)0,8

·
(
µ2d

µ2

)0,8

·
(
Pr2

Pr2d

)1/3

. (3.37)

La chaleur transférée entre le �uide de l'échangeur et le liquide du séparateur est calculée en
fonction de la puissance nominale dissipée dans l'échangeur :

Q̇2 = Q̇2d ·
hS2

hS2d
· T2in − T
T2ind − Td

. (3.38)

L'échange de chaleur est directement proportionnel à la surface mouillée de l'échangeur. En gé-
néral, l'échangeur est positionné dans le bas du séparateur mais s'il n'y a pas assez de liquide,
il est possible qu'une partie ne soit pas mouillée, dégradant ainsi le coe�cient de transfert ther-
mique. Un paramètre supplémentaire LHX , égal au pourcentage de niveau nécessaire pour que
l'échangeur soit entièrement mouillé est alors rajouté. En conséquence, si le niveau de liquide L
est inférieur à LHX , on utilise l'équation suivante se substituant à l'équation (3.38) :

Q̇2 = Q̇2d ·
L

LHX
· hS2

hS2d
· T2in − T
T2ind − Td

. (3.39)

Equations di�érentielles

L'enthalpie du �uide en sortie d'échangeur est déduite à partir d'un bilan énergétique :
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M2 ·
dh2out

dt
= ṁ2in · h2in − ṁ2out · h2out − Q̇2 (3.40)

On rajoute également la quantité de chaleur Q̇2 dans le bilan énergétique (3.32) du séparateur
de phase normal.

Equations des ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie de l'échangeur sont les suivantes :

P2out = P2in,
ṁ2in = ṁ2out.

(3.41)

3.5 Composants hydrauliques

On néglige le volume (et donc la masse) d'hélium dans ces composants. Il n'y a donc pas d'ac-
cumulation de masse et ces composants ne possèdent donc pas d'inertie thermique. L'équation
de conservation de la masse se traduit alors par l'égalité entre les débits entrants et sortants :

∑
ṁin =

∑
ṁout. (3.42)

Les débits massiques sont ensuite calculés algébriquement selon le composant, souvent en fonc-
tion des pressions amont et aval et de la densité du �uide.

La deuxième loi de la thermodynamique, représentée dans l'équation (3.43) pour un système
ouvert, stipule que l'entropie d'un système fermé ne peut qu'augmenter à cause des phénomènes
irréversibles. Pour un système ouvert, la variation d'entropie du système est égale à la somme
des �ux entropiques entrant et sortant plus la somme des variations internes d'entropie Sik dues
aux transformations irréversibles dans le système. Les principales transformations irréversibles
sont l'échange de chaleur à travers un gradient de température (comme dans un échangeur),
l'échange de masse à travers un gradient de pression (comme dans une vanne ou une turbine), les
phénomènes de frictions entre solides (comme dans les turbines et les compresseurs), le chau�age
par e�et Joule (comme dans un chau�age électrique) ainsi que tous les phénomènes de réaction
chimique ou de di�usion :

dS

dt
=
∑
k

Qk
Tk

+
∑
k

ṁk · Sk +
∑

Sik. (3.43)

Des rendements isentropiques pourront être insérés dans ces composants pour prendre en compte
cette augmentation d'entropie.

3.5.1 Mixeur

Un mixeur permet de modéliser le mélange de deux �ux d'hélium di�érents. Ce composant
possède donc deux entrées et une sortie comme on peut le voir sur la Figure 3.9.
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Pout

min1,hin1

min2,hin2

Figure 3.9 � Modèle du mixeur avec les conditions limites

Equations algébriques

On réalise un bilan énergétique algébrique entre les deux entrées et la sortie pour calculer l'en-
thalpie de sortie :

hout =
hin1 · (min1 + ε) + hin2 · (min2 + ε)

min1 +min2 + 2 · ε
. (3.44)

Le paramètre ε très petit par rapport aux débits (de l'ordre de 10−8 kg.s−1) permet d'éviter
les instabilités numériques qui peuvent apparaître lorsque les débits d'entrée sont nuls car une
division par zéro apparaît.

Table 3.5 � Mixeur : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
ε P Paramètre pour instabilité numérique

hin1 CL Enthalpie d'entrée 1 (J/K-kg)
hin2 CL Enthalpie d'entrée 2 (J/K-kg)
ṁin1 CL Débit d'entrée 1 (kg/s)
ṁin2 CL Débit d'entrée 2 (kg/s)
Pout CL Pression de sortie (bar)
ṁout VS Débit de sortie (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; VS = variable de sortie

Equations des ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie sont les suivantes :

Pin1 = Pout,
Pin2 = Pout,
ṁout = ṁin1 + ṁin2.

(3.45)

3.5.2 Vanne

Les vannes sont les composants les plus répandus dans les processus cryogéniques pour manipuler
des �uides. Il existe des vannes contrôlées qui sont positionables à une ouverture précise pour
réguler certaines variables du processus et des vannes "tout" ou "rien" qui permettent au �uide
de passer dans une conduite ou d'être stoppé.
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Figure 3.10 � Têtes de vanne sur une boîte froide du LHC

Table 3.6 � Vanne : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
CVmax P Coe�cient de vanne à ouverture maximum (-)

PMaxRan P Ouverture maximale de la vanne (%)
PMinRan P Ouverture minimale de la vanne (%)

R P Plage de débit (-)
xt P Facteur du ratio de chute de pression(-)

InSpd P Vitesse d'ouverture (%/s)
DeSpd P Vitesse de fermeture (%/s)
PC P Précontrainte (%)
stem0 P Position de la vanne initiale (%)
PosR CL Commande d'ouverture (%)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
Pin CL Pression d'entrée (bar)
Pout CL Pression de sortie (bar)
ṁ VS Débit (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)
stem D Position réelle de la vanne (%)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

Initialisation et propriétés physiques

L'ouverture de la vanne est initialisée à une valeur initiale :

stem = stem0. (3.46)

La densité et le rapport des chaleurs spéci�ques sont calculés à partir des conditions limites
d'entrée à l'aide des fonctions d'interpolation :
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Figure 3.11 � Caractéristiques d'ouverture et modèle d'une vanne avec conditions limites

ρ, γ = f(Pin, hin). (3.47)

Si un mélange diphasique est détecté à l'entrée de la vanne (la qualité x du mélange est comprise
entre 0 et 1), on calcule les propriétés de la phase gazeuse et de la phase liquide à saturation :

x = f(Pin, hin),
ρg, γg = f(Pin, gaz sat),
ρl, γl = f(Pin, liquide sat).

(3.48)

Equations algébriques

On considère toujours une expansion isenthalpique à l'intérieur des vannes (on néglige les éven-
tuelles entrées de chaleur) :

hout = hin. (3.49)

Le débit massique peut être déterminé grâce au coe�cient de vanne (appelé CV , KV ou AV
selon les unités) [25]. L'équation (3.50) permet de calculer le CV e�ectif de la vanne en fonction
de l'ouverture stem comprise entre 0 % et 100 %. CVmax est la valeur du CV de la vanne pour
une ouverture maximale et R est la plage de débit de la vanne généralement égale à 50. Si R = 1,
l'ouverture est alors linéaire. La Figure 3.11 montre les di�érents modes d'ouverture selon R.

CV =
CVmax
R

· estem/100·log(R) − CVmax
R

· (1− stem/100). (3.50)

Le débit massique est calculé à partir de la chute de pression ∆P dans la vanne et un facteur
de chute de pression Xt est inclus dans les équations selon le type de vanne (papillon, cage,
angle...). Jusqu'à une certaine chute de pression, le débit massique augmente et ensuite, le débit
devient sonique : alors que la chute de pression augmente, le débit n'augmente plus car les
atomes d'hélium atteignent la vitesse du son dans le gaz, voir la Figure 3.12. Le débit pour les
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gaz est donc calculé avec une équation valable pour les �uides compressibles selon les régimes
d'écoulements (sonique ou sub-sonique) :

ṁg = 2, 4 · 10−5 · CV · Y ·
√
ρg ·Xs · Pin, (3.51)

avec :
Y = 1− Xs

(3· γ
1,4
·Xt) ,

Xs = ∆P
Pin

si ∆P
Pin
≤ γXt

1,4 ,

Xs = γXt
1,4 si ∆P

Pin
> γXt

1,4 .

(3.52)

Pour les liquides on utilise une équation pour les �uides incompressibles :

ṁl = 2, 4 · 10−5 · CV ·
√
ρl ·∆P . (3.53)

Si le �uide à l'entrée de la vanne est diphasique, on calcule le débit massique moyen :

ṁ = x · ṁg + (1− x) · ṁl. (3.54)
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Figure 3.12 � Débit massique en fonction de la chute de pression

Equations di�érentielles

La tige de la vanne possède une vitesse d'ouverture InSpd et une vitesse de fermeture DeSpd. On
calcule alors la position réelle de la vanne stem à l'aide d'une rampe pour rejoindre la commande
d'ouverture PosR. De plus, on tient compte de la précontrainte (PC) appliquée aux vannes
permettant de s'assurer que les vannes sont bien fermées à basse température à cause de la
dilatation thermique. Pour éviter des oscillations dans le calcul de la position de la vanne autour
de la position �nale, on fait converger exponentiellement la position de la vanne stem vers la
position �nale à la �n, voir la Figure 3.13.
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Stem < PosR-PC

Stem> PmaxRan 
OR 

Stem < PminRan

Stem’=0

Oui : saturation Non

Stem+InSpd > PosR-PC

Stem’=(PosR-PC)-Stem

Oui : la vanne s’ouvre

Oui : convergence exponentielle

Stem’=InSpd

Non : rampe

Stem > PosR-PC

Non

Non : position finale atteinte

Stem’ = 0Stem-DeSpd < PosR-PC

Stem’=(PosR-PC)-Stem Stem’=-DeSpd

Oui : la vanne se ferme

Non : rampeOui : convergence exponentielle

Figure 3.13 � Algorithme de calcul de la dérivée de la position d'une vanne

3.5.3 Turbine

Les turbines permettent de refroidir l'hélium en extrayant l'énergie d'un écoulement de gaz sous
forme de travail mécanique en faisant tourner une pale sur un arbre mécanique. L'arbre des tur-
bines cryogéniques est toujours couplé à un compresseur à l'autre extrémité de manière à freiner
la turbine (généralement les turbines tournent autour des 2000 tours par seconde), voir la Figure
3.14 qui représente le schéma de fonctionnement général d'une turbine. Le modèle de la turbine
intègre donc la turbine ainsi que son compresseur. Dans les réfrigérateurs à hélium, les turbines
constituent le principal équipement actif car le froid est exclusivement généré par elles.

Turbine

Vanne d’entré
CV210

Compresseur
(frein)

Vanne de frein
CV211

Refroidisseur à eau

Poutw

Pbin,hbin

Pbout

Pin,hin

Figure 3.14 � Modèle d'une turbine à gaz cryogénique avec les conditions limites
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La Table 3.7 représente les principales variables du modèle, les indices 'd' font référence aux
conditions nominales (design), les indices 's' font références aux variables théoriques pour une
expansion isentropique parfaite et les indices 'b' se réfèrent au frein (brake).

Figure 3.15 � Une turbine à gaz cryogénique

Initialisation et propriétés physiques

La vitesse de la turbine est initialisée à une valeur au démarrage (en général à 0) :

N = N0. (3.55)

L'entropie et le rapport des chaleurs spéci�ques sont calculés à partir de la pression et de l'en-
thalpie d'entrée pour le point de fonctionnement et le point nominal :

Sin, γin, ρin = f(Pin, hin),
Sdin, hdinγdin, ρdin = f(Pdin, Tdin).

(3.56)

Si une expansion isentropique parfaite est considérée à travers la turbine (Sin = Sout), l'enthalpie
de sortie correspondante hsout est déduite en fonction de la pression de sortie et de l'entropie
d'entrée :

hsout = f(Pout, Sin). (3.57)

On calcule également la densité à l'entrée du frein pour les points de fonctionnement et nominal :

ρsin = f(Pbin, hbin),
ρdsin = f(Pbdin, T bdin).

(3.58)

Equations algébriques

Comme pour tous les composants de stockage, il y a conservation du débit massique :
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Table 3.7 � Turbine : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
D P Diamètre de la pale(m)
M P Masse de l'arbre avec la pale (kg)
Tdin P Température d'entrée nominale (K)
Pdin P Pression d'entrée nominale (bar)
Pdout P Pression de sortie nominale (bar)
Nd P Vitesse nominale (Hz)
ṁd P Débit nominale(kg/s)
ηd P Rendement isentropique nominale (-)

Pbdin P Pression d'entrée du frein nominal (bar)
Tbdin P Température d'entrée du frein nominal (K)
ṁbd P Débit nominal dans le frein (kg/s)
Ebd P Puissance nominale extraite dans le frein (W)
N0 P Vitesse initiale (Hz)
T0 P Température initiale (K)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
Pin CL Pression d'entrée (bar)
Pout CL Pression de sortie (bar)
hbin CL Enthalpie d'entrée du frein (J/K-kg)
Pbin CL Pression d'entrée du frein (bar)
Pbout CL Pression de sortie du frein (bar)
ṁ VS Débit (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

ṁin = ṁout = ṁ. (3.59)

Le moment d'inertie de la pale et de l'arbre en rotation est dé�nie par :

I = M · (D/2)2

2
. (3.60)

On calcule également le rapport v entre la vitesse radiale des pales u1 et la vitesse à la sortie de
l'injecteur cj qui est fonction de la chute enthalpique à entropie constante :

v = u1
cj
,

u1 = π ·D ·N,
cj =

√
2 · (hin − hsout).

(3.61)

Le rendement isentropique d'une turbine est déterminé à partir du ratio v :

η = a1 · v2 + a2 · v + a3. (3.62)

Pour éliminer les constantes a1, a2 et a3, on fait le rapport avec le point de fonctionnement
nominal. Cependant, la caractéristique η/ηd est en général une parabole, on peut alors calculer
le rendement isentropique à partir de l'équation parabolique suivante :

86



3.5. Composants hydrauliques

η = ηd ·
(

2 · v
vd
−
(
v

vd

)2
)
. (3.63)

L'énergie E extraite par la turbine est déterminée par :

E = η · ṁ · (hin − hsout) = ṁ · (hin − hout). (3.64)

On peut alors calculer l'enthalpie de sortie réelle hout en fonction du rendement isentropique (on
rajoute un terme petit devant le débit total ε ≈ 10−8 pour éviter une division par zéro) :

hout =
ṁ · hin − E
ṁ+ ε

. (3.65)

On considère que le débit dans le compresseur est proportionnel à la vitesse de rotation de l'arbre
et à la densité. En ramenant par rapport au point de fonctionnement nominal, on obtient :

ṁb = ṁbd ·
(

N · ρin
Nd · ρbdin

)
. (3.66)

L'énergie dissipée dans le frein (le compresseur) est proportionnelle au cube de la vitesse et au
débit qui passe dans le frein ; cette énergie est donc calculée en fonction des paramètres nominaux
telle que :

Eb = Ebd ·
mb

mbd
·
(
N

Nd

)3

. (3.67)

L'enthalpie de sortie après la compression dans le frein peut alors être calculée avec un bilan
énergétique :

hbout =
Eb+ ṁb · hbin

ṁb
. (3.68)

Le ratio des pressions permet de déduire le régime d'écoulement de la turbine. Le régime est dit
sonique si ce ratio rp est inférieur au ratio critique rpcrit :

rp =
Pout
Pin

, (3.69)

rpcrit =
(

2
γ + 1

)γ/(γ−1)

. (3.70)

Le débit massique dans la turbine est calculé à partir de l'équation (3.73) où G est le débit
isentropique à travers un ori�ce par une unité d'aire calculé selon l'équation (3.71) pour un
régime sonique et selon l'équation (3.72) pour un écoulement sub-sonique (Gd est calculé de la
même manière mais avec les grandeurs nominales). Les constantes A et C qui correspondent à
l'aire de la section e�cace de l'ori�ce de sortie et au coe�cient de décharge sont alors supprimés
dans l'équation �nale :

Gsonique = A · C ·

√
Pin · ρin · γ ·

(
2

γ + 1

)(γ+1.)/(γ−1)

, (3.71)

Gsubsonique = A · Cd ·
√

2 · ρin · Pin · γ
γ − 1

· rp2/γ − rp(γ+1)/γ , (3.72)
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ṁ = md ·
G

Gd
. (3.73)

Equations di�érentielles

La puissance extraite par la turbine est proportionnelle à la puissance quatrième de la vitesse des
pales (E ∝ N4) et l'énergie nécessaire pour faire accélérer la turbine est de I ·N · dN/dt où I est
le moment d'inertie. En faisant le rapport par rapport au point de fonctionnement nominal, on
obtient l'équation di�érentielle suivante pour calculer la vitesse de la turbine en tenant compte
de l'énergie Eb dissipée dans le frein :

I ·N · dN
dt

= E − Ed ·
(
N

Nd

)4

− Eb. (3.74)

3.5.4 Compresseur à vis lubri�ées à l'huile

Les systèmes cryogéniques de grande taille utilisent en général des compresseurs à vis lubri�ées
pour compresser l'hélium à température ambiante.

Figure 3.16 � Un compresseur à vis lubri�ées et le schéma du modèle avec les conditions limites

Propriétés physiques

La densité, la chaleur spéci�que et le ratio des chaleurs spéci�ques d'entrée sont calculés par
interpolations à partir de la pression et de l'enthalpie d'entrée :

Cpin, ρin, γin = f(Pin, hin). (3.75)

L'enthalpie après une compression adiabatique parfaite hadout est calculée à partir de la tempé-
rature de sortie pour une compression adiabatique Tadout et de la pression de sortie :

hadout = f(Pout, Tadout). (3.76)
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Figure 3.17 � Evolution du débit volumétrique en fonction de la vanne tiroir

Table 3.8 � Compresseur à vis : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
η P Rendement adiabatique (-)
V̇ P Débit volumétrique nominal (m3/h)

f(tiroir) P Caractéristique de la vanne tiroir (-)
T oilin P Température d'entrée de l'huile (K)
moil
in P Débit d'huile (kg/s)

Cpoil P Chaleur spéci�que de l'huile (J/kg-K)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
Pin CL Pression d'entrée (bar)
Pout CL Pression de sortie (bar)
tiroir CL Position de la vanne tiroir (%)
ṁ VS Débit (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; VS = variable de sortie

La température de sortie après la compression réelle Tcout sera déduite de l'enthalpie et de la
pression de sortie :

Tcout = f(Pout, hcout). (3.77)

Equations algébriques

Ces compresseurs fournissent un débit volumétrique constant. Cependant, ce débit volumétrique
peut être réglé en modi�ant le volume interne de compression à l'aide d'une vanne tiroir, qui pos-
sède une caractéristique non-linéaire, voir la Figure 3.17. Le débit massique dans un compresseur
à vis est donc dé�nie par :

ṁin = ṁout = ṁ = f(tiroir) · V̇ · ρ, (3.78)

où V̇ est le débit volumétrique maximum et f la fonction liant la position de la vanne tiroir et
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le pourcentage du débit maximum traité.

A température ambiante, on peut assimiler l'hélium à un gaz parfait. Pour une compression
adiabatique parfaite, la température de sortie après la compression est égale à :

Tadout = Tin +
(
Pout
Pin

) γ−1
γ

. (3.79)

La puissance pour une compression adiabatique est dé�nie par :

Pad = ṁ(hadout − hin). (3.80)

Un rendement adiabatique η est introduit pour ce type de compresseur car la compression n'est
jamais parfaitement adiabatique. La puissance de compression réelle est alors dé�nie par :

Preal = ṁ(hcout − hin) = η · Pad. (3.81)

L'enthalpie de sortie après la compression réelle hcout est donc calculée par :

hcout =
η · Pad + ṁ · hin

ṁ
. (3.82)

Ce rendement η peut être choisi constant ou bien calculé selon une caractéristique prédé�ni en
fonction du taux de compression et de la pression d'aspiration.

Le processus de compression génère énormément de chaleur et la température de sortie peut
atteindre les 700 oC pour une compression entre 1 bar et 15 bar. La solution pour éviter cet
échau�ement consiste à pulvériser de l'huile pendant la phase de compression car la surface
de contact de l'huile avec l'hélium est importante et sa densité est grande tout en ayant une
chaleur spéci�que faible par rapport à l'hélium (ρoil ≈ 925 kg.m−3 et Cpoil ≈ 1950 J.K−1.kg−1).
La chaleur produite par la compression entraîne ainsi une élévation de température beaucoup
plus faible car la masse mise en jeu est beaucoup plus importante à cause de l'huile. En faisant
l'hypothèse que les températures de l'huile et de l'hélium sont les mêmes après la compression,
on peut réaliser un bilan énergétique permettant de calculer la température de sortie Tout après
la compression du mélange hélium/huile :

Tout =
ṁ · Cp · Tcout − ṁoil · Cpoil(T oilout − T oilin )

ṁ · Cp
. (3.83)

3.5.5 Compresseur centrifuge cryogénique

Les compresseurs centrifuges cryogéniques, également appelés compresseurs hydrodynamiques ou
simplement compresseurs froids, sont des machines non-volumétriques capables de compresser de
l'hélium gazeux à très basses pression et température (jusqu'à 14 mbar à 4 K pour ceux du LHC).
Ils sont généralement utilisés comme pompe pour abaisser la pression et donc la température
de bains d'hélium en suivant la ligne de saturation. Trois ou quatre étages de compresseurs
froids en série sont nécessaires pour atteindre des taux de compression allant jusqu'à 20. Ils sont
équipés de paliers magnétiques actifs fonctionnant à température ambiante et sont pilotés par
un moteur électrique à induction triphasé. Les compresseurs froids sont constitués d'une roue à
aubes positionnable en 3D (axial et radial) avec un di�useur �xe [16], voir la Figure 3.18.
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Table 3.9 � Compresseur froid : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
N P Nombre de points sur une iso-vitesse (-)

Surge P Ligne de décrochage=f(ṁr,rp)
Iso-V P Coordonnées des lignes d'iso-vitesses (rp et ṁr)
ηisoV P Valeurs des rendements isentropiques sur sur les iso-vitesses
ṁd P Débit nominal (kg/s)
Tdin P Température d'entrée nominale (K)
Pdin P Pression d'entrée nominale (bar)
Nd P Vitesse nominale(Hz)
hin CL Température d'entrée (K)
Pin CL Pression d'entrée (bar)
Pout CL Pression de sortie (bar)
N CL Vitesse (Hz)
ṁ VS Débit (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; VS = variable de sortie

Figure 3.18 � Un compresseur froid pour le LHC et le modèle avec les conditions limites

Propriétés physiques

La température et l'entropie d'entrée sont calculées selon la pression et l'enthalpie d'entrée :

Tin, Sin = f(Pin, hin). (3.84)

L'enthalpie de sortie pour une compression isentropique parfaite hsout est calculée à partir de
l'entropie d'entrée et de la pression de sortie :

hsout = f(Sin, Pout). (3.85)
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Equations algébriques

Les compresseurs froids fonctionnent dans un champ de pression délimité par une ligne de dé-
crochage et une limite sonique représentées dans la Figure 3.19. Un point de fonctionnement est
dé�ni par trois variables liées : le taux de compression PR, le débit massique réduit ṁr et la
vitesse de rotation réduite Nr :

PR =
Pout
Pin

, (3.86)

ṁr =
ṁ

ṁd
·
√

Tin
Tdin

·
(
Pdin
Pin

)
, (3.87)

Ṅr =
N

Nd
·
√
Tdin
Tin

. (3.88)
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Figure 3.19 � Champ de pression typique d'un compresseur froid

De plus, à chaque point de fonctionnement correspond un rendement isentropique η bien dé�ni,
voir la Figure 3.20. On introduit comme paramètres d'entrées les di�érentes lignes d'iso-vitesses
avec les rendements isentropiques associés. Chaque ligne d'iso-vitesse comporte N points et on
prendra N = 25 pour avoir une précision su�sante dans les basses vitesses où le débit réduit varie
énormément en fonction du taux de compression. La recherche d'un point de fonctionnement se
fait en trois étapes :
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Figure 3.20 � Rendements isentropiques en fonction du taux de compression

1. On reconstruit une nouvelle ligne d'iso-vitesse correspondant à la vitesse réduite actuelle
en faisant une interpolation entre deux lignes d'iso-vitesse connues : ligne rouge Nr = 0, 84
sur les Figures 3.19 et 3.20 ;

2. A partir du taux de compression PR connu, on déduit le débit massiqueMr correspondant
à la nouvelle ligne d'iso-vitesse : Mr = 80 % dans l'exemple de la Figure 3.19. Le débit ṁ
se déduit automatiquement en utilisant (3.87) ;

3. Le rendement isentropique η est calculé sur la nouvelle ligne d'iso-vitesse de la même
manière, voir la Figure 3.20. L'enthalpie de sortie du gaz peut alors être calculée à l'aide
de (3.89) où hsout représente l'enthalpie de sortie pour une transformation isentropique
parfaite.

hout = hin +
hsout − hin

η
. (3.89)

3.6 Composants thermiques

3.6.1 Refroidisseur

Dans les systèmes cryogéniques, les refroidisseurs permettent de modéliser des refroidisseurs à
eau, souvent présents dans les stations de compression ainsi que des pré-refroidisseurs à azote
liquide. Ils sont modélisés comme un échangeur de chaleur parfait ayant un coe�cient de transfert
thermique constant.

Initialisation et propriétés physiques

On calcule la densité du �uide à l'entrée et au point de fonctionnement nominal :
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Entrée hélium
Pin, hin

Sortie hélium
mout

Entrée fluide réfrigérant

Sortie fluide réfrigérant

Figure 3.21 � Schéma d'un refroidisseur avec les conditions limites

ρ = f(Pin, hin),
ρd = f(Pd, Td).

(3.90)

Equations algébriques

Les masses d'hélium et de �uide réfrigérant dans le refroidisseur sont calculées à partir de la
densité des �uides :

M = ρ · V,
Mref = ρref · Vref .

(3.91)

On calcule le �ux de chaleur échangé entre l'hélium et le �uide réfrigérant en utilisant une
formulation LMTD ("Logarithmic Mean Temperature Di�erence") :

Q̇ = hS · ∆T1 −∆T2

log
(

∆T1
∆T2

) (3.92)

où ∆T1 = Tin − Tref,out et ∆T2 = Tout − Tref,in.

Une chute de pression singulière est également calculée selon la même méthode que dans une
conduite, voir l' équation (3.20).

Equations di�érentielles

On réalise le bilan énergétique de l'hélium pour calculer l'enthalpie de sortie hout :

M · dhout
dt

= ṁin · hin − ṁout · hout − Q̇. (3.93)

On fait de même pour calculer la température de sortie du �uide réfrigérant Tref,out :

Mref · Cpref ·
dTref,out

dt
= ṁref · Cpref (Tref,in − Tref,out) + Q̇. (3.94)
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Table 3.10 � Refroidisseur : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
hS P Coe�cient de transfert thermique global (W/K)
V P Volume d'hélium dans le refroidisseur (m3)
Vref P Volume du �uide réfrigérant (m3)
ρref P Densité du �uide réfrigérant (kg/m3)
Cpref P Chaleur spéci�que du �uide réfrigérant (J/kg-K)
ṁref P Débit du �uide réfrigérant (kg/s)
Tref,in P Température d'entrée du �uide réfrigérant (K)
ṁd P Débit nominal (kg/s)
Td P Température nominale (K)
Pd P Pression nominale (bar)

∆Pd P Chute de pression nominale (bar)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
Pin CL Pression d'entrée (bar)
ṁout CL Débit de sortie (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)
Pout VS Pression de sortie (bar)
ṁin CL Débit d'entrée (kg/s)
hout D Enthalpie de sortie (J/K-kg)

Tref,out D Température de sortie du �uide réfrigérant (K)
∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

Equations de ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie sont les suivantes :

Pout = Pin −∆P,
ṁin = ṁout.

(3.95)

3.6.2 Charge thermique

Des charges thermiques doivent être insérés dans les modèles pour rendre compte des di�érentes
entrées de chaleur sur les systèmes pour modéliser une charge. Le modèle calcule une puissance
thermique Q̇ appliquée au �uide en fonction des conditions nominales.

hin ,Pin mout

Q

Figure 3.22 � Schéma d'une charge thermique avec les conditions limites
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Table 3.11 � Charge thermique : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
V P Volume d'hélium (m3)
Q̇d P Puissance nominale de la charge (W)
ṁd P Débit nominal (kg/s)
Td P Température nominale (K)
Pd P Pression nominale (K)

∆Pd P Chute de pression nominale (bar)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)
Pin CL Pression d'entrée (bar)
ṁout CL Débit de sortie (kg/s)
hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)
Pout VS Pression de sortie (bar)
ṁin VS Débit d'entrée (kg/s)
hout D Enthalpie de sortie (J/K-kg)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

Initialisation et propriétés physiques

On calcule les propriétés nécessaires à l'entrée et au point nominal :

k, Pr, µ, ρ = f(Pin, hin),
kd, P rd, µd, ρd = f(Pd, Td).

(3.96)

Equations algébriques

On calcule la masse totale d'hélium à partir de la densité et du volume :

M = ρ · V. (3.97)

Une chute de pression singulière est calculée selon la même méthode que dans une conduite, voir
l'équation (3.20).

Le rapport entre les coe�cients de transfert thermique réel et nominal hS/hSd est calculé de la
même manière que dans l'échangeur du séparateur de phase, voir l'équation (3.37).

La puissance thermique transférée au �uide est calculée en fonction de la puissance nominale de
la charge :

Q̇ = Q̇d ·
hS

hSd
. (3.98)

Equations di�érentielles

On réalise le bilan énergétique du �uide pour calculer l'enthalpie de sortie hout :

M · dhout
dt

= ṁin · hin − ṁout · hout + Q̇. (3.99)
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Equations de ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie sont les suivantes :

Pout = Pin −∆P,
ṁin = ṁout.

(3.100)

3.6.3 Échangeur de chaleur

La cryogénie utilise généralement des échangeurs à plaques et ailettes brasées en aluminium, voir
la Figure 3.23. Di�érentes plaques constituées d'ailettes dans lesquelles du gaz peut circuler sont
empilées selon un motif précis de manière à maximiser la surface d'échange entre di�érents �ux
répartis sur plusieurs niveaux. Chaque �ux est isolé par une plaque lisse qui est �xée à l'aide de
soudures.

Il existe des modèles numériques très complets pour simuler de tels échangeurs [3], mais ces
modèles sont relativement complexes et entraîneraient une charge de calcul beaucoup trop im-
portante pour les systèmes cryogéniques du LHC (on peut obtenir jusqu'à 30000 équations).
Nous avons donc choisi d'utiliser un modèle macroscopique de manière à alléger les calculs tout
en gardant la précision nécessaire pour simuler des processus cryogéniques. Les transferts ther-
miques et les débits massiques sont calculés en fonction des conditions nominales à l'aide d'une
discrétisation spatiale sur chaque �ux. Pour les échangeurs à plus de deux �ux, seuls les échanges
thermiques entre les �ux normalement chauds et normalement froids sont pris en compte. La
température du métal et du �uide sont considérées égales et la conduction longitudinale dans
le métal est négligée. Le modèle d'un échangeur complet est en fait constitué de plusieurs com-
posants interconnectés : chaque �ux d'hélium est modélisé indépendamment et échange de la
chaleur à travers des parois en aluminium, voir la Figure 3.24.

Figure 3.23 � Schéma d'un échangeur de chaleur à plaques et ailettes en aluminium
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Figure 3.24 � Modèle d'un échangeur de chaleur à trois �ux avec les conditions limites
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Figure 3.25 � détail du modèle d'un �ux

3.6.4 Flux d'un échangeur

Pour modéliser un �ux, on réalise une discrétisation spatiale enN n÷uds équidistants. En général,
les pressions sont �xées du côté des compresseurs. On doit alors utiliser des conditions limites
di�érentes pour les �ux à courant (généralement les �ux chauds) et les �ux à contre-courant
(généralement les �ux froids) comme on peut le voir dans la Figure 3.24 :
� La pression d'entrée et le débit de sortie sont des conditions limites dans les �ux à courant :
la pression de sortie et le débit d'entrée sont donc des variables à calculer.

� La pression de sortie et le débit d'entrée sont des conditions limites dans les �ux à contre-
courant : la pression d'entrée et le débit de sortie sont donc des variables à calculer.

Initialisation et propriétés physiques

La pression et l'enthalpie de chaque n÷ud sont initialisées :

Pout = Pin = P0,
h[i] = f(P0, T0).

(3.101)

Les propriétés suivantes sont calculées pour chaque n÷ud i par interpolation :

T [i], ρ[i], Cp[i], k[i], µ[i], P r[i] = f(P, h[i]). (3.102)
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Table 3.12 � Flux d'échangeur : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
N P Nombre de n÷uds dans le �ux (-)

Reverse P Flux à courant ou à contre-courant (-)
mat P matériau (acier, Alu ou Cuivre)
V P Volume de gaz (m3)
Mw P Masse froide (kg)
hSd P Coe�cient de transfert thermique total nominal (W/K)
∆Pd P Chute de pression nominale (bar)
Td P Température nominale (K)
Pd P Pression nominale (bar)
ṁd P Débit nominal (kg/s)
Po P Pression initiale (bar)
To P Température initiale (K)
hin CL Enthalpie d'entrée (J/K-kg)

Pin ou Pout CL Pression (bar)
ṁout ou ṁin CL Débit (kg/s)

q̇[N ] CL Puissances thermiques échangées avec la paroi (W)
Pout ou Pin VS Pression (bar)
ṁin ou ṁout VS Débit (kg/s)

hout VS Enthalpie de sortie (J/K-kg)
h[N ] D Enthalpie des n÷uds i (J/K-kg)
P D Pression (bar)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; D = dérivée ; VS = variable de sortie

Les dérivées partielles ∂ρ/∂h[i] et ∂ρ/∂P [i] sont calculées algébriquement en utilisant les équa-
tions de Bridgman, voir les équations (3.2) et (3.3). Les propriétés nécessaires au point nominal
sont également calculées :

hd[i], ρd[i], kd[i], µd[i], P rd[i] = f(Pd, Td). (3.103)

La chaleur spéci�que du matériau constituant la paroi Cpw[i] est également déduite en fonction
de la température dans chaque n÷ud T [i].

Equations algébriques

Le �ux de chaleur Q̇[i] représente le �ux de chaleur total échangé dans un n÷ud et est calculé en
réalisant un bilan énergétique où q̇[i] est le �ux de chaleur échangé avec un autre �ux à travers
la paroi :

Q̇[i] = (ṁ[i] · h[i− 1]− ṁ[i+ 1] · h[i]− q̇[i]). (3.104)

On dé�nit également le ratio des chaleurs spéci�ques du �uide et du métal dans le n÷ud i. Ce
dernier re�ète l'inertie thermique de l'échangeur :

α[i] =
Mw

N
· Cpw[i]
ρ[i] · VN · Cp[i]

. (3.105)

99



Chapitre 3. Modélisation des équipements cryogéniques

On utilise la corrélation de Colburn pour trouver le coe�cient de transfert thermique global hS
dû à la convection de d'hélium avec la paroi de l'échangeur car l'écoulement est turbulent [20].
Le nombre de Nusselt Nu est calculé par Nu = 0, 023 · Pr1/3 · Re0,8 = hS·D

k . Le coe�cient de
transfert thermique global dans un n÷ud i est alors dé�ni par :

hS[i] = 0, 023 · ṁ[i]0,8 · Pr[i]1/3 · k[i]
D0,2 · (A · µ[i])0,8

, (3.106)

En faisant le rapport entre le coe�cient de transfert thermique global hS[i] et le coe�cient de
transfert global au point nominal hSd divisé par le nombre de n÷uds N , on obtient l'équation
suivante qui est utilisée dans les modèles :

hS[i] =
hSd
N
· k[i]
kd
·
(
ṁ[i]
ṁd

)0,8

·
(
µd
µ[i]

)0,8

·
(

Pr[i]
Prd

)1/3

(3.107)

La pression P dans un �ux est considérée constante. Elle peut être égale à la pression d'entrée
ou de sortie en fonction du type de �ux (à courant ou à contre-courant). Cette pression est
calculée par l'équation di�érentielle (3.110) et on calcule algébriquement le débit (d'entrée ou de
sortie selon le type de �ux) de manière à obtenir la chute de pression totale correspondante à
l'équation de friction de Darcy-Weisbach dé�nie dans l'équation (3.17). Dans les échangeurs, les
écoulements sont turbulents avec un nombre de Reynolds Re > 2 · 104. Dans le cas d'échangeurs
à plaques et ailettes, on peut alors utiliser le coe�cient de friction à partir de la corrélation de
Kakac, Shah et Aung [35] :

fr = 0, 184 ·Re−0,2. (3.108)

Après quelques calculs algébriques à partir de (3.17) et en utilisant (3.108), on peut calculer le
débit en fonction de la chute de pression dans le �ux et des conditions nominales :

ṁ = ṁd ·
(Pin − Pout)0,2+2(

∆Pd ·
N∑
i=1

1
N ·

ρd
ρ[i] · (

µd
µ[i])

−0,2

) 1
−0,2+2

. (3.109)

Equations di�érentielles

Un bilan massique est réalisé dans chaque n÷ud i :(
∂ρ[i]
∂h[i]

)
P

· dh[i]
dt

=
ṁ[i]− ṁ[i+ 1]

V [i]
−
(
∂ρ[i]
∂P

)
h[i]
· dP
dt
. (3.110)

Pour un �ux divisé en N n÷uds, on réalise alors N bilans massiques permettant de calculer N−1
débits ainsi que la pression P .

On réalise ensuite un bilan énergétique dans chaque n÷ud pour calculer les N enthalpies h[i] :

dP

dt
=

(
ρ[i] · (1 + α[i]) +

(
∂ρ[i]
∂h[i]

)
P
· h[i]

)
· (ṁ[i]− ṁ[i+ 1])−

(
∂ρ[i]
∂h[i]

)
P
· Q̇i

V [i] ·
((

∂ρ[i]
∂h[i]

)
P

+
(
∂ρ[i]
∂P

)
h[i]
· ρ[i] · (1 + α[i])

) . (3.111)
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Equations des ports

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie pour un �ux à courant sont les suivantes :

ṁin = ṁ[1],
Pout = P,
hout = h[N ].

(3.112)

Les équations des ports d'hélium d'entrée/sortie pour un �ux à contre-courant sont les suivantes :

ṁout = ṁ[N + 1],
Pin = P,
hout = h[N ].

(3.113)

3.6.5 Paroi d'un échangeur

Une paroi modélise l'échange de chaleur entre un �ux chaud et un �ux froid.

Propriétés physiques

La conductivité thermique kw[i] du matériau de la paroi dans chaque n÷ud i est calculée en
fonction de la température T [i]. Ensuite, l'intégrale de la conductivité thermique entre les tem-
pératures des deux �ux est calculée :

Kw[i] =
∫ Thot[i]

Tcold[i]
kw[i] · dT [i]. (3.114)

Equations algébriques

Un même �ux peut échanger de la chaleur avec plusieurs parois dans le cas d'un échangeur à
plus de deux �ux. La distribution de la chaleur d'un �ux sur plusieurs parois étant rarement
symétrique, on inclut deux coe�cients βhot et βcold qui représentent le pourcentage de chaleur
échangée avec chaque �ux. Ces coe�cients sont donc égaux à 1 quand l'échangeur ne possède que
deux �ux. La Figure 3.24 donne un exemple pour un échangeur avec deux �ux froids et un �ux
chaud. Cette distribution étant proportionnelle à la surface d'échange on dé�nit ces coe�cients
de la manière suivante :
� βhot est le ratio entre l'aire de transfert thermique avec la paroi coté chaud et l'aire de transfert
thermique totale du �ux chaud ;

� βcold est le ratio entre l'aire de transfert thermique avec la paroi coté froid et l'aire de transfert
thermique totale du �ux froid.

On calcule alors le coe�cient de transfert thermique global dans un n÷ud i à partir de :

hS[i] =
1

1
βhot·hShot[i] + 1

βcold·hScold[i]

(3.115)

La chaleur entre les deux �ux est calculée selon l'équation (3.116) où la fonction LMTD[i] est la
di�érence logarithmique moyenne des températures (Logarithmic Mean Temperature Di�erence)
de la jonction entre les n÷uds chauds et froids avec ∆Tjun[i] = Thot[i]− Tcold[i] :

q̇hot[i] = −q̇cold[i] = hS[i] · LMTD[i], (3.116)
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Table 3.13 � Paroi d'échangeur : principales variables du modèle
Nom Type* Description et unité
N P Nombre de n÷uds
βhot P Pourcentage de la surface utile pour le �ux chaud
βcold P Pourcentage de la surface utile pour le �ux froid
e P Epaisseur totale des parois de contact (m)
S P Surface totale des parois de contact (m2)

Thot[N ] CL Températures des n÷uds coté chaud (K)
hShot[N ] CL Coe�cients de transfert thermiques des n÷uds coté chaud (W/K)
Tcold[N ] CL Températures des n÷uds coté froid (K)
hScold[N ] CL Coe�cients de transfert thermiques des n÷uds coté froid (W/K)
q̇cold[N ] VS Flux de chaleur des n÷uds coté froid (W)
q̇hot[N ] VS Flux de chaleur des n÷uds coté chaud (W)

∗ P=paramètre ; CL = condition limite ; VS = variable de sortie

LMTD[i] =
∆Tjun[i]−∆Tjun[i+ 1]

log
(

∆Tjun[i]
∆Tjun[i+1]

) . (3.117)

En régime nominal, les termes de conduction sont négligeables par rapport aux termes de convec-
tion mais pendant les phases transitoires, les termes de conduction peuvent être importants. Dans
un échangeur, lorsqu'un �uide circule dans un seul �ux, l'autre �ux se thermalise petit à petit par
conduction transversale et ce phénomène est important à modéliser. Nous avons donc inclus un
�ux de conduction transversale dans les échangeurs Q̇cond, calculé à partir de l'équation (3.118)
où e et S représentent l'épaisseur et la surface totale des parois de contact entre les deux �ux :

Q̇cond[i] = Kw[i] · S

e ·N
(3.118)

3.7 Composants d'interfaçage

Les di�érents signaux d'entrée/sortie des processus qui sont connectés aux automates ont égale-
ment été intégrés dans les modèles de manière à établir les liens avec le simulateur d'automate.
Les entrées automates sont les di�érents capteurs des installations et les sorties automates sont
les ordres de commande vers les actionneurs (vannes, régulateurs, etc.). La Table 3.14 résume ces
di�érents composants et la Figure 3.26 représente un exemple de mise en ÷uvre dans un modèle
EcosimPro. Comme les capteurs peuvent fournir des signaux avec di�érentes unités, un calcul
sur le signal envoyé s est con�gurable à l'aide d'un gain et d'un o�set sur la grandeur physique
X mesurée :

s = K ·X +X0. (3.119)

3.8 Composants automates

Il est souvent utile pour de réaliser des tests dans EcosimPro de manière autonome, sans les
simulateurs d'automates. Dans ce cas, il est parfois nécessaire d'inclure des sections de code
logique dans les modèles. Une librairie automate a donc été développée dans EcosimPro à partir
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Table 3.14 � Di�érentes entrées/sorties automates modélisées
Type Fonction

Entrée analogique Capteur de température
Entrée analogique Capteur de pression
Entrée analogique Débit-mètre
Entrée analogique Capteur de position
Entrée analogique Capteur de niveau
Entrée analogique Capteur de vitesse
Entrée digitale Capteur de �n de course
Entrée digitale Capteur de seuil haut
Entrée digitale Capteur de seuil bas

Sortie analogique Commande analogique
Sortie digitale Commande digitale

Figure 3.26 � Copie d'écran dans EcosimPro d'une ligne d'hélium équipée de capteurs de pres-
sion (PTx) et de température (TTx) avec une vanne possédant un capteur de position analogique
(GT230) et une commande de position (CV230AO). Tous les signaux de couleur orange sont des
points d'interfaçage vers les simulateurs d'automates

des blocs classiques que l'on peut rencontrer dans les automates. Les blocs suivants ont été
développés :

� Comparateurs analogiques,
� Opérateurs logiques analogiques/booléens,
� Bascules RS et SR,
� Sélecteurs,
� Hystérésis,
� Fonctions d'interpolation,
� Limiteurs,
� Délais,
� Triggers,
� Temporisateurs,
� Rampes,
� Régulateurs PID.

De cette manière, des sections logiques écrites en langage bloc dans les automates peuvent être
retranscrites dans EcosimPro si besoin est.

103



Chapitre 3. Modélisation des équipements cryogéniques

3.9 Conclusion

Les modèles des processus sont basés sur une approche orientée objet où chaque composant
cryogénique est modélisé à partir d'équations algébro-di�érentielles issues de la physique (ther-
modynamique et mécanique des �uides).

Une bibliothèque d'objets pour les composants cryogéniques a été développée sous EcosimPro
dans le cadre de cette thèse. Cette bibliothèque intègre des composants hydrauliques (vannes,
turbines, compresseurs), des composants de stockage (conduites, séparateurs de phase) et des
composants thermiques (refroidisseurs, charges thermiques, échangeurs de chaleurs). Tous ces
composants ont été développés de manière à obtenir des systèmes consistants et les di�érentes
propriétés thermodynamiques de l'hélium sont calculées à partir d'interpolations faites dans des
tables 2D réalisées à l'aide d'HEPAK.

Les installations cryogéniques du CERN, et plus particulièrement celles du LHC, seront modélisés
en utilisant ces bibliothèques de composants.
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Deuxième partie

Modélisation et simulation des
systèmes cryogéniques du CERN
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4

Simulation d'installations cryogéniques
à 4,5 K

Dans ce chapitre, nous nous intéresserons à la modélisation et à la simulation de systèmes cryo-
géniques complets utilisés dans di�érentes installations du CERN et opérant à la température
de l'hélium liquide de 4, 5 K.

Le premier test de simulation a été réalisé sur le système cryogénique d'une expérience du LHC
au CERN appelé CMS (Compact Muon Solenoid) refroidissant un grand solénoïde supraconduc-
teur. La deuxième partie de ce chapitre concerne la modélisation et la simulation du liquéfacteur
d'hélium central du CERN. Ce modèle a été réalisé au sein du projet de migration des systèmes
de contrôle de manière à tester en simulation les programmes automates ainsi que le système de
supervision avant leur mise en service réelle. Finalement, le modèle et la simulation d'un réfrigé-
rateur de 18 kW à 4, 5 K pour le LHC sont présentés à la �n.

Les di�érentes représentations graphiques des modèles dans EcosimPro sont données dans les
Annexes B, C et D.

4.1 Le système cryogénique de CMS

Le réfrigérateur de CMS doit refroidir et maintenir à 4, 5 K la masse froide de l'aimant supra-
conducteur de 225 tonnes du détecteur de particules CMS [56]. Le système cryogénique, conçu
par Air-Liquide, est composé de di�érentes entités représentées dans la Figure 4.1 :
� Une station de compression en surface qui compresse de l'hélium gazeux de 1 bar à 18 bar
à l'aide de deux compresseurs à vis lubri�ées en série capable de fournir un débit de 200 g/s.

� Une boîte froide située dans une caverne souterraine jouxtant l'aimant permettant de re-
froidir l'hélium de 300 K à 4, 5 K. La boîte froide est capable de fournir une puissance de
réfrigération isotherme de 800 W à 4, 5 K et de 4, 5 kW entre 60 K et 80 K pour refroidir
les écrans thermiques ainsi que 4 g/s de liquéfaction pour les amenées de courant. La puis-
sance de réfrigération totale équivalente est de 1, 5 kW à 4, 5 K. La boîte froide utilise un
cycle de Claude avec 6 échangeurs de chaleur, 3 turbines et une vanne Joule-Thomson. Un
pré-refroidisseur à azote peut également être utilisé pour refroidir l'aimant jusqu'à 100 K.

� Un cryostat intermédiaire de 6000 litres permet une alimentation ininterrompue d'hélium
liquide à l'aimant en cas de problème ;

� Un système de distribution cryogénique pour la bobine situé au-dessus de l'aimant
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alimente la bobine en hélium liquide. Ce système est composé d'un séparateur de phase de 800
litres connecté aux circuits de refroidissement de l'aimant à travers une cheminé verticale. Le
�ux d'hélium est établi de manière naturelle en utilisant un thermosiphon.

E01
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E03

E04 E05 E06

T1 T2 T3

6000 l

C02

C01

800 l

Aimant CMS

Ecrans
thermiques

H
e
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Compression
Boite 

Froide

Système
cryogénique
de la bobine

LN2

125 l

Figure 4.1 � Le système cryogénique de CMS

Figure 4.2 � La boîte froide pendant son installation

4.1.1 Modèle de l'aimant et du thermosiphon

De l'hélium liquide à 4, 5 K est injecté dans des canaux indépendants enroulés autour des bobines
supraconductrices pour les refroidir par conduction. Le câble supraconducteur en niobium-titane
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est entouré d'une matrice en aluminium pur pour le stabiliser, elle-même entourée d'un fourreau
fabriqué avec un alliage d'aluminium. La masse froide étant composée en majorité d'aluminium,
nous considérerons l'aimant comme une seule masse froide d'aluminium de 225 tonnes.

La conduction entre les canaux de refroidissement et l'aimant est négligée, nous considérerons
donc que la masse froide échange de la chaleur par convection directement avec l'hélium qui
circule dans les canaux. Pour limiter les pertes par radiation, l'aimant est entouré d'un écran
thermique dans lequel de l'hélium circule entre 60 K et 80 K . Nous considérerons donc l'échange
de chaleur entre l'aimant et l'écran thermique par radiation. L'écran thermique échange égale-
ment de la chaleur par convection avec le �ux d'hélium qui le traverse et avec l'extérieur par
radiation.

Pendant la phase de refroidissement, lorsqu'il n'y a pas d'hélium liquide, le circuit de refroidis-
sement de l'aimant et de l'écran thermique sont modélisés simplement en utilisant le modèle de
conduite présenté dans la section 3.4.1 ; la Table 4.1 résume les di�érents paramètres des deux
conduites. La Figure 4.4 illustre les di�érents échanges de chaleur modélisés. Des �ux de chaleur
radiatifs sont échangés entre l'aimant et les écrans (Q̇sc−mag) et entre les écrans et l'air ambiant
(Q̇amb− sc). De plus, une charge thermique externe peut-être rajoutée sur l'aimant (Q̇mag).

Table 4.1 � Caractéristique du modèle de l'aimant de CMS
Composant Matériau Masse froide (t) Volume (l) K* Qrad (W)**

Aimant+circuit Aluminium 225 140 3 120
Ecrans+circuit Aluminium 8 85 7.2 1200

* Facteur de chute de pression
** Puissance rayonnée au point nominal

Figure 4.3 � L'aimant de CMS dans le hall d'assemblage en surface
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Aimant

Ecrans thermiques Depuis boîte froide
(60 K)

Qamb_sc

Qsc_mag

Qmag

Vers Boite Froide 
(80 K)

séparateur

Circuit thermosiphon

Depuis boîte froide
(circuit refroidissement)

Qconv

Qconv

Figure 4.4 � Modèle des échanges thermiques sur l'aimant de CMS

Une fois l'aimant refroidi à 4, 5 K, lorsque de l'hélium liquide commence à se former, l'aimant
supraconducteur de CMS est refroidi par une boucle de circulation naturelle d'hélium diphasique
en utilisant un principe de thermosiphon : de l'hélium circule dans un tube vertical en forme de
'U' grâce à la di�érence de densité entre l'hélium gazeux et l'hélium liquide. Le liquide tombe
par gravité, la chaleur dissipée par l'aimant évapore de l'hélium qui remonte et un �ux naturel
d'hélium diphasique apparaît.

Un modèle du thermosiphon de CMS a été développé au CEA à Saclay à partir d'un thermosi-
phon expérimental [10]. Ce modèle est relativement complexe en prenant en compte la géométrie
exacte du circuit et les di�érents régimes de transferts thermiques. La modélisation d'un tel sys-
tème nécessite obligatoirement de discrétiser tout le circuit relativement �nement de manière à
rendre compte du changement de densité entraînant la circulation du �uide.

Dans le cadre de la simulation de processus, nous ne nous intéressons pas à tous les phénomènes
thermodynamiques se produisant dans le thermosiphon, mais seulement au débit total et à la
qualité du mélange gaz/liquide en sortie pour rendre compte de la dynamique dans le sépara-
teur de phase. Pour intégrer le thermosiphon dans notre modèle, nous avons donc choisi de le
modéliser plus simplement en extrapolant les résultats obtenus au CEA. Le débit et la qualité
de vapeur de sortie sont directement liés à la chaleur dissipée dans l'aimant ainsi qu'au niveau
de liquide dans le séparateur de phase, voir la Figure 4.5 où les résultats obtenus au CEA sont
représentés pour des niveaux de liquide de 35 % et 50 % dans le séparateur de phase.

L'in�uence du niveau de liquide dans le séparateur est faible et nous avons donc décidé de
négliger cette in�uence. A partir de l'observation du débit qui passe dans l'aimant en fonction de
la puissance totale dissipée (Q̇ = Q̇sc−mag + Q̇mag), nous avons identi�é le débit à l'aide d'une
méthode des moindres carrés par une fonction logarithmique qui permet de bien approcher les
valeurs mesurées :

ṁ = 10−3 · (47, 595 · log(Q̇)− 105, 87). (4.1)
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Figure 4.5 � Thermosiphon expérimental de CMS fait au CEA à Saclay et interpolations de
leurs résultats

On procède de la même façon pour identi�er la qualité de vapeur de sortie, mais cette fois-ci
avec une fonction quadratique qui correspond plus à la forme observée :

Xout = 10−2 · (−1, 537.10−5 · Q̇2 + 0, 0293 · Q̇+ 1, 885). (4.2)

Ces fonctions simples, représentées en bleu sur la Figure 4.5 permettent de calculer rapidement le
débit et la qualité de sortie dans le thermosiphon avec une précision su�sante pour la simulation
du système cryogénique général de CMS.

4.1.2 Caractéristiques du modèle

Le modèle complet du réfrigérateur (boîte froide + station de compression) connecté au système
cryogénique des bobines est composé de 3520 équations. La Table 4.2 résume les di�érentes
informations sur le modèle et la Table 4.3 montre le nombre d'entrées/sorties automate simulées
par le modèle.
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Table 4.2 � Caractéristiques du modèle de CMS
info Compresseurs boîte Froide Cryo bobine Total

Équations 441 2684 292 3520
Sous-systèmes linéaires 2 15 0 18
Variables explicites 394 2474 254 3212
Variables dérivées 47 210 38 308
Conditions aux limites 46 90 39 156
Zéros dans la Jacobienne : 89,3% 92,5% 89,8% 95,8%

Table 4.3 � Objets automates simulés pour CMS
AI DI AO DO PID

Nombre d'objets total 221 319 42 78 39
Objets simulés 152 56 38 25 29
Pourcentage 69% 18% 90% 32% 74%

AI/DI : entrée analogique/digitale
AO/DO : sortie analogique/digitale

4.1.3 Simulations de la boîte froide seule

La première simulation est réalisée pour la boîte froide fonctionnant seule. Les résultats sont
comparés avec une campagne de tests e�ectuée en août 2007 en caverne. Pendant les tests réels,
certaines vannes ont été forcées et certaines consignes de régulateurs modi�ées par les opéra-
teurs pour optimiser le processus ou pour observer les réactions du système. La plupart de ces
actions manuelles n'ont pas été prises en compte dans les simulations où le contrôle est réalisé
automatiquement par le programme automate. Néanmoins, certaines opérations importantes ont
été reproduites de manière à obtenir les mêmes comportements dynamiques en simulation.

La simulation commence alors que toute la boîte froide est à 300 K et déroule jusqu'à la liqué-
faction de l'hélium dans le séparateur de phase. Le système réel liqué�e l'hélium en un peu plus
de 4 heures, ce qui correspond aux observations faites en simulation, voir les Figures 4.6 et 4.7.

Dans le cadre de la simulation de processus, la validation des résultats doit être une approche plus
qualitative que quantitative : les réactions du processus (évolution des températures, pressions
et débits) par rapport aux di�érentes opérations réalisées (démarrage d'une turbine, ouverture
d'une vanne, etc.) doivent être cohérentes dans le temps. Les variables simulées dans la boîte
froide sont très similaires aux mesures et le fait de démarrer une turbine ou ouvrir une vanne
entraîne bien les mêmes e�ets que sur le système réel. Le pic que l'on peut observer sur les débits
mesurés dans la Figure 4.7 au temps t = 1, 7 h et qui n'est pas présent dans la simulation vient
du fait que les turbines ont démarrées une première fois sur l'installation réelle puis il y a eu un
arrêt des turbines avant leur redémarrage dé�nitif à t = 1, 8 h. En simulation, les turbines ont
directement été démarrées à t = 1, 8 h. Cette bonne adéquation entre les mesures et la simulation
nous permet de valider la dynamique des di�érents composants qui composent ce système ainsi
que les interactions.

Une fois le point de liquéfaction atteint, il a été appliqué une puissance de 900 W dans le
séparateur de phase, une puissance de 4, 5 kW dans les écrans entre 60 K et 80 K ainsi que
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4 g/s de liquide sortant du système de manière à simuler la charge nominale du système. Le
diagramme T-S de la boîte a alors été tracé en comparaison avec les données nominales fournies
par le constructeur (voir la Figure 4.8). Une erreur relative maximale de 5 % a été observée entre
les pressions et les températures simulées et théoriques de la boîte pour ce point d'équilibre.
Cette comparaison statique de la boîte permet de véri�er que le point de fonctionnement du
système est cohérent avec la physique du processus et que la répartition des températures et
des pressions dans la boîte est conforme aux spéci�cations. Cela signi�e principalement que les
di�érents échanges de chaleur et chutes de pressions sont bien estimés.
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Figure 4.6 � Températures et pression du pot pendant le refroidissement de la boîte seule
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Figure 4.7 � Débits pendant le refroidissement de la boîte seule

4.1.4 Simulations de la boîte froide avec l'aimant

La deuxième simulation est un refroidissement complet de la boîte froide connectée à l'aimant
et aux écrans thermiques en utilisant le cryostat intermédiaire. Les résultats de cette simulation
ont été comparés à un refroidissement réalisé en février 2006.
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Figure 4.8 � Diagramme T-S de la boîte froide en régime permanent à 4, 5 K

Séquence de refroidissement

La simulation a été réalisée avec la même con�guration que le refroidissement réel. La simula-
tion débute alors que tout le système est à 300 K jusqu'à la stabilisation de la température de
l'aimant à 4, 5 K.

Après la connexion de la boîte froide à la station de compression et à l'aimant, le refroidissement
est composé de 4 étapes principales résumées dans la Table 4.4. Premièrement, le pré-refroidisseur
à azote est utilisé seul pour refroidir l'aimant jusqu'à 140 K, ensuite les deux premières turbines
démarrent (T1 et T2) et le pré-refroidisseur s'arrête plus tard lorsque l'aimant atteint 85 K.
La dernière étape du refroidissement s'e�ectue avec les trois turbines à partir de 20 K jusqu'à
4, 5 K. Le refroidissement total des 225 tonnes de l'aimant est achevé en 23 jours. Il est très
important de ne pas excéder une di�érence de température de 40 K dans les bobines pour des
raisons mécaniques, au-delà de cette di�érence de température, l'aimant peut se casser à cause
de la dilatation thermique des matériaux.

Table 4.4 � Étapes de refroidissement
étapes Tmag (K) temps (jour) Azote T1+T2 T3

1 300-140 14 x
2 140-85 3,6 x x
3 85-20 5,4 x
4 20-4,5 0,25 x x
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Résultat de la simulation

La graphique de gauche de la Figure 4.9 représente la température de l'aimant simulée en com-
paraison avec les données réelles. On peut noter que le refroidissement simulé est légèrement plus
rapide que dans la réalité sauf après l'arrêt du pré-refroidisseur. Ces di�érences viennent essen-
tiellement des opérations manuelles e�ectuées sur la consigne du débit dans le refroidissement
réel et non en simulation (voir la Figure 4.10 où les débits sont représentés), c'est pour cette
raison que la validation des simulations se fait par une approche qualitative des comportements
des systèmes.

Les valeurs simulées et réelles montrent que les dynamiques du système sont bien reproduites et
que l'inertie du système est bien modélisée. Cependant, on doit se rappeler que lors d'un refroi-
dissement avec l'aimant, c'est la masse de l'aimant qui contribue à l'inertie du système pour 99 %.
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Figure 4.9 � Température de l'aimant et température après le 1er HX pendant des opérations
manuelles
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Figure 4.10 � Débit total et débit dans les turbines 1 et 2

Lorsque l'aimant était autour des 75 K, la vanne d'entrée de la turbine 1 a été forcée, ce qui a
provoqué une chute de température après le premier échangeur. Cette séquence a été reproduite
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Figure 4.11 � Chute de pression dans l'aimant et bilan énergétique total

en simulation de manière à bien véri�er que le comportement du modèle est cohérent avec le
comportement réel de la boîte froide et que de tels modèles peuvent permettre l'entraînement
d'opérateurs et la validation en transitoire de séquences inhabituelles.

On peut voir la comparaison entre la simulation et le système réel sur le graphique de droite de
la Figure 4.9. La dynamique simulée est en parfait accord avec la dynamique réelle et on peut
alors apprécier la justesse des modèles en régime transitoire en terme d'amplitude et en terme
de constante de temps, ce qui montre que le comportement simulateur est proche de la réalité.

La Figure 4.11 montre que la chute de pression totale dans l'aimant est en bon accord avec la
chute de pression réelle et que le bilan énergétique total de boîte froide à 300 K est conforme aux
observations. Ce bilan est calculé de la manière suivante sur le coté chaud du premier échangeur :

∆Q = Qout −Qin = ṁbp
out · h

bp
out − ṁ

hp
in · h

hp
in . (4.3)

La chaleur est apportée au système par convection et par radiation (puissance positive) et de
la chaleur est extraite par le pré-refroidisseur au démarrage (puissance négative) puis par les
turbines. Il est important de tracer ce bilan énergétique de la boîte froide car il permet une
bonne validation qualitative des modèles en évaluant la puissance fournie par la boîte froide et
donc de véri�er que le comportement global du système est physiquement cohérent.

Vitesse de simulation

Les simulations sont réalisées sur un Pentium c© D 3.4 GHz avec 1 GB de RAM. Le refroidisse-
ment complet de l'aimant est simulé en 75 heures de calcul (3 jours) pour couvrir une période
de 23 jours, le simulateur est donc en moyenne 7,5 fois plus rapide que le temps réel. La Figure
4.12 représente la vitesse de simulation par rapport au temps réel lors de la simulation du refroi-
dissement de l'aimant de CMS. On voit que la vitesse varie énormément car le modèle converge
plus ou moins vite selon les modes de fonctionnement. De plus, la vitesse dépend directement du
pas d'intégration et de la stabilité des régulateurs qui peuvent générer des oscillations et donc
diminuer la vitesse.
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Figure 4.12 � Vitesse de simulation pendant le refroidissement de l'aimant de CMS

4.2 Liquéfacteur d'hélium central du CERN

Le CERN possède un petit liquéfacteur d'hélium qui fournit de l'hélium liquide tout au long de
l'année pour diverses petites expériences au CERN. L'hélium liquide produit est stocké dans un
grand dewar de 5000 litres utilisé pour remplir des petits dewars mobiles de 50 litres à 500 litres
à travers un système de distribution. Le liquéfacteur est constitué d'un compresseur à vis qui
comprime 80 g/s d'hélium entre 1 bar et 12, 5 bar et d'une boîte froide Linde TCF50 fournissant
une puissance de liquéfaction d'environ 70 litres/heure (2, 24 g/s), voir les Figures 4.13 et 4.14.

Dewar 5000 litres

COMPRESSEURS

BOITE FROIDE
Linde TCF 50

12,5 bar / 300 K1,2 bar / 300 K

Hélium liquide 4,5 K
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500 l
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Figure 4.13 � Schéma général du liquéfacteur central du CERN
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Figure 4.14 � Modèle de la boîte froide TCF50

4.2.1 Mise en service virtuelle

Le liquéfacteur fonctionne depuis plusieurs dizaines d'années à l'aide d'un système de contrôle
devenant obsolète et di�cile à maintenir. Pour assurer la pérennité de son fonctionnement à long
terme, le CERN a décidé de mettre à jour son système de contrôle et de supervision en accord
avec les nouveaux standards UNICOS qui équipent les systèmes cryogéniques du LHC.

L'idée a été de connecter les nouveaux systèmes de contrôle et de supervision à un simulateur
du liquéfacteur avant la mise en service réelle. Le but est d'e�ectuer une mise en service vir-
tuelle pour corriger tous les problèmes liés au programme automate et à la supervision (virtual
commissioning). Cette méthode permet de gagner du temps en minimisant les risques lors du
changement du système de contrôle. Ce genre de méthode a déjà fait ses preuves sur d'autres
systèmes industriels similaires comme sur une usine de production de fromage frais en Allemagne
[64] et sur un liquéfacteur de GPL en Norvège [37] mais n'a jamais été utilisée sur des systèmes
cryogéniques.

4.2.2 Caractéristiques du modèle

Le liquéfacteur a été modélisé dans son intégralité de manière à connecter les nouveaux pro-
grammes automates et la nouvelle supervision en utilisant l'environnement de simulation PRO-
COS. Les caractéristiques du modèle sont recensées dans la Table 4.5 et le nombre d'entrées/sorties
est présenté dans la Table 4.6.

On peut constater que seulement 50 % des entrées/sorties analogiques et 25 % des entrées/sorties
digitales sont simulées, cela vient du fait que le modèle intègre uniquement le circuit d'hélium du
liquéfacteur (tous les capteurs liés au système électrique, au système de vide et au système d'eau
de refroidissement ne sont pas simulés). Dans le cadre de la mise en service réelle, ces capteurs
peuvent néanmoins être forcés à des valeurs adéquates depuis la supervision de manière à ne pas
produire d'interlocks ou d'alarmes dans le système de contrôle. Ainsi, ces signaux peuvent être
modi�és de manière à valider les chaines de sécurité dans le cadre de la mise en service virtuelle.
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Table 4.5 � Caractéristiques du modèle de la TCF50
info compresseur + boîte Froide

Équations 2063
Sous-systèmes linéaires 11
Variables explicites 1893
Variables dérivées 170
Conditions aux limites 68
Zéros dans la Jacobienne : 91%

Table 4.6 � Objets automates simulés
AI DI AO DO PID

Nombre d'objets total 50 123 18 36 17
Objets simulés 26 30 12 6 11
Pourcentage 52% 24% 66% 16% 65%

AI/DI : entrée analogique/digitale
AO/DO : sortie analogique/digitale

4.2.3 Simulation

Une simulation du refroidissement du liquéfacteur a été réalisée avec les nouveaux systèmes de
contrôle et de supervision. Les Figures 4.15 et 4.16 représentent le débit, les températures et les
vitesses des turbines pendant la mise en froid du liquéfacteur en comparaison avec les mesures
faites à postériori sur le système réel. On remarque que les dynamiques sont correctement repro-
duites, mis à part au début de la liquéfaction à t = 2 h où on peut observer quelques di�érences
dues à des modi�cations dans le programme contrôlant les vitesses des turbines.

Cette mise en service virtuelle a permis de révéler un nombre signi�catif de problèmes dans le pro-
gramme automate ainsi que dans la supervision et de les résoudre rapidement. Les modi�cations
les plus notables sont :
� Corrections des plages de fonctionnement de capteurs mal con�gurées ;
� Modi�cations de paramètres de régulateurs PID mal retranscrits ;
� Rétablissements d'absences de connexions entre des variables automates ;
� Modi�cations de certains paramètres tels que des temps d'attente dans des séquenceurs et des
valeurs de seuil pour des interlocks.

Certaines optimisations ont également été réalisées en fonction des observations faites en si-
mulation de manière à éviter des problèmes d'opération et assurer une meilleure sécurité de
l'installation :
� La logique de la vanne de bypass CV208 a été modi�ée a�n d'améliorer la vitesse de refroidis-
sement du système ;

� Les contrôles des vannes CV260 (vanne Joule-Thompson) et CV290 (vanne de retour) ont été
modi�és de manière à éviter des oscillations lors de leur ouverture car la simulation a montrée
que l'hélium chaud emprisonné dans les conduites entre le dewar et la boîte froide provoquait
des oscillations importantes lors de l'ouverture de ces vannes ;

� La régulation des turbines a été complètement modi�ée pour permettre un fonctionnement
plus sûr et plus stable. Une technique analogue à celle utilisée sur les autres réfrigérateurs de
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marque Linde a ainsi été mise en place sur le liquéfacteur. De plus, les coe�cients des di�érents
régulateurs PI ont été réglés à partir des simulations.
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Figure 4.15 � Débits et températures réels et simulés
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Figure 4.16 � Vitesses des turbines 1 et 2

Cette mise en service virtuelle a permis de réduire le temps de la mise en service réelle de la
partie logicielle (automate et supervision) de manière signi�cative. Une semaine et demie a été
nécessaire depuis le début de la mise en service du système de contrôle jusqu'à obtenir un fonc-
tionnement stable au point nominal pour que le liquéfacteur entre à nouveau en opération. Les
équipes en charge des projets de migration prévoyaient presque un mois pour accomplir cette
tâche, ce qui veut dire que la mise en service virtuelle a permis de diviser par presque trois le
temps de mise en service. Depuis, cette technique a été réitérée sur une autre boîte froide si-
milaire utilisée dans une expérience au CERN (Fresca) et s'est également bien déroulée en un
minimum de temps.

Cependant, la mise au point du modèle et la réalisation des simulations ont nécessité un mois de
travail. Cette technique est donc pertinente lorsque le temps d'arrêt de l'installation nécessaire
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au déploiement du nouveau système de contrôle est un point critique.

4.3 Réfrigérateur 18 kW à 4,5 K pour le LHC

Un réfrigérateur est composé de deux systèmes interconnectés : une station de compression
chaude permettant de compresser l'hélium et une boîte froide permettant de refroidir l'hélium
jusqu'à sa liquéfaction à 4, 5 K.

4.3.1 Station de compression

Les stations de compression des réfrigérateurs 18 kW du LHC permettent de comprimer l'hé-
lium depuis la pression atmosphérique jusqu'à des pressions d'une vingtaine de bars à l'aide de
compresseurs à vis lubri�ées. Une station de compression pour le LHC consomme une puissance
électrique de 4, 5 MW , soit une puissance totale de 36 MW (il y a 8 stations de compression au
total pour le LHC). Ce sont uniquement les stations de compression qui consomment de l'énergie
car la boîte froide est constituée d'éléments passifs ou très faiblement alimentés en électricité. La
Figure 4.17 montre une photo d'une station de compression pour le LHC.

Figure 4.17 � Station de compression chaude pour le LHC

Les compresseurs

Une station de compression pour du LHC permet la compression de 1, 6 kg/s d'hélium à l'aide
de compresseurs à vis lubri�ées à l'huile, voir la section 3.5.4 où le modèle des compresseurs est
détaillé. La station de compression est composée de deux étages :
� Un étage basse pression (appelé Low Stage ou Booster) permet de compresser l'hélium entre
1,01 bar et 4 bar. Cet étage est composé de trois compresseurs à vis lubri�ées en parallèle : deux
compresseurs d'une puissance de 440 kW et pouvant compresser 300 g/s d'hélium chacun, et
un compresseur de 370 kW pouvant compresser 230 g/s d'hélium ;
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� Un étage haute pression (appelé High Stage) compresse l'hélium entre 4 bar et 21, 6 bar.
Cet étage est composé de deux compresseurs à vis lubri�ées en parallèle de 1640 kW et pou-
vant compresser 820 g/s d'hélium chacun.

Une série de vannes de bypass entre les di�érents niveaux de pressions permet de réguler la haute
pression (HP), la moyenne pression (MP) et la basse pression (BP). Un important tampon de
gaz permet également d'injecter de l'hélium dans la BP (charge) ou de retirer de l'hélium de
la HP (décharge), voir la Figure 4.18 où une station de compression d'hélium pour le LHC est
représentée.
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Figure 4.18 � Schéma d'une station de compression pour le LHC

Plusieurs mesures faites sur les compresseurs réels ont montré que les caractéristiques des vannes
tiroirs n'étaient pas conformes aux caractéristiques théoriques, voir la Figure 4.19. Les caracté-
ristiques obtenues à partir des mesures ont donc été incluses dans le modèle des compresseurs
pour la simulation.
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Figure 4.19 � Comparaison des caractéristiques des vannes tiroirs entre la théorie et les mesures
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Système de déshuilage

L'utilisation des compresseurs à vis lubri�ées pollue l'hélium avec de l'huile. Les boîtes froides
nécessitent un hélium très pur car la moindre impureté gèlerait et boucherait les canalisations
lors du refroidissement. Cette méthode impose donc un système de déshuilage très performant
pour séparer l'huile de l'hélium avant de l'envoyer vers la boîte froide.

Un premier séparateur de phase hélium/huile situé entre les deux étages de compression sur la
moyenne pression permet de retirer une majorité de l'huile issue de la première compression. Un
système de déshuilage �nal est situé après le deuxième étage de compression en haute pression.
Ce système �nal comprend un séparateur de phase primaire huile/hélium pour retirer la majo-
rité de l'huile qui tombe par gravité ; une série de coalesceurs pour capturer les aérosols à l'aide
de �ltres ; et un adsorbeur à la �n permettant de capturer les vapeurs d'huile par phénomène
d'adsorption à l'aide de charbons actifs, voir la Figure 4.20 où le système de déshuilage �nal est
représenté.
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Figure 4.20 � Processus de déshuilage �nal

Le circuit d'huile n'est pas intégré dans les modèles mais le système de déshuilage renferme une
importante quantité d'hélium et génère d'importantes pertes de charge (chute de pression). Nous
avons donc modélisé les systèmes de déshuilage par des conduites ayant des volumes appropriés
générant des chutes de pression singulières. Cette méthode permet de s'a�ranchir d'une modéli-
sation complexe des phénomènes physiques dans les circuits de déshuilage tout en permettant la
reproduction de comportements analogues sur le circuit d'hélium principal qui nous intéresse.

4.3.2 Boîte froide

Les huit boîtes froides installées au CERN pour refroidir le LHC sont parmis les plus gros réfri-
gérateurs à hélium du monde, voir la photo de la Figure 4.21. Chaque boîte froide possède une
puissance de réfrigération équivalente isotherme à 4, 5 K de 18 kW ; ce qui signi�e qu'elles sont
capables de liqué�er environ 1 kg/s d'hélium en réfrigération isotherme (la chaleur latente de
l'hélium à 4, 5 K est de 18840 J/kg). La boîte froide de marque Linde a été choisie pour réaliser
les di�érentes simulations.
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La boîte froide est constituée de 4 blocs d'échangeurs à plaques et ailettes en aluminium qui
peuvent être découpés en 10 échangeurs de chaleur à contre-courant. La puissance de réfrigéra-
tion est fournie par 10 turbines ; les 7 premières turbines sont réparties en 3 blocs entre la HP
et la MP, les turbines 8 et 9 sont en série entre la HP et la BP et la dernière turbine est placée
sur la HP, juste avant la vanne Joule-Thomson CV230 de manière à former un cycle de Claude
à 4 étages. Un séparateur de phase de 2000 litres est situé après la vanne Joule-Thomson pour
stocker l'hélium liquide, voir la Figure 4.22.

L'hélium à 4, 5 K est ensuite transféré sur de grandes distances (sur environ 3, 5 km) sous forme
super-critique. En e�et, l'état super-critique évite le risque d'un écoulement diphasique dans
les conduites non-horizontales. De plus, les pertes de charges générées par les frottements sont
inférieures. Pour produire cet hélium super-critique, le séparateur de phase de la boîte froide
est équipé d'un échangeur de chaleur au fond du bain dans lequel circule l'hélium gazeux issu
du dernier échangeur de chaleur (3 bar / 5, 3 K) de manière à le sous-refroidir à 4, 5 K ; le
modèle du séparateur avec cet échangeur de chaleur est présenté dans la section 3.4.3. L'hélium
super-critique est ensuite transféré en sous-terrain par une ligne verticale qui peut atteindre plus
de 100 m de hauteur selon les sites pour ensuite être acheminé vers les aimants à travers la ligne
de distribution cryogénique (QRL) parallèle à l'accélérateur.

Figure 4.21 � boîte froide 18 kW à 4, 5 K pour le LHC (Linde)

4.3.3 Charges thermiques du LHC

Les charges thermiques réelles des réfrigérateurs du LHC ne sont pas exclusivement isothermes
car il y existe des charges thermiques à 1, 9 K et à 4, 5 K pour les aimants supraconducteurs,
entre 4, 6 K et 20 K pour refroidir les écrans de faisceaux, entre 50 K et 290 K pour les amenées
de courant, entre 50 K et 75 K pour les écrans thermiques et entre 3 K et 4 K sur des lignes de
transfert.

Pour pouvoir comparer avec précision ces di�érentes charges thermiques, il est nécessaire de
réaliser un bilan éxergétique. L'éxergie est une fonction d'état thermodynamique homogène à
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Figure 4.22 � Schéma de la boîte froide 18 kW à 4, 5 K pour le LHC (Linde)

une énergie par unité de masse qui représente la quantité de travail mécanique maximum qui
peut être extraite à partir d'une quantité de chaleur à une température donnée Tref (c'est-à-dire
à l'aide d'un cycle de Carnot). L'éxergie spéci�que e est dé�nie telle que :

e = h− Tref · S. (4.4)

Ainsi, on peut dé�nir un �ux éxergétique pendant une transformation thermodynamique ė = ṁ·e
homogène à une puissance. Dans les systèmes cryogéniques, on prend en général comme tem-
pérature de référence la température à laquelle la chaleur est rejetée et qui correspond à la
température de l'eau de refroidissement dans les stations de compression (environ 15 oC). On
prendra donc comme température de référence 290 K.

Si on calcule la puissance éxergétique nécessaire pour liqué�er 1 g/s d'hélium à 1, 3 bar (4, 5 K)
à partir de 290 K on obtient :

∆ė = ṁ · (eout − ein) = ṁ · ((hout − Tref · Sout)− (hin − Tref · Sin))
= 10−3 · ((11642− 290 · 3891)− (1521685− 290 · 30875)) = 6315 W.

(4.5)

Si on regarde la puissance isotherme à 4, 5 K nécessaire pour obtenir le même �ux éxergétique,
on trouve une puissance de 100 W , ce qui correspond à évaporer 5, 3 g/s d'hélium (la chaleur
latente de l'hélium à 4, 5 K est Lh = 18840 J/kg) :

P4,5K = ṁ · Lh = 5, 3 · 10−3 · 18840 = 100 W. (4.6)

Ce rapide calcul permet de dire que liqué�er 1 g/s d'hélium consomme 6315 W de puissance
éxergétique à 290 K et que cette puissance est équivalente à une puissance de réfrigération
isotherme de 100 W à 4, 5 K. Pour pouvoir convertir une puissance éxergétique en une puissance
de réfrigération isotherme il su�t donc d'e�ectuer l'opération suivante :
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P4,5K =
∆ė · 100

6315
. (4.7)

Table 4.7 � Bilan éxergétique des charges thermiques d'un secteur LHC au point nominal
ṁ(g/s) T (K) Q̇(kW ) ∆ė(kW ) P4,5K(kW )

Aimants à 1, 9 K 125 1, 9 2, 4 466 7, 372
Ligne B 125 3 - 4 0, 43 35 0, 566
Ecrans de faisceaux 72, 5 4, 6-20 7, 7 271 4, 283
Amenées de courant 41 16, 9-280 56 122 1, 93
Aimants à 4, 5 K 16, 5 4, 5 0, 3 20 0, 313
Mélange 1 20 0, 332
Ecrans thermiques 251 50-75 33 145 2, 293
Lignes verticales (150 m) 0, 124 8 0, 170
Sous-refroidissement 214 4, 5 0, 39 23, 9 0, 376
Mélange 2 25, 8 0, 445
TOTAL 114 18, 1

Puit (entre 50m et 150m)

Réfrigérateur 4,5 K

Ecrans thermiques
33 kW @ 50 K – 75 K

Amenées de courant
55 kW @ 16.9 K- 280 K

Sous refroidisseur

Ecrans de faisceaux
7,7 kW @ 4,6 K-20 K

Aimants 4,5 K
300 W @ 4,5 K

Ligne B
430 W @ 3,8 K

Aimants 1,9 K
2,4 kW @ 1,9 K

Echangeurs de sous -refroidissement

Ligne D

Ligne B

Réfrigérateur
1,8 K

LC

Ligne FLigne E

Ligne C

Mélange 2

Mélange 1

251 g/s

125 g/s

125 g/s
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16,5 g/s

246 g/s

41 g/s

48 g/s

205 g/s

32 g/s

214 g/s

Figure 4.23 � Modèle des charges thermiques d'un secteur LHC

Une analyse éxergétique pour le LHC a été réalisée en 2009 [19] à partir d'un modèle des dif-
férentes charges thermiques du LHC représenté dans la Figure 4.23. Les di�érents résultats
sont présentés dans la Table 4.7 et la Figure 4.24 qui représentent la répartition des charges
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thermiques dans un secteur du LHC et on trouve une puissance équivalente totale d'environ
18, 1 kW à 4, 5 K. Cette répartition de la puissance de réfrigération est très importante pour les
simulations de la boîte froide couplée au LHC car elle permet de modéliser de manière simple les
di�érentes charges thermiques qui s'appliquent au système. De plus, le bilan éxergétique permet
de comparer l'e�cacité du réfrigérateur réel et du modèle.

Figure 4.24 � Répartition des charges thermiques dans un secteur LHC

Table 4.8 � Bilan éxergétique du modèle simpli�é d'un secteur LHC sur un réfrigérateur à 4, 5 K
ṁ(g/s) T (K) Q̇(kW ) ∆ė(kW ) P4,5K(kW )

LHC 240 4, 6 - 20 25, 5 908 14, 3
Amenées de courant 41 20 - 280 55 11 1, 7
Ecrans thermiques 251 50 - 75 33 125 1, 981
TOTAL 114 18, 1

L'élaboration d'un modèle dynamique pour toutes ces charges est complexe et nous désirons
obtenir un modèle de charge simple dans EcosimPro du point de vue du réfrigérateur. Nous
avons donc regroupé di�érentes charges ensemble de manière à lier simplement le modèle du
réfrigérateur à un modèle de charge équivalente, voir la Figure 4.25 et la Table 4.8 représentant
les di�érentes charges calculées de manière à obtenir un total de 18, 1 kW à 4, 5 K. Les lignes
de transfert d'alimentation et de retour des aimants (lignes C et D) et des écrans (lignes E et F)
sont modélisées comme de simples conduites. Elles représentent la grande majorité de l'hélium
contenu dans le LHC et permettent de rendre compte de l'accumulation et de la libération
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Figure 4.25 � Modèle simpli�é des charges thermiques d'un secteur LHC sur un réfrigérateur à
4, 5 K

d'hélium dans le LHC. Pour simuler les di�érentes résistances hydrauliques dans le système,
des vannes virtuelles, dimensionnées de manière à obtenir les débits désirés, ont été intégrées
au modèle. L'ouverture de ces vannes ainsi que la puissance thermique des charges sont des
conditions limites du modèle permettant de régler la puissance thermique dégagée par le LHC
a�n de pouvoir simuler le fonctionnement du réfrigérateur dans di�érents modes d'opération.

4.3.4 Caractéristiques du modèle

Le modèle de la station de compression intègre les compresseurs, les di�érents volumes mis en
jeux ainsi que les di�érentes vannes, voir la Figure 4.18 qui représente les équipements modélisés.

Le modèle de la boîte froide contient tous les échangeurs de chaleur, les turbines et les di�érentes
vannes du système. Le séparateur de phase équipé de son échangeur de chaleur interne permettant
la création d'hélium super-critique pour le LHC est également intégré, voir la Figure 4.22. Les
blocs de logique calculant les consignes des turbines ont également été intégré directement dans le
modèle de manière à diminuer le nombre de signaux échangés avec l'automate. Les sept premiers
échangeurs de chaleurs possèdent seulement trois n÷uds de calcul par �ux d'hélium et les trois
derniers échangeurs comportent quatre n÷uds. Des tests préalables ont montré qu'au delà de
trois n÷uds, les simulations fournissent les mêmes résultats. Les Tables 4.9 et 4.10 contiennent
les di�érentes informations des modèles et le nombres d'objets automates simulés. Une fois encore,
le faible pourcentage de certains types d'objets automates provient du fait que les systèmes liés à
l'infrastructure des réfrigérateurs ne sont pas simulés (électricité, air comprimé, eau, vide, etc.).
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Table 4.9 � Caractéristiques du modèle du réfrigérateur à 4, 5 K du LHC
info Compresseur boîte Froide Total

Équations 634 3965 4677
Sous-systèmes linéaires 6 29 31
Variables explicites 560 3652 4285
Variables dérivées 74 313 392
Conditions aux limites 74 105 169
Zéros dans la Jacobienne : 92,1% 95,4% 96,7%

Table 4.10 � Objets automates simulés pour le réfrigérateur à 4, 5 K du LHC
AI DI AO DO PID

Nombre d'objets total 294 618 77 144 53
Objets simulés 173 34 52 17 39
Pourcentage 59% 6% 68% 12% 74%

AI/DI : entrée analogique/digitale
AO/DO : sortie analogique/digitale

4.3.5 Simulation du réfrigérateur seul

Une simulation de la mise en froid de la boîte froide, depuis la température ambiante jusqu'à la
création d'hélium liquide dans le séparateur de phase a été e�ectuée. Dans cette con�guration,
il n'y a aucune connexion avec le circuit du LHC et la charge thermique à 4, 5 K est égale à la
valeur du chau�age électrique dissipée dans le séparateur de phase. Pour comparer la simulation
avec des données réelles, le mode opératoire appliqué lors d'une mise en froid réelle en avril 2007
sur le réfrigérateur du point 8 du LHC a été reproduit en simulation. La Table 4.11 décrit tous
les évènements manuels e�ectués sur le réfrigérateur et reproduits dans la simulation.

La première phase est celle du démarrage de la station compression et de sa connexion avec la
boîte froide. Le modèle est initialisé avec les mêmes conditions initiales que le réfrigérateur réel.
La Figure 4.26 montre les résultats de la simulation en comparaison avec les données réelles lors
du démarrage des compresseurs, de l'établissement des pressions jusqu'au démarrage des cinq
premières turbines. Les di�érentes dynamiques sont bien reproduites en simulation et les di�é-
rences observées proviennent principalement de l'in�uence du système de déshuilage qui a été
simpli�é ainsi que des non-linéarités sur les vannes tiroirs des compresseurs qui sont mal connues.

Le refroidissement de la boîte froide se poursuit pendant environ 14 heures avec les 5 premières
turbines uniquement puis la boîte froide est mise dans un état stationnaire à 75 K pendant la
nuit avec les 3 premières turbines. La deuxième phase de refroidissement entre 75 K et 4, 5 K se
déroule en un peu moins de 2 heures à l'aide de toutes les turbines.

La Figure 4.28 représente di�érentes grandeurs physiques clefs pendant la mise en froid. On
constate que les dynamiques sont similaires mais que la vitesse de mise en froid di�ère légère-
ment selon les points observés. Pendant la première phase de la mise en froid, le refroidissement
est plus rapide en simulation dans le bout chaud de la boîte froide (températures HP après
HX1B et température sortie T3) et plus lent dans le bout froid de la boîte (température HP
après HX4C, température BP après HX4A).
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Figure 4.26 � Vannes, débit total et pressions pendant le démarrage
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Table 4.11 � Mode opératoire pendant une mise froid réelle d'un réfrigérateur du LHC
Date tsimu Action
16/04/07-7h 0 Arrêt total
16/04/07-7h15 890 Régulation HP/LP/MP
16/04/07-7h16 923 Démarrage compresseur C6
16/04/07-7h20 1215 Démarrage compresseur C1
16/04/07-7h43 2580 Connexion compresseurs/boîte froide
16/04/07-7h52 3115 Circulation hélium boîte froide
16/04/07-8h02 3749 Démarrage turbines 4,5
16/04/07-8h07 4066 Démarrage turbines 1,2,3
16/04/07-20h33 48791 Arrêt turbines 4,5
Nuit Nuit Etat stationnaire 75 K
17/04/07-6h31 84688 Démarrage turbines 4,5
17/04/07-6h50 85833 Démarrage turbines 6,7
17/04/07-6h57 86225 Démarrage compresseur C7
17/04/07-6h59 86362 Démarrage turbine 10
17/04/07-7h05 86725 Démarrage turbines 8,9
17/04/07-7h28 88133 Démarrage compresseur C2
17/04/07-7h44 88133 Démarrage compresseur C3
17/04/07-8h16 91000 Apparition d'hélium liquide
17/04/07-10h37 99440 Régulation du niveau de liquide
17/04/07-10h37 99470 Arrêt turbine 10
17/04/07-10h39 99550 Arrêt turbines 4,5
17/04/07-10h39 99590 Arrêt turbines 6,7
17/04/07-16h00 118800 Arrêt compresseur C3
17/04/07-18h00 126000 Etat stationnaire : 5 kW à 4, 5 K

Ces di�érences n'entraînent cependant pas de problèmes majeurs pour faire de l'entraînement
d'opérateurs ou pour valider des séquences de contrôle dans le sens où le comportement quali-
tatif de la boîte froide reste entièrement cohérent avec la physique du processus. Les di�érences
proviennent essentiellement de la mauvaise connaissance des masses froides mises en jeu dans
la boîte froide ainsi que des petites di�érences de débits dans les turbines et dans les vannes.
En e�et, une très faible erreur sur un débit peut entraîner une di�érence non-négligeable sur le
temps de mise en froid car cette erreur s'accumule avec le temps et la mise en froid dure environ
24 heures. De plus, pendant la mise en froid, certaines vannes ne sont pas régulées mais ouvertes
à des valeurs généralement faibles, et la caractéristique isopercentuelle des vannes réelles di�ère
souvent de la caractéristique d'ouverture théorique, particulièrement pour de faibles ouvertures.

Une fois que du liquide est obtenu dans le séparateur de phase, des turbines sont arrêtées et la
consigne de la haute pression descend jusqu'à 9, 5 bar de manière à diminuer la puissance de
réfrigération. Lorsque le régime stationnaire est atteint, le chau�age électrique, qui représente
alors la puissance de réfrigération totale à 4, 5 K, est d'environ 5 kW . Cette valeur est également
atteinte en simulation, ce qui con�rme que le modèle fournit de bonnes valeurs, même en dehors
des conditions nominales. La Figure 4.27 représente le diagramme T-S du réfrigérateur une fois
le régime permanent atteint pour une HP de 9, 5 bar. Ce diagramme est comme une 'photo'
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de la boîte froide à un instant donné permettant de voir la répartition des températures et des
pressions dans tout le système. On peut voir que le point de stabilité du réfrigérateur réel est
légèrement di�érent du point de fonctionnement atteint en simulation mais la répartition globale
des débits et des températures est cohérente.
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Figure 4.27 � Comparaison des diagrammes T-S mesurés et simulés de la boîte froide à la �n
de la mise en froid

Concernant la vitesse de simulation, 60 heures de calcul ont été nécessaires pour simuler les 35
heures de mise en froid : la vitesse moyenne a donc été pratiquement deux fois plus lente que
le temps réel. Ceci s'explique par le grand nombre d'équations qui composent le modèle et par
un mode d'opération entraînant d'importantes variations sur toutes les grandeurs simulées. Des
simpli�cations sur certains modèles, particulièrement sur les échangeurs, devront être réalisées
pour obtenir des simulations en temps réel d'un réfrigérateur de cette taille. On peut aussi
décomposer le modèle en plusieurs sous-modèles interconnectés pour réaliser les simulations sur
plusieurs ordinateurs en parallèle pour accélérer les simulations mais dans ce cas, un système de
synchronisation entre les sous-modèles doit être développé.

4.3.6 Simulation du réfrigérateur avec le LHC

Pour évaluer l'exactitude du modèle avec le LHC connecté, une deuxième simulation a été e�ec-
tuée en ouvrant la connexion vers le LHC et en simulant sa charge thermique, comme expliqué
dans la section 4.3.3. Pour modéliser la charge thermique due au LHC, nous avons choisi des
conditions limites en accord avec des mesures e�ectuées sur le réfrigérateur réel en mars 2009
du point 8 du LHC alors qu'il maintenait en froid les secteurs 7-8 et 8-1 de la machine. Toutes
les turbines sont alors en fonctionnement et la haute pression est de 17, 8 bar. Le réfrigérateur
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Figure 4.28 � Principales grandeurs physiques pendant le refroidissement de la boîte froide
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fournit 200 g/s d'hélium entre 4, 5 K et 20 K pour les aimants du LHC, 20 g/s entre 20 K et
300 K pour les amenées de courant, 230 g/s entre 50 K et 75 K pour les écrans thermiques,
et le chau�age dans le séparateur de phase est d'environ 1 kW , ce qui représente une puissance
totale équivalente de 16 kW à 4, 5 K. La Figure 4.29 représente le diagramme T-S de la boîte
froide une fois le régime stable établi. On peut observer une bonne adéquation entre les valeurs
obtenues en simulation et les mesures faites sur le réfrigérateur réel mais on constate néanmoins
quelques di�érences, principalement dues à l'évaluation des débits qui passent dans le LHC qui
ne sont pas toujours très bien connus et aux mauvaises calibrations des capteurs de température
dans la partie la plus froide du réfrigérateur.
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Figure 4.29 � Comparaison des diagrammes T-S mesurés et simulés de la boîte froide connectée
au LHC, fournissant une puissance équivalente de 16 kW à 4, 5 K

4.4 Conclusion

La simulation du système cryogénique de CMS a permis de valider l'approche de modélisation
proposée dans cette thèse ainsi que la faisabilité de tels simulateurs pour les systèmes cryogé-
niques de grande taille. La simulation du liquéfacteur central du CERN a également permis de
mettre en place un système de mise en service virtuelle pour les programmes automates et les
systèmes de supervision.

Cette méthode de modélisation et de simulation a alors été appliquée pour la simulation des
réfrigérateurs Linde utilisés pour refroidir les aimants du LHC qui sont des systèmes plus grands
et plus complexes. Le modèle de ces réfrigérateurs sera utilisé dans la dernière partie pour opti-
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miser le contrôle de la haute pression.

L'élaboration des modèles n'est pas si aisée qu'il n'y parait car le paramétrage des di�érents
composants est une tâche di�cile qui nécessite une parfaite connaissance des installations. Les
données fournies par les constructeurs peuvent di�érées des paramètres réels entraînant ainsi des
di�érences signi�catives dans les simulations dynamiques. De plus, le manque d'instrumentation
et la mauvaise précision des capteurs de débit complexi�ent la véri�cation avec les mesures car
les modèles nécessitent des conditions initiales (pressures, températures, débits) et des conditions
limites (ouvertures des vannes positionnées, puissance de chau�age, etc.). Dans ce cas, les erreurs
de mesure rendent di�cile la validation des simulations qui n'est possible qu'après plusieurs
corrections.
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5

Simulation des installations
cryogéniques à 1,8 K du LHC

Dans ce chapitre, nous nous intéresserons à la modélisation et à la simulation d'une unité de
réfrigération de 2, 4 kW à 1, 8 K utilisée pour le LHC ainsi que la ligne de distribution cryogé-
nique, voir la Figure 1.13 où ces di�érents systèmes interconnectés sont représentés.

Les di�érentes représentations graphiques des modèles dans EcosimPro sont présentées dans
l'Annexe E.

5.1 Stations de réfrigération à 1,8 K

Les unités de réfrigération à 1, 8 K du LHC permettent de pomper de l'hélium gazeux à très
basse température jusqu'à 14, 5 mbar a�n d'abaisser la température de l'hélium saturé de 4, 5 K
jusqu'à 1, 8 K en suivant la ligne de saturation. Ces systèmes sont situés en sous-terrain et sont
couplés aux lignes B, C et D de la ligne de distribution cryogénique (QRL), voir la Figure 5.1. Les
composants cryogéniques spéci�ques à ces systèmes sont les compresseurs froids, indispensables
pour atteindre les débits de pompage nécessaires aux grands systèmes cryogéniques à 1, 8 K [70].

Le long de l'anneau du LHC, il y a huit unités de réfrigération fournissant chacune une puissance
de réfrigération de 2, 4 kW à 1, 8 K. Quatre unités ont été construites par Air-Liquide et quatre
par Linde. Nous avons choisi de modéliser ici une unité de réfrigération Air-Liquide qui utilise
trois compresseurs froids en série pour pomper l'hélium et deux compresseurs à vis lubri�ées à
l'huile en parallèle pour compresser l'hélium chaud jusqu'à 3, 2 bar. Deux échangeurs de chaleur
permettent un transfert de chaleur depuis la ligne haute pression vers la ligne basse pression et
une turbine permet de détendre l'hélium de retour à 1, 3 bar [31]. Le système Linde fonctionne
sur le même principe avec les mêmes composants mais quatre compresseurs froids sont utilisés,
les compresseurs chauds sont disposés en série, et une turbine supplémentaire sur la ligne haute
pression est utilisée [1].

5.1.1 Modi�cations des champs de pression

Le modèle développé pour les compresseurs froids utilise la caractéristique de fonctionnement
fournie par les constructeurs et appelée champ de pression. Ce champ de pression permet de
calculer le débit réduit (Mr) et le rendement isentropique (η) d'un compresseur en fonction de
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Figure 5.1 � Systèmes de réfrigération à 1, 8 K Air Liquide et Linde

son taux de compression (PR) et de sa vitesse réduite (Nr). Voir la section 3.5.5 pour plus de
détails sur le modèle des compresseurs froids.

Les rendements isentropiques mesurés sont conformes au modèle fourni mais les débits réduits
calculés ne sont pas toujours en accord avec les mesures faites sur les compresseurs réels. Ces
di�érences peuvent provenir de trois sources d'erreur :
� Une erreur de mesure à cause de la mauvaise calibration des capteurs sur le processus réel ;
� Une erreur dans le calcul des valeurs réduites si les valeurs nominales des compresseurs servant
pour les calculs (Nd, ṁd, Td et P ind ) ne sont pas tout-à-fait exactes ;

� Un mauvais calcul des champs de pression théoriques.

Lors d'une même campagne de test, il y a parfois une sur-estimation et parfois une sous-estimation
du débit réduit selon le point de fonctionnement. Dans ce cas, on peut écarter les erreurs de cap-
teurs et les modi�cations des valeurs nominales car le modèle tendrait à toujours sur-estimer ou
sous-estimer le débit réduit. Nous en avons donc déduit que les erreurs observées proviennent
des champs de pression des compresseurs.

Nous avons choisi de translater les lignes d'iso-vitesse dans les champs de pression de manière à
minimiser les erreurs entre les di�érentes mesures e�ectuées tout en conservant la forme de chaque
ligne d'iso-vitesse. Les translations ont été réalisées selon la direction de la ligne de décrochage

138



5.1. Stations de réfrigération à 1,8 K

30 40 50 60 70 80 90 100 110

1.5

2

2.5

3

3.5

Mr(%)

Pr
es

su
re

 R
at

io
 (-

)

Compresseur froid 1

 

 

iso speed spec
iso speed new
CAP CHECK meas
Pumping meas
CEA meas
CAPCHECK Nominal
PUMPING Nominal

Nr=0.5

Nr=0.6

Nr=0.7

Nr=0.8

Nr=0.9

Nr=1.0

Figure 5.2 � Modi�cation du champ de pression du compresseur 1

30 40 50 60 70 80 90 100 110

1.5

2

2.5

3

3.5

Mr(%)

Pr
es

su
re

 R
at

io
 (-

)

Compresseur froid 2

 

 

Nr=0.5

Nr=0.6

Nr=0.7

Nr=0.8

Nr=0.9

Nr=1.0

Nr=1.1

iso speed spec
iso speed new
CAP CHECK meas
Pumping meas
CEA meas
CAPCHECK Nominal
PUMPING Nominal

Figure 5.3 � Modi�cation du champ de pression du compresseur 2

139



Chapitre 5. Simulation des installations cryogéniques à 1,8 K du LHC

20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120

1.5

2

2.5

3

3.5

4

Mr(%)

Pr
es

su
re

 R
at

io
 (-

)
Compresseur froid 3

 

 

Nr=0.5

Nr=0.6

Nr=0.7

Nr=0.8

Nr=0.9

Nr=1.0

Nr=1.1

iso speed spec
iso speed new
CAP CHECK meas
Pumping meas
CEA meas
CAPCHECK Nominal
PUMPING Nominal

Figure 5.4 � Modi�cation du champ de pression du compresseur 3

pour rester dans la plage de fonctionnement. Les Figures 5.2, 5.3 et 5.4 montrent les translations
réalisées pour les trois compresseurs froids du point 6 du LHC. Les informations suivantes sont
représentées sur ces graphiques :
� Les lignes pointillées noires correspondent aux lignes d'iso-vitesse de la spéci�cation originale ;
� Les lignes rouges sont les nouvelles lignes d'iso-vitesse ;
� Les mesures faites au CERN en mode capacity check en novembre 2006 sont représentées par
des carrés rouges pour chaque ligne d'iso-vitesse ;

� Les mesures faites au CERN en mode pumping en avril 2008 sont représentées par des triangles
rouges pour chaque ligne d'iso-vitesse ;

� En couleur cyan, les carrés représentent les mesures faites au CEA en juin 2004 pour des fonc-
tionnements en mode injection standby, normal et installed, et les lignes cyan correspondent
aux lignes d'iso-vitesse associées selon le nouveau modèle ;

� En couleur magenta, les carrés représentent les mesures faites au CERN en novembre 2006 au
point nominal en mode capacity check et la ligne magenta correspond à la ligne d'iso-vitesse
associée selon le nouveau modèle ;

� En couleur bleue, les carrés représentent les mesures faites au CERN en avril 2008 au point
nominal en mode pumping et la ligne bleue correspond à la ligne d'iso-vitesse associée selon le
nouveau modèle.

En résumé, chaque ligne de couleur doit passer par les points de mesure de la même couleur
pour que le modèle soit correct. On constate que la modi�cation de ces champs de pression est
indispensable pour réaliser des simulations justes, car on peut observer jusqu'à 15 % d'erreur sur
le calcul du débit en utilisant les champs de pression théoriques.
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On constate également l'absence d'informations à faibles vitesses (les modèles commencent pour
une valeur de vitesse réduite Nr = 0, 5). Or, pour une simulation complète, il est important de
connaître le comportement des compresseurs à faibles vitesses pour le démarrage. Nous avons
donc �xé un débit nul et un taux de compression égal à 1 pour une vitesse nulle ainsi qu'une
nouvelle ligne d'iso-vitesse pour Nr = 0, 25 ayant la forme de la ligne d'iso-vitesse Nr = 0, 5
tout en étant en accord avec les mesures faites sur les compresseurs réels. De cette manière, tous
les points de fonctionnement entre la ligne de décrochage et la limite sonique sont parfaitement
dé�nis et calculables par interpolations linéaires entre les lignes d'iso-vitesse.

5.2 Ligne de distribution cryogénique

Pour pouvoir simuler une unité de réfrigération à 1, 8 K, il est nécessaire de la connecter à un
modèle de la conduite sur laquelle les compresseurs froids pompent l'hélium. Cette conduite, ap-
pelée ligne B, fait partie de la ligne de distribution cryogénique du LHC (QRL) qui est parallèle
à l'accélérateur dans le tunnel.

Dans chacun des huit secteurs du LHC, cette ligne de distribution cryogénique mesure 3, 3 km
et permet la circulation d'hélium à travers les aimants supraconducteurs. La QRL possède plu-
sieurs conduites de di�érents diamètres ayant di�érentes fonctions à di�érentes températures et
pressions, voir la Table 5.1 et la Figure 5.6 qui résument les di�érentes caractéristiques de la
QRL. Cette ligne est reliée aux cryostats des aimants tous les 106, 9 m par une interconnexion
(appelée jumper), voir la Figure 5.5. Ces segments de 106, 9 m dé�nissent une cellule cryogénique
élémentaire constituée de plusieurs boucles de refroidissement :
� Une boucle à 1, 8 K permettant de refroidir les aimants. Alimentation par la ligne C et retour
par la ligne B via un échangeur de chaleur qui sous-refroidi l'hélium de la ligne C ;

� Une boucle à 20 K permettant de refroidir les écrans de faisceaux. Alimentation par la ligne
C et retour par la ligne D ;

� Une boucle à 4, 5 K permettant de remplir les bains d'hélium liquide à 4, 5 K et 1, 3 bar dans
lequel les aimants sont baignés. Alimentation par la ligne C et retour par la ligne D ;

� Une boucle indépendante entre 50 K et 75 K pour les écrans thermiques. Alimentation par la
ligne E et retour par la ligne F.

Nous nous intéressons ici à la modélisation de la ligne B qui est la ligne de retour des aimants
pompée à l'aide des compresseurs froids. Une cellule cryogénique standard a pour fonction de
refroidir six aimants dipolaires et deux aimants quadripolaires constituant une masse froide
d'environ 170 tonnes. Un secteur entier de 3, 3 km contenant 23 cellules standards et 4 cellules
un peu di�érentes représente ainsi une masse froide à 1, 9 K de 4595 tonnes (soit 37 000 tonnes
pour tout le LHC).

Table 5.1 � Caractéristiques de la lignes de distribution cryogénique (QRL)
Ligne Fonction D (mm) État Pnom (bar) Tnom (K)
B Retour aimants 267 Gaz 0,016 4
C Alimentation 100 Supercritique 3 4,6K
D Retour écrans de faisceaux 150 Gaz 1,3 20
E Alimentation écrans 80 Gaz 19 50
F Retour écrans 80 Gaz 18 75
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Figure 5.5 � Interconnexion entre la QRL et un aimant du LHC

Figure 5.6 � Section de la QRL

5.2.1 Modèle de l'écoulement dans la ligne B

On considère un écoulement pour un �uide parfait, c'est-à-dire non-visqueux et sans conduc-
tion thermique étant donnée la très faible viscosité de l'hélium gazeux (µ ≈ 10−6 Pa.s) et sa
faible conduction thermique (λ ≈ 10−3 W.m−1.K−1). De plus, on assimile l'hélium à un gaz com-
pressible et on considère un écoulement turbulent avec un nombre de Reynolds supérieur à 10000.

L'écoulement principal est modélisé seul dans un premier temps : les di�érentes interconnexions
sont négligées. Les di�érentes hypothèses ci-dessus nous permettent de considérer un écoulement
non visqueux qui peut être décrit à l'aide des équations d'Euler qui sont obtenues à partir des
équations de Navier-Stockes en négligeant la viscosité et la conductivité thermique du �uide [32].
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La forme conservative des équations d'Euler est la suivante :

∂

∂t

 ρ
~M
E

+ ~∇ ·


ρ · ~V

ρ · ~V T ⊗ ~V + P · I
ρ · ~V ·

(
u+ P

ρ

)
 =

 0
0
q̇

 . (5.1)

La première ligne représente le bilan massique de l'écoulement, la deuxième ligne constitue le bilan
des moments et la dernière ligne est un bilan énergétique du �uide. Le moment est dé�ni comme
~M = ρ · ~V et l'énergie totale par unité de volume est égale à E = ρ ·

(
u+ 1

2 · (V
2
x + V 2

y + V 2
z )
)
.

Les hypothèses suivantes sont faites pour simpli�er le problème considéré :
� Ecoulement dans la direction x uniquement (direction principale) :
⇒ V = Vx,
⇒M = ρ · Vx.

� Ecoulement rectiligne. La QRL est courbe et possède un très grand rayon de courbure (4,3
km) mais cette courbe est négligeable du point de vue de l'écoulement à cause de la faible
vitesse de l'hélium.

� La composante cinétique est négligée car : ρ · V 2 << P
⇒ ρ · ~V T ⊗ ~V + P · I ≈ P · I.

En considérant les hypothèses simpli�catrices précédentes, les équations d'Euler (5.1) peuvent
être exprimées en une dimension à l'aide d'une matrice Jacobienne de Flux. L'équation suivante
est alors obtenue :

∂X(x, t)
∂t

+ F (X, t) · ∂X(t)
∂x

= Q̇(x, t), (5.2)

où X = [ ρ M E ]T est le vecteur d'états, F est la matrice Jacobienne de �ux et Q̇ =
[ 0 0 q̇ ]T représente le vecteur source (sources externes de masse, de moment et d'énergie).

Modélisation pour l'écoulement d'un gaz parfait

Pour calculer la matrice Jacobienne de �ux, il est nécessaire d'inclure une équation d'état per-
mettant de lier la pression, la densité et l'énergie interne du �uide. Dans un premier temps, on
considère un gaz parfait et dans ce cas : u = Cv · T ce qui mène à l'équation d'état suivante :

P = ρ ·R · T = ρ · u · R
Cv

= ρ · u · γ̂, (5.3)

où la constante γ̂ = (γ − 1). Pour ce cas précis, la Jacobienne a été calculée dans [32, 71] et est
égale à :

F =


0 1 0

(γ−3)V 2

2 (3− γ)V γ̂

γ̂V 3 − γV E
ρ

γE
ρ −

3γ̂V 2

2 γV

 . (5.4)

On peut également recalculer la Jacobienne en fonction de la vitesse du son dans le �uide sachant
que pour un gaz parfait la vitesse du son est égale à :

c =
√
γRT =

√
γP

ρ
=

√
γγ̂(

E

ρ
− V 2

2
). (5.5)
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On obtient alors une nouvelle expression de la Jacobienne :

F =


0 1 0

(γ−3)V 2

2 (3− γ)V γ̂

γ̂V 3 − γV 3

2 −
c2V
γ̂

γV 2

2 + c2

γ̂ −
3γ̂V 2

2 γV

 . (5.6)

Les valeurs propres de la matrices sont alors :
λ1 = V + c
λ2 = V
λ3 = V − c.

(5.7)

Toutes les valeurs propres sont réelles et distinctes, ce qui signi�e que (5.2) est un système
d'équations strictement hyperbolique. De plus, pour des écoulements subsoniques (V < c), il y
a deux valeurs propres positives et une valeur propre négative : de l'information est propagée
dans le sens de l'écoulement mais aussi dans le sens inverse et les valeurs propres représentent
les di�érentes vitesses de propagation.

Modélisation pour un écoulement d'hélium gazeux

Les équations précédentes valables pour les gaz parfaits, ne le sont pas pour un écoulement
d'hélium gazeux à basse température car l'équation d'état (5.3) n'est plus valable. Ainsi, on se
propose d'utiliser une équation d'état di�érente pour l'hélium à basse pression et basse tem-
pérature. Après plusieurs observations du comportement de l'énergie interne de l'hélium sur
di�érentes plages de fonctionnement, l'équation d'état empirique suivante a été établie :

u = u0 + Cv · T, (5.8)

où u0 = 14950 J.kg−1 et Cv = 3148 J.kg−1.K−1 sont des constantes. L'erreur générée sur
l'énergie interne par ce modèle reste inférieure à 1 % pour de l'hélium gazeux ayant une pression
inférieure à 100 mbar. Pour des pressions plus élevées, cette équation reste valide pour de l'hé-
lium gazeux assez loin de la ligne de saturation gaz/liquide et loin du point critique de l'hélium
(5, 2 K / 2, 23 bar), voir la Figure 5.7 qui illustre les erreurs générées par ce modèle.

Pendant la phase �nale du refroidissement des aimants du LHC, la température varie entre
2 K et 10 K dans la ligne B et la pression varie entre 1 bar et 16 mbar. Dans ces plages de
fonctionnement, l'équation (5.8) reste valide et l'équation d'état ainsi que la vitesse du son dans
le �uide deviennent alors :

P = ρ · R̄ · T = ρ · (u− u0) · γ̂, (5.9)

c =

√
γγ̂

(
E

ρ
− V 2

2
− u0

)
. (5.10)

Une nouvelle matrice Jacobienne de �ux est alors calculée à partir de ces nouvelles équations
avec le terme u0 :

F =

 0 1 0
(γ−3)V 2

2 − u0γ̂ (3− γ)V γ̂

γ̂V 3 − γV E
ρ

γE
ρ − γ̂(3V 2

2 + u0) γV

 (5.11)
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Figure 5.7 � Erreurs relatives sur l'énergie interne de l'hélium entre les données fournies par
HEPAK et le modèle de l'équation (5.8) pour di�érentes valeurs de pressions

et en remplaçant l'énergie E en fonction de la vitesse du son c, on obtient :

F =


0 1 0

(γ−3)V 2

2 − u0γ̂ (3− γ)V γ̂

γ̂V 3 − γV 3

2 − γV u0 − c2V
γ̂

γV 2

2 + γu0 + c2

γ̂ − γ̂(3V 2

2 + u0) γV

 . (5.12)

Les valeurs propres restent exactement les mêmes que pour un gaz parfait, voir (5.7). Le sys-
tème d'équations ainsi obtenu est toujours strictement hyperbolique avec les mêmes vitesses de
propagation que dans un gaz parfait mais avec des dynamiques di�érentes.

5.2.2 Schéma de discrétisation

Pour résoudre numériquement le système d'équations di�érentielles partielles, une méthode de
di�érences �nies a été choisie pour calculer les dérivées temporelles et spatiales. La Figure 5.8
représente l'écoulement principal dans la QRL discrétisé en plusieurs n÷uds de calcul.

Ei-1,ri-1 Ei+1,ri+1Ei,ri
MiMi-1Mi-2 Mi+1 ...

Dx

...

Figure 5.8 � Discrétisation de l'écoulement principal dans la QRL

Un schéma upwind du premier ordre est utilisé de manière à discrétiser les di�érentes dérivées
spatiales selon la direction de propagation des informations, voir [71] pour plus de détails. Pour
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une variable se propageant dans le sens de l'écoulement, on réalise un schéma de discrétisation
arrière :

∂Vi
∂x

=
Vi − Vi−1

∆x
. (5.13)

Pour une variable se propageant dans le sens inverse à l'écoulement, on réalise un schéma de
discrétisation avant :

∂Vi
∂x

=
Vi+1 − Vi

∆x
. (5.14)

Les dérivées temporelles sont calculées quant à elles selon une méthode implicite de discrétisation
du premier ordre basée sur une méthode de discrétisation d'Euler arrière :

∂Vi
∂t

=
Vi(t)− Vi(t− 1)

∆t
. (5.15)

Comme la ligne B de la QRL est pompée par les compresseurs froids de l'unité de réfrigération
à 1, 8 K, les conditions limites naturelles sont les conditions de Dirichelet suivantes :
� L'énergie d'entrée E(0, t) = E1 ;
� La densité d'entrée ρ(0, t) = ρ1 ;
� Le moment de sortie M(L, t) = MN .
Au vue de ces conditions limites, on peut dire que la masse et l'énergie se propagent dans le sens
de l'écoulement, alors que le moment se propage dans le sens inverse. Ceci est en accord avec les
valeurs propres trouvées dans l'équation (5.7). Dans le cadre du schéma de discrétisation upwind,
∂ρ/∂x et ∂E/∂x seront donc estimées par des di�érences �nies arrières alors que ∂M/∂x sera
estimée avec une di�érence �nie avant. Il est tout-à-fait logique d'observer ces sens de propagation
car la masse et l'énergie sont véhiculées par les atomes d'hélium qui se propagent dans le sens
de l'écoulement alors que les compresseurs froids �tirent� sur les atomes d'hélium en bout de
ligne, ce qui a pour e�et de provoquer une propagation des vitesses des atomes (et donc des
moments) dans le sens inverse à l'écoulement. On peut faire l'analogie avec des voitures dans
un embouteillage : la propagation de la vitesse des voitures se fait dans le sens inverse de la
circulation, ce qui génère des mouvements en accordéon. En appliquant cette discrétisation au
système (5.2), on obtient alors l'équation di�érentielle ordinaire suivante :

Ẋi(t) +
Ai(Xi)

∆x
Xi(t) +

Bi(Xi)
∆x

Xi−1(t) (5.16)

+
Ci(Xi)

∆x
Xi+1(t) = Qi(t)

avec :

Xi =

 ρi
Mi

Ei

 ,

Ai =


0 1 0

− (γ−3)V 2
i

2 + u0γ̂ −(3− γ)Vi −γ̂
γ̂V 3

i −
γViEi
ρi

γEi
ρi
− γ̂(3V 2

i
2 + u0) γVi

 ,

Bi =

 0 −1 0
0 0 0

−γ̂V 3
i + γViEi

ρi
−γE

ρi
+ γ̂(3V 2

i
2 + u0) γV

 ,
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Ci =

 0 0 0
(γ−3)V 2

i
2 − u0γ̂ (3− γ)Vi γ̂

0 0 0

 ,

Q̇i =

 0
0
q̇i

 .
5.2.3 Modélisation des interconnexions

Les di�érents �ux d'hélium provenant des aimants du LHC entrent dans la ligne B de la QRL
tous les 106, 9 m dans les cellules standards comme on peut le voir dans la Figure 5.15. Ces
�ux additionnels sont perpendiculaires à l'écoulement principal mais on les considérera parallèles
car la vitesse du gaz provenant de ces �ux est très faible comparée à la vitesse de l'écoulement
principal. De plus, cela permet de conserver un modèle en une seule dimension qui demandera
moins de puissance de calcul.

Les interconnexions sont incluses dans le schéma de discrétisation à intervalles réguliers tous les
Nsub n÷uds. En conséquence, pour Ninter interconnexions, la ligne est discrétisée en Nsub ·Ninter

n÷uds, voir la Figure 5.9. Pour inclure ces �ux externes dans notre modèle, on agrandi le terme
source Q̇i en ajoutant la masse, le moment et l'énergie provenant de ces interconnexions. Le
terme source s'écrit alors :

Q̇i =


Mext
i

∆x

(3− γ)V ext
i

Mext
i

∆x

q̇i + γEexti Mext
i

ρexti ·∆x
− (γ − 1)(3V ext2i

2 + u0)M
ext
i

∆x

 (5.17)

pour i = (j−1) ·Nsub+1 avec j = 1 . . . Ninter. Les indices ext font référence aux entrées externes.
Comme les boucles de réfrigération des aimants du LHC ne sont pas modélisées, les variables des
�ux externes sont des conditions limites qui seront déterminées à partir des capteurs de débit,
de température et de pression de l'installation réelle.

i=(j-1)*Nsub+1

6 7 8 9 10

Mext
1

Eext
1

Dx

11 141312 151 432 5

Mext
6

Eext
6

Mext
11

Eext
11

M16M0

Figure 5.9 � Discrétisation de l'écoulement dans la QRL avecNinter=3 interconnexions etNsub =
5 n÷uds

5.2.4 Transferts de chaleur

Le terme q̇ dans le terme source du bilan énergétique correspond aux entrées de chaleur externes
sur le �uide par unité de volume. La QRL dispose d'une isolation thermique performante dans
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une enceinte à vide équipée d'un système d'isolation multicouches ainsi que d'écrans thermiques
pour limiter les pertes par radiation.

Les pertes thermiques peuvent être décomposées en deux catégories : les pertes statiques q̇stat
qui sont constantes (pertes par radiation, conduction, barrières de vide) et les pertes dynamiques
q̇conv qui sont dues à la convection entre la paroi en acier inoxydable de la conduite et le �uide :

q̇ = q̇stat + q̇conv(t, ρ,M,E). (5.18)

Table 5.2 � Pertes thermiques statiques dans 1 cellule de QRL (106,9m)
Ligne Conduction(W) Radiation(W) Barrière de vide (W) Total(W) Perte vol. (W/m3)
B 6,8 2,6 2,1 11,5 1,92
C 2,5 1 0,8 4,3 5,12
D 2,9 1,3 1,2 5,4 2,86

Dans une étude précédente, les pertes statiques ont été évaluées à 1, 92 W/m3 dans la ligne B,
ce qui correspond à 0, 1 W/m le long de la ligne [59], voir Table 5.2 où les di�érentes pertes
thermiques sont résumées pour les di�érentes lignes de la QRL.

Pour calculer dynamiquement la chaleur échangée par convection entre la paroi de la conduite et
le �uide, on introduit des variables supplémentaires : la température de la paroi Tw, la chaleur
spéci�que de l'acier inoxydable Cpw, la masse froide de la conduiteMw, et la surface interne de la
conduite Sw. Les di�érentes lignes sont construites en acier inoxydable 304L et la chaleur spéci-
�que est calculée à partir d'une formulation empirique valable entre 2 K et 300 K, voir section 3.2.

Le coe�cient de transfert thermique hci dans un n÷ud est calculé à partir de :

hci =
Nui · ki
D

, (5.19)

où le nombre de Nusselt est calculé à partir de la formulation de Colburn valide pour les écou-
lements turbulents [20] (le nombre de Reynolds Re > 105) :

Nui = 0, 023 · Pr1/3
i ·Re0,8

i . (5.20)

En�n, la température de la conduite est calculée à partir de l'équation di�érentielle suivante :

q̇convi = hci · Swi · (Twi − Ti) = Mwi · Cpwi ·
dTwi
dt

. (5.21)

5.2.5 Chutes de pressions

La QRL n'est pas parfaitement horizontale, la pente varie entre −1, 5 % et +1, 5 % le long de
l'anneau du LHC entraînant une pression hydrostatique. Cette pression hydrostatique n'est pas
prise en compte dans les précédentes équations alors qu'elle devrait être considérée.

De plus, les phénomènes de friction ne sont pas non plus pris en compte (l'écoulement est consi-
déré non visqueux) alors que ces frictions peuvent engendrer des chutes de pressions non né-
gligeables, particulièrement dans le cas d'écoulements à très basse pression comme c'est le cas
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dans la QRL. Nous proposons donc de remplacer l'équation di�érentielle partielle du moment
(∂M/∂t + ∂P/∂x = 0) par une équation algébrique permettant de calculer les débits ṁi dans
les n÷uds.

La pression dans un n÷ud est calculée par l'équation d'état (5.9) et la chute de pression totale
dans un n÷ud est égale à la somme de la di�érence de pression hydrostatique et des chutes de
pression par frottements :

∆Pi = Pi − Pi+1 = ρi · g · dzi + fri ·
∆x
D
· ṁ2

i

2 · ρi · S2
, (5.22)

où dzi est l'élévation d'un n÷ud et fri est le coe�cient de friction de Darcy-Weisbach. La ligne B
de la QRL peut être considérée comme une conduite lisse et l'écoulement est toujours turbulent
avec un nombre de Reynolds Re > 2 · 104. Dans, ce cas, on réutilise l'équation (3.108) pour
calculer le coe�cient de friction.

A partir de (5.22) et (3.108), le débit peut être calculé en fonction de la chute de pression totale :

ṁi =

 (Pi − Pi+1)− ρi · g · dzi
0.184 · ( D

S·µi )
−0.2 · ∆x

2·D·ρi·S2

1/1.8

. (5.23)

En�n, le moment est simplement déduit à partir de ṁi en ajoutant les moments des intercon-
nexions :

Mi =
ṁi

S
+M ext

i . (5.24)

5.2.6 Détermination des conditions limites en état stationnaire

La première tâche consiste à véri�er que l'état stationnaire atteint par le modèle lorsque les
conditions limites sont constantes est en accord avec les di�érentes valeurs mesurées sur la QRL.
La ligne B est équipée d'un capteur de température tous les 200 mètres mais il n'y a qu'un
seul capteur de pression et un seul capteur de débit à la �n de la ligne. Chaque interconnexion
possède également un débitmètre virtuel qui calcule un débit massique en fonction de la position
des vannes, de la température et la chute de pression et la puissance de chau�age dans le sé-
parateur de phase S970 permet d'estimer relativement précisément le débit à l'entrée de la ligne B.

Chacun des huit secteurs du LHC ont la même con�guration mais ils présentent quelques di�é-
rences à leurs extrémités. Une grande quantité de données expérimentales a été collectée dans
l'un des huit secteurs pendant le hardware commissioning du LHC réalisé au printemps 2008
(dans le secteur 5-6), nous avons donc choisi de simuler l'écoulement de la QRL de ce secteur
pour cette étude. Des conditions limites constantes sont mises en accord avec les mesures faites
sur ce secteur pendant les mois d'avril et mai 2008 alors que le secteur 5-6 du LHC était froid et
en état stationnaire. La pression et la température sont alors initialisées à 16, 75 mbar et 1, 8 K,
le débit de sortie est �xé à 58 g/s et les di�érentes températures et débits des �ux externes des
interconnexions sont listés dans la Table 5.3.

Les pertes thermiques statiques ont été évaluées à 1, 92 W/m3 sur la ligne B mais après mesures
sur la ligne réelle, ces pertes ont été réévaluées à 1, 1 W/m3, soit une perte de 0, 07 W/m le long
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CV910 , Vanne Joule -Thomson

Aimants LHC

QRL – Ligne C

QRL – Ligne B

5,2 K / 4,2 bar
(Helium supercritique)

1,8 K / 16 mbar
(Vapeur saturée)

3,5 K / 16 mbar
(Gaz)

2,2 K / 4,1 bar
(Liquide sous-refroidi)

Mixture gaz/liquide0,8 g/s

Figure 5.10 � Schéma d'une boucle de refroidissement à 1, 8 K dans une cellule (106, 9 m)

de la ligne.

Le débit de retour des cellules de l'ARC correspond au débit moyen des 23 cellules (0,8 g/s). La
température de retour des aimants dans la ligne B n'est pas mesurée, elle est calculée en faisant
un bilan thermique statique sur l'échangeur de sous-refroidissement en utilisant une méthode
NUT (Nombre d'Unités de Transfert). Le coe�cient de transfert thermique global UA est évalué
en utilisant l'équation (3.107). L'e�cacité de l'échangeur est alors évaluée grâce à l'équation
(5.25), où Cmin et Cmax sont les capacités thermiques minimales et maximales entre les cotés
chaud et froid de l'échangeur [62]. On rappelle que la capacité thermique a pour expression :
C = ṁ · Cp. En regard des données expérimentales, on �xe la pression et la température dans
la ligne C respectivement à 4, 2 bar et 5, 2 K et on considère que la température de retour des
aimants correspond à la température de saturation de l'hélium à 16 mbar, soit 1, 8 K. Le débit
dans la cellule est �xée à 0, 8 g/s, voir la Figure 5.10. On obtient ainsi par calcul sur l'échangeur
de sous-refroidissement une température de retour de 3, 5 K vers la ligne B en utilisant l'équation
(5.26).

ε =
1− e−(1+

Cmin
Cmax

)· UA
Cmin

1 + Cmin
Cmax

, (5.25)

T V LPout = T V LPin + ε · (THPin − T V LPin ). (5.26)

Table 5.3 � Conditions aux limites de la ligne B dans le secteur 5-6
Emplacement Description Débit (g/s) Température (K)

03R5 Inner Triplet Q1/Q2/Q3 8 3, 5
09R5 Q7/Q8 0, 7 3, 5
11R5 Q9/Q10 2, 4 3, 5
ARC 23 cellules 0, 8 3, 5
10L6 Q11 1, 3 3, 5
05L6 Q8/Q9/Q10 3, 8 3, 5

La Figure 5.11 représente le résultat de la simulation une fois l'état stationnaire atteint dans la
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ligne B de la QRL en comparaison avec les di�érentes valeurs mesurées. On peut observer que
la répartition des températures le long de la ligne est correcte, sauf pour la température située à
700 m à cause d'une mauvaise calibration du capteur ou d'une mauvaise approximation des �ux
provenant des premières interconnexions. La chute de pression totale sur les 3, 3 km est d'environ
1 mbar. Cette chute de pression est relativement faible dans le secteur 5-6 car la pente de la ligne
est négative (−1.54 %) et la pression hydrostatique compense légèrement les chutes de pression
par frottements.
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Figure 5.11 � Répartition des températures, pressions et débits dans la ligne B en état station-
naire

5.2.7 Simulation dynamique de la ligne B lors d'un quench

Quand un quench se produit sur un aimant supraconducteur, la transition résistive dégage une
énorme quantité d'énergie. Un système de protection protège les aimants et dissipe la majeure
partie de l'énergie dans des résistances électriques. Néanmoins, un important �ux de chaleur est
envoyé brièvement dans la ligne B et D de la QRL (les lignes de retour), et une vague de chaleur
se propage alors le long de ces lignes.

En avril et mai 2003, 23 quenchs furent provoqués volontairement dans le secteur 5-6 du LHC
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pendant le hardware commissioning. Il a été choisi de reproduire un quench provoqué sur un
aimant dipôlaire situé 774 mètres après le début de la ligne B, créant une vague de chaleur se
propageant sur plus de 2 kilomètres.

Pour simuler le bref �ux de chaleur dû au quench, des pics de débit et de température sont
introduits comme conditions limites à l'interconnexion correspondante à l'aimant qui a subit le
quench, voir la Figure 5.12. A cause du manque d'instrumentation sur les �ux provenant des
aimants, ces conditions limites ont été �xées à l'aide d'une fonction en forme de cloche de telle
manière à observer un pic conforme avec les mesures faites sur la ligne B 107 m après le quench.
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Figure 5.12 � Température et débit limite imposé à l'interconnexion pour simuler le quench

Une première simulation est réalisée avec N = 31 n÷uds de 106, 9 m chacun (un n÷ud par inter-
connexion) et les pertes dynamiques de chaleur dues à la convection sont négligées (hc = 0)
ainsi que la pression hydrostatique et les chutes de pression par frottements. Dans ce cas,
∆x = 106, 9 m et un pas de temps ∆t = 1 s est choisi (pas de conditions spéciales à res-
pecter sur le pas de temps comme une méthode de discrétisation implicite est utilisée).

La vague de chaleur simulée avec ces paramètres est beaucoup plus rapide et dissipée (amplitude
plus faible avec une étendue temporelle plus large), voir la Figure 5.13 où les di�érentes simula-
tions sont comparées avec les mesures expérimentales faites sur la QRL après un quench.

Si on introduit le transfert de chaleur par convection entre la paroi et le �uide dans le modèle, la
vague est considérablement ralentie, ce qui est plus en accord avec les mesures faites. Cependant,
la vague est toujours beaucoup trop dissipée dans le temps.

Pour réduire cette dissipation, le pas de discrétisation spatial est diminué : on augmente alors le
nombre de n÷uds d'un facteur 10 (N = 310), et dans ce cas ∆x = 10, 69 m.

La simulation obtenue avec ces paramètres est alors en accord avec les mesures faites : la dissi-
pation de la vague est proche de la dissipation réelle mais la vitesse de propagation simulée est
légèrement plus élevée. Le fait de réduire encore le pas de discrétisation spatiale n'entraîne plus
de di�érences notables et on peut alors dire que pour modéliser l'écoulement dans la ligne B de
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la QRL, un pas de 10 m est su�sant.

Une quatrième simulation a été réalisée en incluant la pression hydrostatique et les chutes de
pression par frictions en remplaçant l'équation di�érentielle du moment par l'équation algébrique
(5.23) pour calculer les moments. Les résultats obtenus sont très similaires aux résultats précé-
dents mais la propagation de la vague de chaleur est légèrement plus lente et le pic de température
est sensiblement atténué, ce qui est plus en accord avec les mesures et on peut dire que cette
simulation est satisfaisante.

L'élévation des températures observée sur les mesures après le quench et qui n'est pas reproduite
dans les simulations provient sûrement de l'approximation du pic de chaleur et de débit dans le
�ux provenant du quench.

Les simulations ont été réalisées sur un ordinateur classique équipé d'un processeur Pentium c©

D 3.4 GHz avec 1 GB de RAM. La propagation de la vague de chaleur sur 2 kilomètres se pro-
page en 20 minutes et pour les simulations avec N = 31 n÷uds, la simulation était réalisée en 6
minutes, soit 3,4 fois plus vite que le temps réel. Pour la simulation avec N = 310, la simulation
complète demande 8 minutes de calcul (soit 2,5 fois plus rapide que le temps réel).

Cette étude à permis de montrer que pour décrire l'écoulement et les transferts de chaleur de
l'hélium gazeux à basse pression et à basse température dans la ligne B de la QRL, un modèle
basé sur les équations d'Euler en une dimension peut être satisfaisant. Ces simulations ont mon-
tré l'importance de prendre en compte le transfert de chaleur par convection entre la paroi et le
�uide ainsi que d'avoir un pas de discrétisation spatial su�samment �n. Pour le cas de la ligne B,
un pas de 10 m est nécessaire pour obtenir de bons résultats re�étant correctement la vitesse de
propagation de la chaleur ainsi que pour éviter d'éventuelles dissipations dues à la discrétisation
numérique.

De plus, les variations de pressions dues à la pression hydrostatique et aux chutes de pression par
frottements peuvent être incluses dans le modèle en remplaçant l'équation di�érentielle partielle
du moment par une équation algébrique prenant en compte ces phénomènes.

Ce modèle peut être appliqué à d'autres écoulements d'hélium gazeux à basse pression pour
les lignes de distribution cryogéniques si l'hélium est su�samment loin de la ligne de satura-
tion gaz/liquide où l'équation d'état (5.9) est valide. Par exemple, les lignes D, E et F de la
QRL peuvent adopter sans problème ce modèle mais pas la ligne C qui transporte de l'hélium
supercritique.

5.3 Caractéristiques du modèle

Le modèle de la station de compression comprend les compresseurs à vis et les di�érents volumes
d'hélium du système ainsi que les di�érentes vannes. Le modèle de la boîte des compresseurs
froids est constitué des compresseurs froids qui ont été paramétrés avec les nouveaux champs de
pression corrigés et on trouve également dans le modèle les échangeurs de chaleur qui comportent
5 n÷uds de calcul par �ux d'hélium, la turbine et les di�érentes vannes.

La Table 5.4 résume les di�érentes caractéristiques du modèle et la Table 5.5 présente le nombre
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Figure 5.13 � Températures le long de la ligne B après un quench (mesures expérimentales
comparées avec 3 simulations)

d'entrées/sorties simulées dans l'automate. Au total, l'unité de refroidissement à 1, 8 K est
composée d'environ 2000 équations dont 140 équations di�érentielles et il faut ensuite rajouter
le modèle de la ligne B de la QRL pour simuler le pompage d'un secteur LHC. Le nombre
d'équations �nal est directement proportionnel au nombre de n÷uds de discrétisation dans la
ligne B, voir la section 5.2. Dans la Table 5.4, le nombre d'équations pour la QRL est donné pour
une con�guration minimale avec 31 n÷uds de calcul seulement, ce qui est su�sant pour réaliser
des simulations du point de vue de l'unité de réfrigération.

Table 5.4 � Caractéristiques du modèle de la station de réfrigération à 1, 8 K du LHC
info Compresseurs Boîte Froide QRL(N=31) Total

Équations 318 1597 1030 3072
Sous-systèmes linéaires 2 4 0 6
Variables explicites 293 1481 909 2795
Variables dérivées 25 116 121 277
Conditions aux limites 31 74 67 165
Zéros dans la Jacobienne : 81,3% 90,9% 96,3% 97,2%
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5.4. Simulation en mode "Capacity Check"

Table 5.5 � Objets automates simulés pour la station de réfrigération à 1, 8 K du LHC
AI DI AO DO PID

Nombre d'objets total 199 345 62 92 21
Objets simulés 85 34 22 12 13
Pourcentage 43% 10% 35% 13% 62%

AI/DI : entrée analogique/digitale
AO/DO : sortie analogique/digitale

5.4 Simulation en mode "Capacity Check"

Les stations de réfrigération à 1, 8 K possèdent un mode de fonctionnement particulier appelé
"capacity check" permettant de tester l'unité de réfrigération seule, sans la connecter à la ligne B
de la QRL du LHC. Dans ce mode, les compresseurs froids pompent directement le bain d'hélium
du séparateur de phase S244 qui est alimenté par le réfrigérateur à 4, 5 K via la ligne C de la QRL.

Nous avons donc réalisé une simulation dans ce mode de fonctionnement et comparé nos résultats
avec un test réel. Les conditions aux limites imposées lors de la simulation sont la pression de
retour dans la ligne D (1, 3 bar), la température et la pression dans la ligne C (4, 6 K / 3 bar)
et la puissance du chau�age du séparateur de phase qui est réglée à la main par les opérateurs
(entre 1 kW et 1, 3 kW ). La Figure 5.14 représente le débit total traité par les compresseurs
froids ainsi que la pression du séparateur de phase S244 pendant le pompage entre 160 mbar et
14, 5 mbar en comparaison avec un test réalisé en mode capacity Check en novembre 2006 au
point 6 du LHC. Toutes les grandeurs du système sont bien reproduites en simulation et le fait
d'avoir modi�é les champs de pression des compresseurs permet d'obtenir de bons résultats sur
les débits des compresseurs.
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Figure 5.14 � Débit et pression d'aspiration pendant le pompage en mode capacity check
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Chapitre 5. Simulation des installations cryogéniques à 1,8 K du LHC

5.5 Simulation en mode pompage

Dans cette section, une simulation du refroidissement �nal d'un secteur du LHC à 1, 8 K est
réalisée. Cela correspond au pompage de la ligne B jusqu'à 16 mbar. Les résultats sont comparés
avec un pompage réel.

Pour simuler le pompage d'un secteur LHC, nous avons connecté le modèle de la ligne de pom-
page de la ligne de distribution cryogénique (Ligne B de la QRL) développé dans la section 5.2
avec le modèle de la station de réfrigération à 1, 8 K. Les conditions aux limites du modèle sont
la pression et la température dans la ligne C de la QRL (4, 6 K / 3 bar), la pression dans la
ligne D (1, 3 bar), la puissance du chau�age dans le séparateur de phase S970 (entre 50 W et
200 W ), ainsi que les débits et les températures de retour des aimants du LHC dans la ligne B
qui sont �xés à 1, 5 g/s et 3, 8 K pour les cellules standards et entre 10 g/s et 25 g/s à 3, 8 K
dans les autres cellules. Ces valeurs ont été prises en accord avec les mesures e�ectuées sur le
LHC pendant le pompage.
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Figure 5.15 � Détails du secteur 5-6 du LHC avec les boucles de refroidissement principales des
aimants supraconducteurs

Le fait de �xer à des valeurs constantes les températures de retour des aimants n'entraîne pas
de grandes imprécisions du point de vue de l'unité de réfrigération à 1, 8 K étant donné que
la température d'entrée des compresseurs froids est régulée à une température plus chaude en
injectant du gaz chaud. Il faut juste s'assurer que la température de sortie de la ligne B est
inférieure à la consigne de la régulation. En �xant la température de retour des aimants à 3, 8 K,
on est certain de respecter cette condition (la consigne minimum de température est de 5, 6 K).
Concernant les débits des interconnexions, les valeurs expérimentales ont été �xées pendant la
simulation, ceux-ci peuvent varier pendant le pompage mais dans des plages relativement res-
treintes. Si de grandes variations sont observées comme sur les triplets internes, il su�t de faire
varier les conditions limites pendant la simulation.

Les Figures 5.16 et 5.17 représentent les principales variables simulées pendant le pompage en
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5.6. Nouvelle gestion des consignes pour les compresseurs froids

comparaison avec des mesures faites au point 6 du LHC pendant un pompage du secteur 5-6
e�ectué en avril 2008. On peut constater que toutes les dynamiques sont bien présentes dans la si-
mulation et que le comportement global des compresseurs froids est �dèle aux mesures e�ectuées.

Cependant, on observe que les températures de sortie des compresseurs sont inférieures en simu-
lation par rapport aux mesures pour de hautes vitesses de rotation, ce qui signi�e que les com-
presseurs froids réels possèdent de moins bons rendements isentropiques que prévu. Nous avons
également tracé l'évolution des points de fonctionnement des compresseurs dans leur champ de
pression respectif, voir la Figure 5.18. Les évolutions des di�érents compresseurs sont conformes
avec les observation faites sur les compresseurs réels, on peut juste remarquer quelques excur-
sions proches de la ligne de décrochage pour les trois compresseurs à basse vitesse durant le
démarrage, ce qui peut s'expliquer par l'absence de données �ables dans les caractéristiques pour
les faibles vitesses. La bonne corrélation entre simulation et mesure s'explique principalement
par les corrections faites sur les champs de pression dans la section 5.1.1. La simulation s'est
déroulée en environ 45 minutes de calcul pour simuler 12 heures de pompage, ce qui représente
une vitesse de simulation moyenne 16 fois plus rapide que le temps réel, ce qui est largement
satisfaisant pour ce genre de système.
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Figure 5.16 � Débit et vitesses des compresseurs froids pendant le pompage

5.6 Nouvelle gestion des consignes pour les compresseurs froids

Pendant le pompage, les compresseurs froids doivent suivre une caractéristique prédé�nie de
fonctionnement qui permet à chaque compresseur de rester dans son champ de pression respectif,
sans dépasser les lignes de décrochage tout en restant dans un régime d'écoulement sonique. Un
algorithme de contrôle a été développé par le constructeur mais plusieurs problèmes d'opération
sont apparus lors des pompages. Un deuxième algorithme de contrôle, plus simple, a alors été
développé au CERN en utilisant un régulateur PI pour chaque compresseur froid :
� Le régulateur 1SC212 régule la pression d'aspiration du premier compresseur froid Pin1 en
pilotant sa vitesse N1 ;

� Le régulateur 2SC212 régule le taux de compression du deuxième compresseur froid PR2 en
pilotant sa vitesse N2 ;
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Figure 5.17 � Pressions et températures des compresseurs froids pendant le pompage

� Le régulateur 3SC212 régule le taux de compression du troisième compresseur froid PR3 en
pilotant sa vitesse N3.

La progression le long d'une caractéristique prédé�nie se fait manuellement : les opérateurs
viennent incrémenter ou décrémenter une variable entre 0 % et 100 %. Cette méthode a le mérite
de fonctionner mais la pression d'aspiration n'est en fait pas directement régulée, ce qui peut
poser des problèmes si les opérateurs désirent régler une valeur de pression précise dans la ligne
B. De plus, le fait d'incrémenter manuellement une variable de contrôle provoque des sauts de vi-
tesses sur les compresseurs froids, ce qui entraîne des contraintes importantes pour les machines,
voir les vitesses représentées dans la Figure 5.16 où l'on peut constater ces sauts de vitesses,
particulièrement sur le troisième compresseur. Pour remédier à ces problèmes d'opération, nous
avons développé une nouvelle méthode pour gérer les consignes des vitesses des compresseurs
à partir d'une consigne globale de pression d'aspiration, tout en garantissant que les di�érents
compresseurs froids restent dans leur plage de fonctionnement.

La Figure 5.19 représente le nouveau schéma de contrôle pour la régulation des vitesses des
compresseurs froids. Une consigne générale pour la pression d'aspiration du premier compresseur
est fournie par l'opérateur. La consigne du premier régulateur 1SC212 est alors calculée par
une rampe qui est e�ectuée à partir de la valeur de la pression d'entrée courante pour atteindre
doucement la consigne désirée selon une pente paramétrée en fonction de la valeur de la pression
(la pente varie entre 0, 15 mbar/s et 0, 003 mbar/s). De plus, par mesure de sécurité, la rampe
est stoppée si l'écart entre la pression mesurée et la consigne est supérieur à 5 mbar. Ensuite, des
consignes nominales SPd1, SPd2, SPd3 sont calculées en fonction de la pression de sortie Pout3,
voir le premier graphique de la Figure 5.20. L'incrément spéci�que du premier compresseur froid
I1 est désormais calculé selon la formule suivante :

I1 = 100 · Pin2 − 1, 08 · SP1

( Pout3
SPd1·SPd2·SPd3 − 1, 08) · SP1

. (5.27)

Une fois l'incrément spéci�que du premier compresseur calculé, l'incrément général I, aupara-
vant donné par les opérateurs, est calculé selon la caractéristique représentée dans le deuxième
graphique de la Figure 5.20. Les incréments spéci�ques des compresseurs 2 et 3 sont ensuite
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Figure 5.19 � Nouveau schéma de contrôle des compresseurs froids

déduits à partir de l'incrément général, voir dernier graphique de la Figure 5.20. Finalement, les
consignes pour les compresseurs 2 et 3 SPi sont calculées selon leur l'incrément spéci�que Ii et
leur consigne nominale SPdi de manière à atteindre la consigne nominale linéairement depuis
un taux de compression minimal de 1, 08 :

SPi = 1, 08 +
Ii

100
· (SPdi − 1, 08). (5.28)

Pour tester cette nouvelle méthode de contrôle, nous avons réalisé une nouvelle simulation du
pompage dans la ligne B de la QRL en comparaison avec le pompage précédemment simulé. Les
résultats sont présentés dans la Figure 5.21, où l'on peut constater que cette méthode permet
d'éviter les sauts de vitesses sur les compresseurs, et permet également aux opérateurs de �xer
simplement la pression �nale désirée. De plus, les opérateurs n'ont pas à intervenir manuellement
sur le contrôle des compresseurs froids pendant toute la procédure du pompage.

Une fois cette méthode validée en simulation, cette technique a été implémentée avec succès sur
les di�érentes unités de réfrigération Air-Liquide à 1, 8 K du LHC. Le simulateur a ainsi permis
de tester une nouvelle méthode de contrôle avant sa mise en ÷uvre réelle de manière à garantir
un bon fonctionnement dès le premier test.

5.7 Conclusion

Les di�érentes simulations réalisées dans ce chapitre ont permis de valider les di�érents modèles
développés pour les unités de réfrigération Air-Liquide de 2, 4 kW à 1, 8 K qui sont utilisées pour
refroidir les aimants du LHC. De plus, un modèle complet de la ligne de pompage de 3, 3 km
(ligne B de la QRL) a été développé pour simuler le pompage de l'hélium à travers cette ligne.
Le simulateur a ainsi permis de développer une nouvelle stratégie pour la gestion des consignes
des compresseurs froids qui constituent les éléments clefs dans les grands systèmes cryogéniques
fonctionnant à 1, 8 K.
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Troisième partie

Amélioration des stratégies de contrôle
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6

Contrôle à modèle interne pour la
régulation de la haute pression

Le modèle du réfrigérateur à 4, 5 K pour le LHC développé dans le chapitre 4 va être réutilisé
dans ce chapitre pour permettre d'améliorer le contrôle de la haute pression. D'autres modèles
ont également été élaborés pour permettre des simulations plus rapides et pour développer des
nouvelles lois de commande, voir la Table 6.1.

Table 6.1 � Les di�érentes approches de modélisation de la boîte froide
Modèle Equations Précision Vitesse Utilisation

Boîte froide complète 3965 DAEs ++ - - Simulation processus réfrigérateur
Boîte froide équivalente 1240 DAEs + + Simulation charge compresseurs
Représentation d'état 4 ODEs - ++ Contrôle

Le modèle complet de la boîte froide (présenté dans le chapitre 4) permet de réaliser des simula-
tions du réfrigérateur dans sa totalité mais la vitesse de simulation est très lente. Comme nous
nous intéressons ici au contrôle de haute pression dans la station de compression, un modèle
équivalent de la boîte froide, beaucoup plus simple, a été développé pour réaliser des simulations
plus rapides.

De plus, un modèle utilisant une représentation d'état a été élaboré de manière à développer
une nouvelle loi de commande. Les conditions limites des modèles pour la simulation sont les
consignes des régulateurs alors que les conditions limites du modèle sous forme de représenta-
tion d'état sont directement les positions des vannes. Seul le modèle de la boîte froide complète
permet de réaliser des simulations sur de grandes plages d'opération car tous les autres modèles
sont élaborés autour d'un point de fonctionnement.

Après une présentation du contrôle des pressions dans les stations de compression, les di�érents
modèles sont présentés, puis le contrôleur PI sera comparé avec un contrôleur à modèle interne
(IMC).

6.1 Présentation du problème

Les réfrigérateurs à hélium pour le LHC possèdent des stations de compression permettant de
compresser l'hélium à température ambiante de manière à �xer une ligne à haute pression (géné-
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Chapitre 6. Contrôle à modèle interne pour la régulation de la haute pression

ralement entre entre 10 et 20 bar), voir le chapitre 4.3 pour plus de détails sur le fonctionnement
de ces réfrigérateurs à hélium. Les stations de compression du LHC sont composées de deux
étages et trois niveaux de pression doivent alors être régulés :
� La basse pression (BP) est la pression d'aspiration du premier étage de compression. Elle doit
être maintenue à environ 1 bar dans tous les modes de fonctionnement ;

� La moyenne pression (MP) est la pression entre les deux étages de compression et se situe
entre 3 et 4 bar ;

� La haute pression (HP) est la pression de sortie du deuxième étage de compression et est
généralement régulée entre 15 bar et 20 bar selon la charge de la boîte froide : lorsque la HP
augmente, le débit augmente et la puissance de réfrigération augmente.

Pour réguler ces pressions, il y a des vannes de bypass entre la HP et la BP (vannes CV175
et CV176) ainsi qu'entre la HP et la MP (vannes CV177 et CV178). De plus, d'importants
réservoirs d'hélium de 250 m3 sont situés à proximité des installations de manière à injecter ou
retirer du gaz du système (tampon) grâce à une vanne de charge (vanne CV189) et de décharge
(vanne CV180), voir la Figure 6.1 où une station de compression type du LHC est représentée
avec les di�érentes boucles de régulation. Les bypass sont toujours constitués de deux vannes en
parallèle : une petite vanne (vannes CV176 et CV178) qui permet un réglage �n de la pression
et une grosse vanne (vannes CV175 et CV177) qui permet un passage important de débit en cas
de perturbations importantes ou pendant les démarrages.
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Figure 6.1 � Régulation des pressions dans une station de compression chaude pour le LHC

6.1.1 Approche de contrôle

Toutes les installations cryogéniques du CERN utilisent exclusivement des régulateurs PI clas-
siques (Proportionnel Intégral) implémentés dans des automates. Toutes les variables sont for-
tement couplées car toutes les vannes agissent sur les trois pressions ; plusieurs stratégies de
régulation peuvent donc être envisagées. La stratégie actuellement adoptée par le CERN pour
les stations de compression du LHC est la suivante :
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6.2. Modèle équivalent de la boîte froide

� La BP est régulée à l'aide des bypass HP/LP. Un régulateur pilote la petite vanne CV176 à
la consigne nominale (1, 04 bar) et un autre régulateur pilote la grosse vanne CV175 à une
consigne plus basse (r175 = r176 − 0, 04) en cas de chute de pression ;

� La MP est régulée à l'aide des bypass HP/MP. Un régulateur pilote la petite vanne CV178 à
une consigne calculée en fonction de la HP de manière à conserver un ratio optimal entre la
HP et la MP, car les turbines présentent un meilleur rendement isentropique pour un certain
ratio. La consigne est donc calculée telle que :

r178 = HP · MPmax
HPmax

− 0, 5, (6.1)

oùMPmax/HPmax = 4, 13/20, 6 = 0, 2 pour les réfrigérateurs du LHC. De plus, pour s'assurer
que les vannes de bypass sont bien fermées en fonctionnement normal, un o�set de 0, 5 bar
est retranché à la consigne. Le régulateur qui pilote la grosse vanne CV177 possède également
une consigne plus basse comme pour la régulation de la BP (r177 = r178 − 0, 04) pour éviter
d'éventuelles oscillations entre les 2 vannes ;

� La HP est régulée à l'aide des vannes de charge et de décharge indépendamment (pas de
split-range comme dans la majeure partie des installations de ce genre). La vanne de décharge
CV180 régule une valeur de HP haute (0, 2 bar au-dessus de la consigne nominale) et la vanne
de charge CV189 régule à une valeur de HP basse (0, 2 bar en dessous de la consigne nominale).

Le débit fourni par les compresseurs peut également être contrôlé via les vannes tiroirs des com-
presseurs (xCV120). En général, les compresseurs fonctionnement à plein régime (la vanne tiroir
est ouverte au maximum) de manière à limiter les vibrations mécaniques des machines. Néan-
moins, les vannes tiroirs des compresseurs peuvent être amenées à réguler la position des vannes
de bypass de manière à réduire le débit total des compresseurs et donc la consommation élec-
trique. Les deux régulateurs suivants sont donc également présents mais fonctionnent rarement
dans la pratique :
� Le régulateur 3GC120 qui régule la position de la vanne CV176 à 45 % d'ouverture en pilotant
la vanne tiroir 3CV120 du compresseur C3.

� Le régulateur 7GC120 qui régule la position de la vanne CV178 à 45 % d'ouverture en pilotant
la vanne tiroir 7CV120 du compresseur C7.

La régulation de la BP est très sensible car des variations brusques de la BP peuvent arrêter les
turbines et les compresseurs ont des seuils très stricts sur la pression d'aspiration. Cependant,
cette régulation fonctionne bien et ne fera pas l'objet d'une étude plus approfondie.

La régulation de la HP est plus délicate car des changements importants et rapides sont néces-
saires pour adapter la puissance fournie par les compresseurs à la charge de la boîte froide. Les
régulateurs PI entraînent de nombreuses oscillations sur la HP et des dépassements sont observés
lors de perturbations (arrêt turbine, modi�cation de la charge thermique de la boîte froide). Pour
remédier à ces problèmes de contrôle, la première tâche consiste à trouver un modèle simple pour
représenter l'évolution dynamique de la haute pression dans le système dans le but d'étudier les
problèmes et de développer une nouvelle loi de commande.

6.2 Modèle équivalent de la boîte froide

Pour tester de nouvelles lois de commande pour la régulation de la haute pression, des simula-
tions de la station de compression couplée à la boîte froide et au LHC doivent être e�ectuées.
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Le modèle complet de la boîte froide est complexe et les simulations obtenues sont donc lentes.
Pour développer de nouvelles techniques de contrôle portant sur la station de compression et
pour pouvoir les comparer, un grand nombre de simulations est généralement requis et la lenteur
du modèle général est un inconvénient majeur.

On propose alors de réaliser un modèle équivalent de la boîte froide, de manière à ce que son
comportement du point de vue de la station de compression soit équivalent à celui du modèle
complet. L'idée est de représenter la boîte froide sous la forme d'un ensemble de volumes à
di�érentes températures �xes interconnectés les uns aux autres par des vannes modélisant les
di�érentes résistances hydrauliques du système, comme les turbines, les tuyaux ou les vannes.
Seuls la dernière turbine, la vanne Joule-Thomson et le séparateur de phase sont inclus dans ce
modèle de manière à rendre compte de la liquéfaction de l'hélium, voir la Figure 6.2. Ce mo-
dèle est donc valable autour d'un point de fonctionnement de la boîte froide puisque toutes les
températures sont constantes mais les dynamiques de pression et de débit sont bien estimées de
manière à avoir un bon comportement de la haute pression.
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HP1 HP2 HP3 HP4

BP2

T8T9

BP3 BP1

T10
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300 K 125 K 73 K 34 K

46 K85 K300 K

300 K
20 K 9  K 4,5  K

4,5  K

8 K 

LHC

QRL – Ligne D

Figure 6.2 � Modèle équivalent de la boîte froide 4, 5 K

Pour tester le bon fonctionnement du modèle en transitoire, deux simulations ont été e�ectuées
en comparaison avec le réfrigérateur réel :
� Une simulation lors d'un échelon de consigne sur la haute pression entre 17, 1 bar et 17, 9 bar ;
� Une simulation pendant l'oscillation de la consigne de la haute pression entre 17 bar et 19 bar.

Les Figures 6.3 et 6.4 montrent les résultats des simulations ; les dynamiques obtenues sont très
proches de celles observées sur le réfrigérateur réel pour les di�érentes pressions mais également
sur les di�érents actionneurs. En revanche, on observe des di�érences sur les dynamiques dans
le séparateur de phase (sur le niveau et la puissance du chau�age) car le modèle équivalent ne
re�ète pas le changement de température avant la dernière turbine qui modi�e le pourcentage
de liquide créé par la détente de Joule-Thomson. On peut remarquer entre autre que la réponse
inverse sur le niveau réel n'est pas présente dans la simulation. Cependant ce modèle équivalent
est su�sant pour e�ectuer les simulations nécessaires à l'amélioration de la régulation de la haute
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Figure 6.3 � Simulation d'un changement de consigne sur la haute pression avec le modèle
équivalent de la boîte froide en comparaison avec le réfrigérateur réel
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Figure 6.4 � Simulation pendant l'oscillation de la consigne de la haute pression avec le modèle
équivalent de la boîte froide en comparaison avec le réfrigérateur réel
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pression dans les stations de compression car il permet de bien re�éter le comportement global
des pressions en fonction des actionneurs.

Concernant la vitesse de simulation, qui était notre principal objectif pour développer ce modèle,
les résultats sont satisfaisants : la deuxième simulation a été e�ectuée en 3 minutes pour simuler
12 heures d'opération lors de phases transitoires, ce qui représente une vitesse de simulation
240 fois plus rapide que le temps réel alors que le modèle complet de la boîte froide atteint à
peine la moitié du temps réel. On peut ainsi constater que la lenteur de simulation provient
essentiellement des échangeurs de chaleur et des turbines qui ont été remplacés dans ce modèle
par des composants analogues autour d'un point de fonctionnement.

6.3 Modèle des pressions dans un réfrigérateur

Pour pouvoir développer de nouvelles lois de commande, il est nécessaire d'avoir un modèle
relativement simple du processus à contrôler. Les modèles développés jusqu'à présent étaient des
modèles physiques complexes qui sont inadaptés pour mettre en place de telles optimisations
de contrôle. Une approche de modélisation, toujours basée sur la physique des processus, est
proposée ici, moyennant les simpli�cations suivantes pour obtenir le système sous forme d'état :
� L'hélium est assimilé à un gaz parfait, ce qui est une très bonne approximation dans le cas
de la station de compression car on travaille à haute température et les atomes d'hélium sont
très éloignés les uns des autres ;

� On considère seulement quatre volumes isothermes dans le système total (un volume HP, un
volume MP, un volume BP et un volume pour le tampon) et la température de ces volumes
est constante ;

� Le réfrigérateur fonctionne en réfrigération idéale, il n'y a pas d'accumulation ou de libération
de masse provenant de la liquéfaction ou de l'évaporation d'hélium ;

� On néglige les délais entre les variations de débits et les variations de pressions car les ondes
de pressions se déplacent à une vitesse proche de celle du son (entre 200 m/s et 1000 m/s
dans l'hélium). Un changement de débit entraîne des modi�cations de pression en quelques
centièmes de seconde, retard négligeable par rapport aux constantes de temps du système qui
sont de l'ordre de la minute.

On peut alors faire un schéma simpli�é des di�érents �ux dans le réfrigérateur comme le montre la
Figure 6.5. Les paramètres du modèle sont les caractéristiques des vannes de contrôle de la station
de compression ainsi que les di�érents volumes d'hélium qui représentent la HP, la MP, la BP et le
tampon. Un inventaire des volumes et des masses d'hélium a donc été réalisé, voir les Tables 6.2,
6.3 et 6.4. Pour obtenir des volumes équivalents, nous avons calculé la densité moyenne d'hélium
de chaque volume de manière à obtenir la même masse d'hélium à l'intérieur : ρ = M/V . Grâce
à cette densité moyenne, on peut calculer la température moyenne en connaissant la pression à
partir de l'équation des gaz parfaits (P = ρ · R̄ · T ), on obtient alors :

THP = P
ρ·R̄ = 18·105

768/68·2078 = 77 K,

TMP = P
ρ·R̄ = 4·105

66/25·2078 = 73 K,

TBP = P
ρ·R̄ = 1·105

13/30·2078 = 111 K.

(6.2)

L'objectif est de modéliser ce schéma sous forme de représentation d'état. On choisit comme vec-
teur d'état les di�érentes pressions des volumes :X = [Php, Pmp, Pbp, Pbuff ]T = [X1, X2, X3, X4]T .
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Figure 6.5 � Schéma simpli�é d'un réfrigérateur

Table 6.2 � Bilan des volumes et masses d'hélium HP
Composant Emplacement Vol [m3] T [K] P [bar] M [kg]
1HX200 Boîte Froide 1,416 200 18 6,1
HX250 Boîte Froide 0,333 160 18 1,8
2HX200 Boîte Froide 0,657 71 18 7,7
3HX200 Boîte Froide 0,315 36 18 7,2
4HX200 Boîte Froide 0,383 16 18 21,3
ADS80K Boîte Froide 1,948 67 18 24,3
ADS20K Boîte Froide 0,085 21 18 3,4
Piping Boîte Froide 1,230 50 18 20,4
Piping Station Compression 12,14 300 18 34,8

Ligne interconnexion surface 3,4 300 18 10,2
QRL-ligne E QRL 17,6 50 18 290
QRL-ligne F QRL 17,6 75 18 185

facteur d'erreur x 1,2 x 1,2
TOTAL 68 768

Comme on considère un gaz parfait à température constante, on peut écrire que la dérivée de la
pression dans un volume est égale à :

dP

dt
=
dρ

dt
· R̄ · T =

dM

dt
· R̄ · T

V
, (6.3)

où R̄ = 2078 J.kg−1.K−1 est la constante spéci�que de l'hélium et M représente la masse
d'hélium dans le volume. Cette variation de masse peut être facilement calculée en faisant un
bilan massique dans chaque volume pour k débits entrants et l débits sortant correspondant aux
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Table 6.3 � Bilan des volumes et masses d'hélium MP
Composant Emplacement Vol [m3] T [K] P [bar] M [kg]
1HX200 Boîte Froide 0,936 200 4 4
2HX200 Boîte Froide 0,363 71 4 4,3
3HX200 Boîte Froide 0,114 36 4 2,6
Piping Boîte Froide 2 50 4 33,2
Piping Station Compression 12,3 300 4 7,9

Ligne interconnexion surface 5,3 300 4 3,6
facteur d'erreur x 1,2 x 1,2

TOTAL 25 66

Table 6.4 � Bilan des volumes et masses d'hélium BP
Composant Emplacement Vol [m3]] T [K] P [bar] M [kg]
1HX200 Boîte Froide 2,381 200 1 0,6
2HX200 Boîte Froide 1,273 71 1 0,9
3HX200 Boîte Froide 1,285 36 1 1,7
4HX200 Boîte Froide 0,706 16 1 0,6
Piping Boîte Froide 3 50 1 2,9
Piping Station Compression 2,6 300 1 0,4

Ligne interconnexion surface 13,6 300 1 2,2
facteur d'erreur x 1,2 x 1,2

TOTAL 30 13

débits des compresseurs, des vannes et des turbines :

dM

dt
=

k∑
i=1

ṁin,i −
l∑

i=1

ṁout,i. (6.4)

Chaque compresseur i possède un débit volumétrique Ḟi fonction de sa vanne tiroir iCV120, voir
la Figure 4.19 qui représente les caractéristiques des vannes tiroirs. Les débits massiques dans
les compresseurs peuvent donc être simplement calculés par :

ṁi = ρ · Ḟi(iCV120) =
Pi

R̄ · Ti
· Ḟi(iCV120). (6.5)

Pour simpli�er, on regroupera les trois compresseurs du premier étage et les deux compresseurs
du deuxième étage, on notera alors :{

Ḟ123(1CV120, 2CV120, 3CV120) = Ḟ1(1CV120) + Ḟ2(2CV120) + Ḟ3(3CV120)
Ḟ67(6CV120, 7CV120) = Ḟ6(6CV120) + Ḟ7(7CV120)

(6.6)

Le vecteur de commande doit regrouper les vannes qui sont contrôlées mais pour supprimer les
composantes non-linéaires dues au calcul des débits dans les vannes, on prendra directement les
débits massiques des vannes comme variables de commande et on regroupera les vannes en paral-
lèle ensemble. Les ouvertures des vannes seront ensuite recalculées de manière à obtenir les débits
désirés. Le vecteur de commande sera donc dé�ni par U = [ṁ180, ṁ189, ṁ175+ṁ176, ṁ177+ṁ178]T .
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On ajoute également un vecteur de perturbation D pour rendre compte des di�érents débits des
turbines dans la boîte froide qui sont mesurés avec des capteurs de débit (xFT211). On regroupe
les turbines 1 à 7 qui sont situées entre la HP et la MP ainsi que les turbines 8 à 10 entre la HP
et la BP : D = [1FT211 + 4FT211 + 6FT211, 8FT211 + 10FT211]T = [D1, D2]T .

Ainsi, chaque dérivée de pression peut être exprimée par un bilan massique en prenant en compte
les débits des compresseurs, des vannes et des turbines :

dPi
dt

=
R̄ · Ti
Vi
·

∑
j

Ḟj
R̄ · Tj

· Pj +
∑
k

ṁCV k +
∑
l

lFT211

 . (6.7)

On peut alors mettre le système sous forme de représentation d'état linéaire pour représenter la
dynamique des quatre pressions :

Ẋ(t) = A(t) ·X(t) +B1 · U(t) +B2 ·D(t), (6.8)

avec :

A(t) =


0 Ḟ67THP

(VHP ·TMP ) 0 0

0 − Ḟ67TMP
(VMP ·TMP )

Ḟ123TMP
(VMP ·TBP ) 0

0 0 − Ḟ123TBP
(TBP ·VBP ) 0

0 0 0 0

 , (6.9)

B1 = R̄ ·


−THP
VHP

0 THP
VHP

THP
VHP

0 0 0 TMP
VMP

0 TBP
VBP

TBP
VBP

0
Tbuff
Vbuff

−Tbuff
Vbuff

0 0

 , (6.10)

B2 = R̄ ·


−THP
VHP

−THP
VHP

TMP
VMP

0
0 TBP

VBP
0 0

 . (6.11)

La matrice d'état A(t) dépend du temps car les débits volumétriques des compresseurs Ḟ123 et
Ḟ67 peuvent varier dans le temps si les vannes tiroirs bougent. En revanche, les matrices de
commande et de perturbation B1 et B2 sont constantes.

Pour calculer les positions dans les vannes en fonction d'un débit donné, on inverse les équations
en utilisant le coe�cient de vanne, voir la section 3.5.2. On calcule alors le CV de la vanne en
fonction du débit :

CV =
ṁ

2, 4027 · 10−5 · Y ·
√
Xs · Pin2/(R̄ · T )

. (6.12)

Une fois le CV de la vanne calculé, on déduit l'ouverture de la vanne en fonction du CV maximal
de la vanne et de la caractéristique d'ouverture inversée représentée dans la Figure 6.6.

Pour valider ce modèle, on réalise des simulations de la même manière qu'avec le modèle de
la boîte froide équivalente pendant un échelon de consigne et pendant des oscillations de la
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consigne de la haute pression. Les Figures 6.7 et 6.8 représentent les résultats des simulations
en comparaison avec le réfrigérateur réel. Les di�érentes pressions simulées sont en accord avec
celles mesurées mais on peut constater sur la simulation de l'échelon de consigne de la HP que le
modèle fournit une HP qui reste constante avant de redescendre alors que la HP réelle redescend
naturellement juste après l'échelon. Cette di�érence vient du fait qu'après une augmentation
brutale de HP, le réfrigérateur liqué�e plus d'hélium dans le séparateur de phase. Ce phénomène
entraîne un déséquilibre dans la boîte et a pour conséquence de faire diminuer la haute pression
alors que le modèle ne prend pas en compte ce phénomène.
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Figure 6.6 � Position de la vanne en fonction du CV désiré
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Figure 6.7 � Simulation d'un changement de consigne sur la haute pression avec le modèle de
représentation d'état en comparaison avec le réfrigérateur réel
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Figure 6.8 � Simulation pendant l'oscillation de la consigne de la haute pression avec le modèle
de représentation d'état en comparaison avec le réfrigérateur réel

6.4 Contrôle à Modèle Interne

On propose d'utiliser le modèle élaboré dans la section 6.3 pour mettre en place une méthode de
contrôle à modèle interne (ou IMC pour Internal Model Control) pour réguler la haute pression.
Le principe du contrôle à modèle interne est d'inclure le modèle du processus directement dans le
contrôleur [52, 67]. La commande consiste alors à trouver un contrôleur Q(s) sur l'écart entre la
consigne et l'erreur de modèle (y− ỹ), voir la Figure 6.9 qui schématise l'architecture de contrôle
IMC classique.

yQ

P

Pr
u y

y~
IMC

~

Figure 6.9 � Contrôle à modèle interne (IMC)

Cette technique de contrôle a l'avantage d'être facile à développer dans les automates program-
mables tout en occupant un espace mémoire très restreint contrairement à d'autres méthodes de
contrôle avancé comme la commande prédictive qui nécessite plus de puissance de calcul et de
mémoire. Les automates utilisés pour contrôler les réfrigérateurs du LHC sont déjà pratiquement
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à leur capacité maximum et ont un temps de cycle assez lent (environ 200 ms). Le contrôle IMC
a donc été en partie sélectionné pour sa facilité de mise en ÷uvre sans modi�er les équipements
actuels.

Le modèle obtenu dans la section 6.3 sous forme de représentation d'état est converti sous forme
de fonctions de transfert en utilisant la transformée de Laplace :

P (s) = (s · Id−A)−1 · [B1 B2], (6.13)

où s est la variable de Laplace et Id est la matrice identité. On obtient alors une matrice P (s)
qui contient 24 fonctions de transfert :


HP
MP
BP

Pbuff

 =


P11(s) P12(s) P13(s) P14(s) P15(s) P16(s)

0 P22(s) P23(s) P24(s) P25(s) P26(s)
0 P32(s) P33(s) 0 0 P36(s)

P41(s) P42(s) 0 0 0 0

 ·


ṁ180

ṁ189

ṁ175 + ṁ176

ṁ177 + ṁ178∑
FTturb1−7∑
FTturb8−10


.

(6.14)
Nous nous intéressons ici à la régulation de la haute pression en pilotant le débit ṁ180 dans la
vanne de décharge (CV180) et le débit ṁ189 dans la vanne de charge (CV189). Toutes les autres
variables sont assimilées à des perturbations, on obtient alors un système contenant les deux
fonctions de transfert P11(s) et P12(s) :

HP = P11(s) · ṁ180 + P12(s) · ṁ189. (6.15)

Le système ainsi obtenu est un système MISO (Multiple Inputs Single Output) contenant deux
actionneurs antagonistes. Les dynamiques des deux vannes étant di�érentes, on propose de réali-
ser deux contrôleurs IMC SISO (Single Input Single Output) indépendants ayant deux consignes
légèrement di�érentes. Cette méthode permet d'éviter des oscillations entre les deux vannes :
quand une vanne est ouverte et régule, la deuxième est fermée.

On utilise la méthodologie décrite dans [52] pour synthétiser deux contrôleurs IMC robustes pour
la régulation de la haute pression :

1. Dé�nition du modèle du procédé ;

2. Estimation des incertitudes du modèle ;

3. Sélection du type d'entrée ;

4. Synthèse du contrôleur optimal ;

5. Critère de robustesse en stabilité ;

6. Critère de robustesse en performance.

L'Annexe F résume cette démarche et énonce les principaux théorèmes utilisés.

6.4.1 Contrôleur IMC pilotant la décharge (IMC180)

La fonction de transfert P11 qui lie la haute pression et le débit de décharge est un intégrateur
pur (un pôle nul) :
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P11(s) =
−R̄ · THP /VHP

s
=
K1

s
=
−2292
s

. (6.16)

Les incertitudes de ce modèle viennent principalement de trois sources :
� La variation de la température moyenne de la haute pression dans la boîte froide modi�ant
la densité de l'hélium : la température moyenne peut varier entre 50 K et 100 K pendant le
fonctionnement du réfrigérateur ;

� L'erreur commise sur le volume d'hélium contenu dans la HP : ±10% ;
� L'erreur commise sur le calcul du débit dans la vanne de décharge : ±10%.

Le gain K1 est ainsi amené à varier entre −1250 et −3362. Dans le cas d'un intégrateur pur avec
une incertitude sur le gain uniquement, l'incertitude multiplicative lm(jω) est une constante :

lm(jω) =
K − K̃
K̃

∀ω ∈ <+. (6.17)

La borne supérieure l̄m(ω) est donc égale à :

l̄m(ω) =
|∆Kmax|∣∣∣K̃∣∣∣ =

3362− 2292
2292

= 0, 4668 ∀ω ∈ <+. (6.18)

Notre modèle est un système à phase minimale (pas de zéros strictement positifs et pas de
retards) et dans ce cas, le contrôleur optimal est donné par [52] :

Q̃180(s) = P̃11(s)−1 =
s

K1
. (6.19)

On obtient un contrôleur non causal (le degré du numérateur est supérieur au degré du dénomi-
nateur) que l'on rend causal en ajoutant un �ltre f tel que Q = f · Q̃ soit causal. Les consignes
du contrôleur et les perturbations sont généralement de la forme d'un échelon, on choisit alors
un �ltre du premier ordre qui est su�sant dans ce cas [52] :

f(s) =
1

λ1s+ 1
(6.20)

et on obtient au �nal le contrôleur IMC suivant pour contrôler le débit dans la vanne de décharge :

Q180(s) =
s

K1 · (λ1s+ 1)
(6.21)

Comme le système est à phase minimale et que Q̃ = P̃−1, le paramètre λ1 du �ltre représente
la constante de temps du système en boucle fermée. Ce paramètre est alors calculé de manière à
garantir la robustesse du point de vu de la stabilité et la performance du contrôleur en fonction
des incertitudes du modèle. Pour cela, on doit respecter la conditions de stabilité (F.16) et la
condition de performance (F.22) dé�nies en Annexe F. Ces conditions sont représentées pour
plusieurs valeurs de λ1 dans la Figure 6.10.

Pour la fonction de pondération w(s), les hautes fréquences ont été atténuées d'un facteur 2,
les basses fréquences ont été augmentées d'un facteur 2 et le gain est unitaire à la pulsation
de coupure, voir la fonction (F.18) dé�nie en Annexe F. En fonctionnement normal, la vanne
doit s'ouvrir et se fermer entièrement en environ 100 secondes (fc = 0, 01 Hz). La pulsation de
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coupure est donc égale à ωc = 2πfc = 0, 0628 rad/s.

On constate que tous les contrôleurs possèdent une fonction de sensibilité complémentaire tou-
jours inférieure à l'inverse de l'erreur multiplicative, ce qui indique que la stabilité du système
est toujours garantie. Pour atteindre nos objectifs de performance, il faut trouver λ1 de manière
à ce que l'inégalité (F.22) soit la plus proche possible d'une égalité dans la plage de fréquence
qui nous intéresse, on choisit alors λ1 = 12 qui remplit les di�érentes conditions.
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Figure 6.10 � Stabilité et performance de robustesse pour di�érentes valeurs de λ1

6.4.2 Contrôleur IMC pilotant la charge (IMC189)

La fonction de transfert P12 qui lie la haute pression au débit de charge est égale à :

P12(s) =
R̄ · THP /VHP · Ḟ123 · Ḟ67

s · (Ḟ123 + VBP s) · (Ḟ67 + VMP s)
. (6.22)

Ce système possède également un intégrateur (un pôle nul) mais il possède également deux pôles
stables qui ont pour valeur p1 = −Ḟ123/VBP et p2 = −Ḟ67/VMP . En simpli�ant on obtient :

P12(s) =
K2

s · (T1s+ 1) · (T2s+ 1)
, (6.23)

avec K2 = R̄ · THP /VHP = 2292, T1 = VBP /Ḟ123 et T2 = VMP /Ḟ67. Les paramètres Ḟ123 et
Ḟ67 peuvent être amenés à varier dans le temps si les vannes tiroirs des compresseurs bougent.
Cependant, en fonctionnement normal ces vannes tiroirs sont ouvertes à 100 % et ne bougent
pas. L'étude des incertitudes du modèle se fera donc pour des valeurs qui correspondent à ce
mode de fonctionnement mais le contrôleur sera synthétisé en fonction de ces paramètres qui
pourront variés (contrôleur adaptatif). Au point de fonctionement nominal, le modèle est égal
à :
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P̃12(s) =
2292

s · (5, 8347s+ 1) · (10s+ 1)
. (6.24)

Les incertitudes du modèle ont quatre origines :
� La variation de la température moyenne de la haute pression dans la boîte froide modi�ant la
densité de l'hélium : la température moyenne peut varier entre 50 K et 100 K ;

� L'erreur commise sur les volumes d'hélium de la HP, de la MP et de la BP : ±10% chacun ;
� L'erreur commise sur le calcul de débit dans la vanne de charge : ±10% ;
� L'erreur commise sur le calcul du débit volumétrique dans les compresseurs en fonction de la
position de la vanne tiroir : ±15% sur chaque vanne tiroir.

En faisant varier ces di�érentes valeurs, on obtient les bornes suivantes sur les di�érents para-
mètres du modèle : 

1250 ≤ K2 ≤ 3362
4, 56 ≤ T1 ≤ 7, 55

7, 82 ≤ T2 ≤ 12, 95.
(6.25)

Nous avons trois paramètres qui varient entre deux bornes, on peut donc dé�nir huit fonctions de
transfert aux limites pour rendre compte de l'ensemble des valeurs que peut prendre le processus
réel. On peut ensuite calculer l'erreur multiplicative entre le modèle et chaque fonction de trans-
fert limite, voir la Figure 6.11 où ces erreurs sont représentées avec la borne supérieure des erreurs.
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Figure 6.11 � Erreurs multiplicatives avec les huit fonctions de transfert aux limites et borne
supérieure

Comme pour le contrôleur précédent, le système est un système à phase minimale. Dans ce cas,
le contrôleur robuste garantissant la stabilité du système est égal à P−1

12 :
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6.4. Contrôle à Modèle Interne

Q̃189(s) =
s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)

K2
. (6.26)

Une fois encore, on obtient un contrôleur non causal que l'on rend causal en ajoutant un �ltre f
du troisième ordre tel que Q = f · Q̃ soit causal :

f(s) =
1

(λ2s+ 1)3
(6.27)

et on obtient au �nal le contrôleur à modèle interne suivant pour contrôler le débit dans la vanne
de charge :

Q189(s) =
s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)

K2 · (λ2s+ 1)3
. (6.28)

Le paramètre λ2 du �ltre est alors calculé de manière à garantir la stabilité du contrôleur ainsi
que sa performance de robustesse. Pour cela, on doit véri�er les mêmes inégalités que pour le
premier contrôleur, voir les équations (F.16) et (F.22). On choisit le même type de fonction de
pondération w(s) pour pondérer la fonction de sensibilité. Cependant, on choisit une fréquence
de coupure 10 fois plus petite que sur la vanne de décharge (ωc = 0, 00628 rad/s) car on souhaite
une fréquence de fonctionnement plus faible sur la vanne de charge. La Figure 6.12 représente
les di�érentes conditions à remplir : la stabilité est toujours garantie et on choisit λ2 = 23 pour
remplir les conditions de performance.

10-4 10 -2
10

0

10
-10

10
-8

10
-6

10
-4

10
-2

10
0

10 -4 10
-2

10
0

10
-0.3

10
-0.2

10
-0.1

10
0

10
0.1

1/|lm||h
 |

|h| < 1/|lm| |h . lm| + |e . w| < 1

w (rad/s) w(rad/s)

l=10
l=23
l=30

l=10
l=23
l=30

Figure 6.12 � Stabilité et performance de robustesse pour di�érentes valeurs de λ2

Lorsque des compresseurs sont en régulation et que les vannes tiroirs bougent, les critères de
stabilité et de performance sont maintenus pour λ2 = 23. Pour réaliser un contrôleur adaptatif
dans ces conditions, le modèle interne P̃12 et le contrôleur Q sont automatiquement mis à jour
en actualisant les paramètres T1 et T2 qui sont fonction des vannes tiroirs.
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6.4.3 Contrôle à Modèle Interne avec anti-windup

Les contrôleurs pilotent des vannes qui possèdent une gamme de fonctionnement entre 0 % et
100 %. On décide de développer un système d'anti-windup pour prendre en compte la saturation
des actionneurs, voir la Figure 6.13. Chaque contrôleur Q est décomposé en deux contrôlleurs
Q1 et Q2 tel que :

Q =
Q1

1 +Q2
, (6.29)

avec Q1 qui permet de faire converger la sortie vers la valeur de la consigne et Q2 qui minimise
l'écart entre la sortie idéale calculée u et la sortie réelle saturée usat.

y
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Pr us atu
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Figure 6.13 � Contrôleur IMC avec un système d'anti-windup

La commande consiste alors à trouver un �ltre fA pour l'anti-windup tel que :{
Q1 = fA · P̃ ·Q
Q2 = fA · P̃ − 1,

(6.30)

où Q1 doit être stable à phase minimale et Q2 doit être strictement propre (degré relatif entre
le dénominateur et le numérateur supérieur à 1) pour assurer la stabilité du système [77]. On
choisit un �ltre linéaire pour l'anti-windup de la forme :

fA(s) = a(bs+ 1)n. (6.31)

On cherche alors a et b de manière à obtenir une constante pour Q1 tout en ayant Q2 strictement
propre. Ainsi, selon (6.30), on a pour les contrôleurs IMC180 et IMC189 :

Q1,180(s) = fA180(s) · P̃11(s) ·Q180(s) =
a1(b1s+ 1) ·K1

s
· s

K1 · (λ1s+ 1)
, (6.32)

Q1,189(s) = fA189(s) · P̃12(s) ·Q189(s) =
a2(b2s+ 1)3 ·K2

s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)
· s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)

K2 · (λ2s+ 1)3
. (6.33)

Il su�t alors de poser b1 = λ1 et b2 = λ2 pour avoir Q1,180 = a1 et Q1,189 = a2, et :

Q2,180(s) = fA180(s) · P̃11(s)− 1 = a1(λ1s+ 1) · K1 − s
s

, (6.34)

Q2,189(s) = fA189(s) · P̃12(s)− 1 = a2(λ2s+ 1)3 · K2 − s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)
s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)

. (6.35)
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Il faut alors trouver a1 et a2 pour que Q2 soit strictement propre. Dans ce cas, on doit satisfaire :

a1K1λ1 = 1⇔ a1 =
1

K1λ1
, (6.36)

a2K2λ
3
2 = T1 · T2 ⇔ a2 =

T1T2

K2λ3
2

. (6.37)

Au �nal on obtient les contrôleurs suivants pour le contrôle du débit de décharge (IMC 180) :

Q1,180(s) =
1

K1λ1
, (6.38)

Q2,180(s) =
1
λ1s

(6.39)

et pour le contrôle du débit de charge (IMC189) :

Q1,189(s) =
T1T2

K2λ3
2

, (6.40)

Q2,189(s) =
(3T1T2λ

2
2 − T1λ

3
2 − T2λ

3
2)s2 + (3T1T2λ2 − λ3

2)s+ T1T2

λ3
2s · (T1s+ 1)(T2s+ 1)

. (6.41)

Dans notre cas, la saturation a lieu sur les vannes, alors que le contrôleur pilote directement le
débit des vannes pour s'a�ranchir des non-linéarités entre débit et position de vanne. Dans ce
cas, les limites supérieures des saturateurs peuvent varier dans le temps et doivent donc être
recalculées à chaque échantillonnage. Pour cela, on calcule la position de la vanne par la fonction
u(ṁ) avant de passer dans le saturateur qui est compris entre 0 % et 100 % puis on recalcule le
débit de la vanne ṁ(u) correspondant à la nouvelle position de vanne saturée. On envoie donc
sur le processus la position de la vanne saturée usat et sur le modèle la valeur du débit saturé
ṁsat comme on peut le voir dans la Figure 6.14.
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Figure 6.14 � Contrôleur IMC avec anti-windup pilotant directement le débit d'une vanne

6.4.4 Comparaison PI/IMC en simulation

Pour évaluer les performances et la robustesse du contrôleur IMC, on réalise plusieurs simulations
sous EcosimPro en comparaison avec les régulateurs PI qui étaient jusqu'à présent utilisés. Les
réglages des régulateurs PI de la station de compression réelle sont en accord avec le type de
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réponse désirée par les opérateurs qui possèdent une grande expérience sur ces installations. La
simulation a con�rmé que ces paramètres étaient bien réglés et ils seront donc conservés pour les
simulations. Le modèle simpli�é de la boîte froide développé dans la section 6.2 est utilisé pour
réaliser les di�érentes simulations.

Plusieurs simulations avec le modèle équivalent de la boîte froide ont été e�ectuées lors de chan-
gements de consigne sur la haute pression entre 18 bar et 14 bar pour di�érentes valeurs de
températures dans la boîte froide de manière à balayer di�érents points de fonctionnement. La
Figure 6.15 montre les di�érents résultats obtenus avec le régulateur PI et le contrôleur IMC.
Les deux régulateurs fonctionnent bien et les réponses sont relativement proches. Cependant, on
constate que le régulateur IMC est plus rapide et ne dépasse jamais la consigne alors que des
dépassements faibles (environ 1 %) se produisent avec le régulateur PI.
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Figure 6.15 � Simulation de la HP lors de changements de consigne avec le modèle équivalent

Le modèle équivalent ne permet pas de retranscrire toutes les dynamiques du système, particu-
lièrement celles du séparateur de phase. On réalise donc une autre simulation pendant un échelon
de consigne sur la HP avec le modèle complet de la boîte froide. En e�et, la réponse à l'échelon
obtenue avec le modèle complet de la boîte froide montre une dynamique légèrement di�érente
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car la régulation du niveau dans le séparateur de phase entraîne des perturbations importantes
sur la HP, voir la Figure 6.16. On constate dans ce cas que le contrôleur IMC apporte un contrôle
beaucoup plus rapide et stable que le régulateur PI : le contrôleur IMC permet de stabiliser la
HP en 10 minutes alors que le régulateur PI stabilise la HP en une heure et demi.
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Figure 6.16 � Simulation de la HP lors d'un échelon de consigne avec le modèle complet

Une simulation pendant un arrêt/démarrage de turbines est également e�ectuée de manière à
évaluer la capacité des contrôleurs à rejeter des perturbations ponctuelles importantes. Les arrêts
de turbines arrivent fréquemment dans les boîtes froides et cela a pour conséquence de fortement
perturber les di�érentes pressions. Un arrêt de turbine peut même entraîner un arrêt complet de
la station de compression et donc du réfrigérateur. La capacité à rejeter ce type de perturbation
est donc très importante pour garantir un fonctionnement ininterrompu de la cryogénie pour le
LHC.

Un arrêt turbine réel qui s'est déroulé au point 8 du LHC en février 2009 est pris comme réfé-
rence. Les turbines 6,7,8 et 9 de la boîte froide sont stoppées puis redémarrent après quelques
minutes. C'est cette séquence qui a été simulée pour comparer les di�érentes régulations. De
plus, le troisième compresseur du premier étage est en mode régulation, ce qui signi�e que sa
vanne tiroir est amenée à bouger pour réguler la position de la vanne de bypass CV176 à 45 %.

En état stationnaire, le régulateur PI n'arrive pas à complètement stabiliser la haute pression à
cause de la régulation du troisième compresseur qui fait bouger la vanne tiroir du compresseur
et qui entraîne des oscillations sur la HP. En revanche, le contrôleur IMC permet un contrôle
stable en supprimant ces oscillations. Lors de l'arrêt des turbines, la HP monte à 16, 4 bar avec le
régulateur PI, ce qui représente 7 % de dépassement alors que le régulateur IMC induit seulement
2 % de dépassement (pic de pression à 15, 7 bar), voir la Figure 6.17.

6.5 Conclusion

Le contrôleur IMC développé dans ce chapitre pour réguler la haute pression inclut les fonction-
nalités suivantes :
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Figure 6.17 � Simulation de la HP lors d'un arrêt de turbines (T6T7 et T8T9)

� Suppression des non-linéarités des vannes : contrôle direct des débits et non des positions de
vannes. Cet aspect permet de prendre en compte les caractéristiques d'ouverture non-linéaires
des vannes et de tenir compte de la variation de gain (le gain varie en fonction de la chute de
pression aux bornes d'une vanne) ;

� Contrôleur robuste : les paramètres du contrôleur sont calculés de manière à garantir un
contrôle stable et performant en tenant compte des incertitudes du modèle interne ;

� Contrôleur adaptatif : les paramètres du contrôleur sont calculés en fonction de la position des
vannes tiroirs des compresseurs qui modi�ent la dynamique du système.

Après di�érentes simulations avec les régulateurs PI classiques et les régulateurs IMC, nous avons
pu constater les points suivants quant à l'utilisation des contrôleurs IMC :
� Suivi de consigne sensiblement meilleur : on a pu constater que le contrôleur IMC est plus
performant que le contrôleur PI en terme de vitesse et de dépassement lors de changements
de consigne ;

� Meilleur rejet de perturbations : lorsqu'une perturbation arrive comme un arrêt turbine, le
contrôleur IMC rejoint la consigne plus rapidement que le PI et le dépassement occasionné est
moindre ;

� Plus grande robustesse : On peut observer que le PI fonctionne relativement bien dans de nom-
breux cas mais parfois, dans certains modes de fonctionnement, le PI entraîne des instabilités
et une mauvaise régulation. Ces phénomènes ont été observés lorsque des compresseurs sont
en régulation. Le contrôleur IMC reste quant à lui stable et permet de fournir un contrôle
performant dans ces modes de fonctionnement.
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7

Développement d'un système de
pressions �ottantes

Les compresseurs à vis des réfrigérateurs consomment une importante quantité d'énergie élec-
trique. Les installations cryogéniques ne nécessitent pas un fonctionnement à plein régime en
permanence. L'objectif est donc d'optimiser la consommation électrique en adaptant la puis-
sance de réfrigération à la charge thermique, tout en gardant une marge de sécurité su�sante et
sans ajout de capteurs ou d'équipements supplémentaires. Pour cela, un système de �uctuation
des pressions a été élaboré dans le cadre de cette thèse. Une boucle de régulation supplémentaire
a été ajoutée entre la boîte froide et la station de compression, de manière à faire �uctuer la
haute et la moyenne pression pour faire varier la puissance de réfrigération.

Le modèle équivalent de la boîte froide développé dans la section 6.2 ne peut être utilisé dans ce
contexte pour réaliser des simulations car la dynamique des températures dans la boîte froide est
primordiale pour rendre compte de la puissance de réfrigération. Toutes les simulations présen-
tées dans ce chapitre ont donc été réalisées avec le modèle complet de la boîte froide développé
dans la section 4.3.

7.1 Intérêts d'un système de pressions �ottantes

Après une rapide analyse des grandes installations cryogéniques du CERN, on peut faire les
constatations suivantes au sujet des réfrigérateurs à hélium :
� La puissance de réfrigération est directement liée à la valeur de la haute pression ;
� La plupart du temps, les réfrigérateurs n'ont pas besoin de fonctionner à leur puissance maxi-
male car ils sont conçus pour pouvoir travailler dans des régimes extrêmes, bien supérieurs au
régime normal ;

� Dans un réfrigérateur, 99% de l'énergie consommée est l'énergie électrique qui alimente les
compresseurs (4, 5 MW par réfrigérateur à 4, 5 K, soit 36 MW au total pour les réfrigérateurs
du LHC) ;

� L'énergie consommée par un compresseur peut être réduite en diminuant le débit traité. Il
y a deux solutions pour réduire ce débit : utiliser une vanne tiroir qui réduit le volume de
compression mécaniquement ou utiliser un variateur de vitesse électrique modi�ant la vitesse
de rotation du compresseur ;
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� Si la haute pression est su�samment basse, des compresseurs peuvent être arrêtés et l'énergie
électrique consommée diminue en conséquence ;

� Les réfrigérateurs doivent fournir de l'hélium liquide pour refroidir des équipements et pour
des raisons thermodynamiques, la basse pression doit être maintenue à environ 1 bar. De plus,
les compresseurs du premier étage sont conçus pour une pression d'aspiration de 1 bar ;

� Les compresseurs du deuxième étage peuvent fonctionner avec une pression d'aspiration com-
prise entre 2 bar et 4, 5 bar et peuvent comprimer l'hélium de 9 bar à 20 bar ;

� Le rendement isentropique des turbines est maximum pour un taux de détente donné.

Si on regarde le schéma d'un réfrigérateur pour le LHC (Figure 4.22), on s'aperçoit que 7 tur-
bines réalisent des détentes entre la haute et la moyenne pression et que ces pressions peuvent
varier sans incidents fonctionnels sur le système (contrairement à la basse pression qui doit être
constante). Selon les constats énoncés ci-dessus, il devient évident que pour faire des économies
conséquentes en terme de consommation énergétique, il faut essayer de diminuer la valeur de la
haute pression en fonction de la demande, tout en conservant un taux de détente optimal pour
les turbines et ainsi conserver un bon rendement énergétique.

Cette technique a déjà été utilisée au CERN en 1994 [17] sur les anciens réfrigérateurs du LEP
(Large Electron-Positron Collider), le précédent accélérateur de particules du CERN, sans véri-
table boucle de régulation. Le réglage de la haute pression était alors basé sur un calcul statique
ne prenant pas en compte la dynamique du système. Cette technique s'appuyait sur le fait qu'une
variation de 1 bar sur la haute pression entraînait un changement d'environ 1 kW dans le sépa-
rateur de phase. Comme la dynamique du système n'était pas prise en compte, des oscillations
pouvaient facilement apparaître sur le système global et le rendre instable. De plus, comme il
n'y avait pas de boucle de régulation, il n'était pas garanti que la variation de la puissance de
réfrigération soit conforme à la valeur attendue.

Des concepts de pressions �ottantes ont également été étudiés aux Etats-Unis, plus particuliè-
rement au laboratoire national Thomas Je�erson, où un système de pressions �ottantes a été
développé sur di�érents réfrigérateurs [27]. Une fois encore, les pressions ne sont pas automati-
quement adaptées mais réglées à priori en fonction de la charge attendue.

A notre connaissance, aucune étude de régulation dynamique n'a jamais été faite pour auto-
matiser le réglage de ces pressions �ottantes. Nous proposons ici deux approches permettant de
contrôler les pressions en fonction de la charge ressentie par le réfrigérateur.

7.2 Régulation des compresseurs

7.2.1 Gestion des compresseurs régulés mécaniquement

Actuellement, les débits des compresseurs du CERN peuvent être régulés mécaniquement en
agissant sur leur vanne tiroir. En fonctionnement normal, un compresseur par étage règle le dé-
bit. La vanne tiroir du compresseur réglant est pilotée par un régulateur dont la consigne est
la position de la vanne de bypass, voir la Figure 6.1. Les vannes de bypass sont réglées à de
faibles ouvertures de manière diminuer le débit traité par les compresseurs et donc réduire leur
consommation électrique.
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Une stratégie datant du LEP a été développée au CERN pour permettre la gestion des démar-
rages et des arrêts des cinq compresseurs (C1, C2 et C3 dans le premier étage ; C6 et C7 dans
le deuxième étage) en fonction de la demande. Un compresseur i est sélectionné à chaque étage
comme étant le compresseur prioritaire à arrêter. On vient alors arrêter ce compresseur ou en
démarrer un autre en fonction de sa capacité de traitement courante (proportionnelle à la vanne
tiroir) et de la position de la vanne de bypass, voir la Figure 7.1. Cette méthode a fait ses preuves
lors de l'exploitation du LEP et cette logique a donc été réutilisée pour gérer les di�érents dé-
marrages et arrêts des compresseurs pour le LHC.

Compresseur 
prioritaire

Compresseur 
pleine puissance

Autre 
compresseur 

prêt

Démarrage 
autre 

compresseur

Arrêt 
Compresseur

Tempo 20s Tempo 20min

Vanne tiroir > 80 %

Compresseur pleine 
puissance :

Vanne tiroir = 100%

Tempo 20s

Vanne tiroir < 25 %
Bypass < 20%

Bypass < 20% Bypass > 60%

Compresseur en 
régulation :

Vanne tiroir = régulée

Tempo 20s

Bypass > 60%

Compresseur en 
régulation

Compresseur 
prioritaire

Compresseur en 
régulation :

Vanne tiroir = régulée

Compresseur pleine 
puissance :

Vanne tiroir = 100%

Gestion régulation 
compresseurs

Gestion Arrêt/démarrage 
compresseurs

Figure 7.1 � Gestion des compresseurs d'un étage

Le problème majeur de la régulation utilisant des vannes tiroirs est que de fortes vibrations
mécaniques sur les compresseurs apparaîssent lorsque les vannes tiroirs sont ouvertes à de faibles
valeurs. Les équipes d'opération préfèrent donc fonctionner avec les vannes tiroirs ouvertes au
maximum de manière à réduire les contraintes mécaniques sur les machines et augmenter leur
durée de vie. De plus, l'économie électrique engendrée par la fermeture des vannes tiroirs est
relativement faible : au maximum, les vannes tiroirs permettent de réduire de 60 % le débit
traité pour une diminution d'énergie électrique d'environ 50 %.

7.2.2 Utilisation de variateurs de vitesse

Plusieurs études sur l'utilisation de variateurs de vitesse dans les stations de compression ont
déjà été proposées dans le cadre de grands systèmes de réfrigération comme, par exemple, pour
la station de compression du système cryogénique du tokamak franco-japonais JT60-SA [5].
Pour autant, de tels systèmes n'ont encore jamais été mis en place en cryogénie. L'utilisation
d'un variateur de vitesse pour contrôler le débit dans les compresseurs présente pourtant de
nombreux avantages par rapport à l'utilisation des vannes tiroirs :
� Le courant d'appel au démarrage est plus faible avec le variateur ;
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� Le variateur permet d'atteindre un débit maximal plus élevé en fonctionnant à 60 Hz au lieu
de 50 Hz ;

� Le variateur permet de travailler avec les vannes de bypass complètement fermées et donc de
traiter un débit total moins important ;

� Un compresseur équipé d'un variateur peut atteindre 15 % du débit nominal contre seulement
40 % avec une vanne tiroir classique. La zone de fonctionnement est donc plus étendue avec
un variateur de vitesse ;

� Le facteur de puissance (le rapport entre la puissance électrique active et la puissance appa-
rente) avec un variateur est compris entre 0,8 et 0,9 contre un facteur compris entre 0,6 et
0,9 avec une vanne tiroir. Cela signi�e que le variateur de vitesse produit moins de puissance
réactive. Le nombre de kilowattheures à payer sera donc plus faible ;

� La puissance électrique consommée avec un variateur est moindre qu'avec une vanne tiroir
pour un même débit traité ;

� La relation entre la vitesse et le débit traité est parfaitement connue avec un variateur car
on contrôle la vitesse de rotation du compresseur alors que la relation entre l'ouverture de la
vanne tiroir et le débit est généralement mal connue car on modi�e le volume de compression.

Selon certains constructeurs, la puissance électrique consommée par un compresseur piloté par
un variateur de vitesse serait fonction du cube du débit traité alors que cette relation est quasi-
linéaire en utilisant des vannes tiroirs, voir la Figure 7.2.

Figure 7.2 � Comparaison de la consommation électrique en fonction du débit traité entre un
contrôle avec une vanne tiroir et un variateur de vitesse selon Siemens [66]

Dans le cas des compresseurs à vis utilisés dans les systèmes cryogéniques de grande taille, cette
relation est peu �able car la puissance électrique dépend du débit et du taux de compression qui
est amené à varier signi�cativement. Nous proposons donc ici d'évaluer la puissance électrique
consommée par les stations de compression du LHC selon le type de régulation utilisé (vanne
tiroir ou variateur de vitesse).
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A température ambiante, on peut facilement assimiler l'hélium à un gaz parfait. Dans ce cas, la
puissance de compression isotherme peut être calculée par :

PisoT = ṁ · R̄ · T · ln
(
Pout
Pin

)
, (7.1)

où R̄ = 2078 J.kg−1.K−1 est la constante spéci�que de l'hélium. La puissance réelle consommée
par un compresseur est alors déduite en insérant un rendement isotherme ηisoT :

P =
PisoT
ηisoT

, (7.2)

Dans le cas des compresseurs à vis régulés à l'aide de vannes tiroirs, on peut estimer le rendement
isotherme à partir d'une fonction quadratique du débit volumétrique (et donc de la position de
la vanne tiroir). Après plusieurs mesures faites sur les compresseurs d'une station de compression
du LHC, un rendement maximal de 50 % est observé pour les compresseurs du premier étage et
de 46 % pour les compresseurs du deuxième étage, voir la Figure 7.3.
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Figure 7.3 � Evolution du rendement isotherme en fonction du débit volumétrique des com-
presseurs du LHC régulés à l'aide de vannes tiroirs

Dans le cas d'un compresseur régulé à l'aide d'un variateur de vitesse, ce rendement est censé
rester constant autour du rendement nominal. Ceci signi�e que la puissance électrique consom-
mée sera moindre avec un variateur qu'avec des vannes tiroirs si le compresseur travaille dans
une zone assez loin de la zone de fonctionnement nominal.

Au maximum, un variateur de vitesse permettrait donc de consommer jusqu'à 38 % d'électricité
en moins sur un compresseur du premier étage et jusqu'à 43 % sur un compresseur du deuxième
étage, voir la Figure 7.4 qui compare le gain énergétique entre les deux techniques de régulation
(vanne tiroir et variateur de vitesse).

Cependant, une étude détaillée des modes de fonctionnement requis sur une année d'exploitation
du LHC doit être réalisée pour pouvoir estimer avec précision le gain engendré par l'utilisation
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Figure 7.4 � Puissance électrique consommée en fonction du débit traité selon le type de régu-
lation utilisé

d'un variateur.

De plus, pour mettre en place de tels variateurs de vitesse, une étude mécanique préalable sur
les compresseurs doit être faite car la modi�cation des vitesses de rotation peut entraîner des
phénomènes de résonance mécanique. Dans ce cas, il faut faire en sorte que les compresseurs
fonctionnent dans des plages de fréquences situées en dehors de ces fréquences de résonance.

Dans les stations de compressions du LHC, deux variateurs de vitesse seraient nécessaires (un
variateur par étage de compression). Les variateurs de vitesse demandent un investissement
important mais peuvent être rapidement rentabilisés grâce aux économies d'électricité engendrées
par leur utilisation.

7.3 Principe général d'un système de pressions �ottantes

L'idée générale est de mettre en ÷uvre une nouvelle boucle de régulation entre la station de
compression et la boîte froide de manière à réguler automatiquement la haute et la moyenne
pressions en fonction de la puissance de réfrigération demandée par le LHC tout en gardant une
marge de sécurité. Cette marge est très simple à identi�er, elle est égale à la puissance dissipée
par le chau�age électrique dans le séparateur de phase de la boîte froide.

Il su�t donc de faire spéci�er à l'utilisateur la puissance désirée dans le séparateur de phase
(consigne rQ). Par exemple, si l'utilisateur désire avoir une marge de sécurité de rQ = 1 kW et
que le LHC nécessite à ce moment une puissance de réfrigération équivalente à 4, 5 K de 13 kW
(puissance non mesurée), la HP et la MP vont s'adapter pour fournir une puissance totale de
14 kW sans que l'utilisateur ne se soucie de la puissance requise ou de la pression nécessaire.

Pour des raisons de sécurité, on doit assurer que le niveau de liquide dans le séparateur de phase
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ne déborde pas ou ne passe pas en dessous d'un seuil assurant l'immersion totale de l'échangeur de
chaleur du séparateur. En e�et, si le niveau de liquide passe en dessous du niveau de l'échangeur,
le coe�cient de transfert thermique de l'échangeur se trouve dégradé et la production d'hélium
supercritique vers le LHC n'est plus assurée. La méthode utilisée doit donc garantir que le niveau
du séparateur de phase reste dans des plages de fonctionnement bien précises. Le séparateur est
équipé de deux chau�ages électriques (Q̇240 et Q̇241). Deux stratégies de régulation sont alors
possibles :

1. Réguler directement le chau�age principal du séparateur de phase (Q̇240) à la consigne rQ
en pilotant la consigne de la haute pression. Dans ce cas, le chau�age principal Q̇240 régule
toujours le niveau à une consigne nominale rL à l'aide du régulateur LC240. Le chau�age
secondaire Q̇241, piloté par le régulateur LC241, possède alors une consigne supérieure
(rLH > rL) de manière à éviter tout débordement. En fonctionnement normal, Q̇241 est
nul.

2. Réguler le niveau en pilotant la consigne de la haute pression. Dans ce cas, le régula-
teur principal de niveau LC240 est toujours actif mais possède une consigne plus basse
(rLL < rL) et sature à la valeur de chau�age rQ désirée. Ce régulateur permet donc d'at-
ténuer la valeur du chau�age si le niveau est trop bas garantissant ainsi l'immersion de
l'échangeur de chaleur dans le séparateur. En fonctionnement normal, le régulateur doit
donc saturer sa commande (Q̇240 = rQ). Le régulateur LC241 est utilisé de la même ma-
nière que dans la méthode précédente pour éviter tout débordement de liquide.

Les Figures 7.5 et 7.6 représentent les schémas de contrôle respectifs de ces deux techniques.
Notez que la régulation de la MP (également �ottante) n'est pas représentée car la consigne de
la MP est directement déduite de la consigne de la HP pour conserver un ratio constant entre la
HP et la MP, voir la section 6.1.1.
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Figure 7.5 � Schéma de contrôle général du système de pressions �ottantes réglant le chau�age

Pour mettre en place ce contrôle de pressions �ottantes, il y a donc trois boucles de régulation
à paramétrer :

1. La boucle de régulation de la HP. Cette boucle de régulation est étudiée en détail dans
le chapitre 6 et a déjà fait l'objet d'une optimisation en utilisant un contrôleur à modèle
interne (IMC) ;
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Figure 7.6 � Schéma de contrôle général du système de pressions �ottantes réglant le niveau

2. La boucle de régulation du niveau dans le séparateur de phase à l'aide des chau�ages
électriques ;

3. La boucle de régulation externe permettant de faire �uctuer les pressions : FPC ("Floating
Pressure Controller").

7.4 Modélisation du niveau

Pour paramétrer les di�érentes boucles de régulation, un modèle de l'évolution du niveau dans
le séparateur de phase en fonction de la puissance dissipée dans les chau�ages électriques et de
la haute pression est nécessaire.
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Figure 7.7 � Bout froid de la boîte froide avec le séparateur de phase

La Figure 7.7 illustre le bout froid de boîte froide avec ses di�érents actionneurs. Il n'existe
pas de modèle simple et e�cace pour modéliser le niveau car les dynamiques d'un réfrigérateur
sont très complexes et de très nombreuses variables interagissent ensemble, voir la Figure 7.8 qui
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Figure 7.8 � Schéma global des di�érentes in�uences entre grandeurs physiques et actionneurs
dans un réfrigérateur (l'in�uence des turbines n'a pas été intégrée pour des raisons de lisibilité)

synthétise les di�érentes in�uences entre les principales grandeurs physiques et les actionneurs. De
nombreux phénomènes (pratiquement tous non-linéaires) in�uencent le niveau dans le séparateur
de manière signi�cative :
� La variation de pression dans le séparateur de phase a pour e�et de modi�er la chaleur latente
de l'hélium (entre 1, 2 bar et 1, 3 bar, la chaleur latente passe de 19540 kJ/kg à 18840 J/kg) ;

� Les variations de pressions et de températures dans la boîte froide in�uencent la température
de sortie du dernier échangeur. Ceci a pour e�et de modi�er la quantité de liquide créé après
la vanne Joule-Thomson CV230 ainsi que la puissance dissipée dans l'échangeur de chaleur du
séparateur de phase ;

� Tous les actionneurs possèdent des plages de fonctionnement limités et il y a donc de nombreux
saturateurs entraînant des comportements non-linéaires ;

� Il existe également des phénomènes d'hystérésis, comme sur la régulation de la HP où deux
actionneurs antagonistes ayant deux consignes di�érentes réalisent la régulation avec des dy-
namiques non symétriques ;
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� Les vannes de bypass CV231 et CV232 situées entre l'entrée du séparateur et l'échangeur du
séparateur permettent d'équilibrer les débits mais elles ont pour e�et de perturber la quantité
de liquide créé après la vanne Joule-Thomson CV230 lorsque les pressions varient.

Cette complexité entraîne de très nombreux problèmes pour obtenir un modèle pertinent entre
le niveau, la HP et le chau�age. Il est pratiquement impossible de réaliser deux expériences iden-
tiques sur le réfrigérateur réel du fait des trop nombreuses dépendances entres les variables et du
manque d'instrumentation. De plus, le fait de réguler la position d'actionneurs eux même régulés
comme c'est le cas pour la régulation des vannes de bypass dans les stations de compression
entraîne des dynamiques complexes, particulièrement lorsqu'il y a des retards.

Nous avons essayé de réaliser di�érentes identi�cations paramétriques du niveau en fonction de la
HP et du chau�age en boucle ouverte à l'aide du simulateur, mais aucun modèle continu linéaire
ne permet de rendre compte des di�érentes dynamiques sur les plages de fonctionnement concer-
nées. Etant donné que les boucles de régulation pilotant le chau�age et la HP sont indépendantes,
nous avons préféré développer deux modèles non-paramétriques SISO indépendants :
� Un modèle du niveau en fonction du chau�age lorsque la HP est régulée à une valeur constante ;
� Un modèle du niveau en fonction de la HP lorsque le chau�age est �xé à une valeur constante.

En faisant la somme de ces deux modèles, on obtient un modèle simpli�é du niveau en fonction
de la HP et du chau�age. Cependant, le régulateur de pressions �ottantes ne pilote pas direc-
tement la valeur de la HP qui est une grandeur physique mais la consigne des régulateurs de
HP (PC180 et PC189), voir les Figures 7.5 et 7.6. Il faut donc également obtenir un modèle en
boucle fermée de la HP en fonction de la consigne. On obtient alors trois fonctions de transfert
distinctes permettant d'évaluer le niveau, voir la Figure 7.9. Il reste alors à identi�er ces trois
fonctions de transfert.

Q240

H(s) N(s) ++

M(s)++

Niveau (L)

Qeh

Q241

Consigne HP 
(rHP)

G(s)

HP

Figure 7.9 � Schéma du modèle simpli�é du niveau dans le séparateur de phase

7.4.1 Modèle en boucle fermée de la HP

Le modèle en boucle fermée de la régulation de la HP est très simple si on utilise les régulateurs
IMC développés dans le chapitre 6, car la fonction de transfert en boucle fermée est simplement
égale à la valeur des �ltres des contrôleurs si le modèle interne est parfait, voir les équations
(6.20) et (6.27).
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Cependant, la HP est régulée à l'aide de deux régulateurs antagonistes ayant deux consignes
di�érentes. Cette méthode a pour e�et d'entraîner des phénomènes d'hystérésis et de retards,
voir la Figure 7.10. Le retard occasionné peut varier entre 0 et 40 secondes à cause de la rampe
sur la consigne. Le gain est également amené à varier mais de manière non-linéaire car les deux
consignes maintiennent un écart constant de 0,4 bar. Les constantes de temps en boucle fermée
engendrées par les régulateurs IMC (respectivement 12 s et 23 s) sont relativement faibles en
comparaison avec la vitesse de la rampe de la consigne. C'est donc cette rampe qui �xe plus ou
moins la constante de temps du système mais sa vitesse étant constante, la constante de temps
évolue donc de manière non-linéaire.
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t

Figure 7.10 � Variation du retard et du gain en fonction de la position de la HP par rapport
aux deux consignes des régulateurs de la HP

Pour garantir un contrôle stable, on prend le pire des cas en sélectionnant le retard maximum
et une constante de temps permettant de rendre compte le mieux possible de la rampe lors
de changements de consignes habituels. Après plusieurs tests sur le simulateur, une fonction
de transfert du premier ordre avec un temps de montée de 60 secondes et un gain unitaire été
choisie :

H(s) =
HP

rHP
=

1
60s+ 1

· e−40s. (7.3)

La Figure 7.11 représente la réponse à un créneau sur la consigne de la HP obtenue avec le modèle
complet du réfrigérateur et le modèle H(s). On constate que l'approximation est grossière : le
gain statique n'est pas respecté et le dépassement occasionné lors de l'échelon montant n'est
pas reproduit puisque nous avons approché la réponse avec une fonction du premier ordre. Ces
phénomènes sont dus à la variation du gain en fonction des deux consignes et au comportement
non-symétrique des dynamiques. Il n'est donc pas possible de représenter de tels phénomènes
à l'aide d'une fonction de transfert continue unique mais cette approximation est néanmoins
su�sante pour paramétrer les di�érentes boucles de régulation.
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Figure 7.11 � Comparaison des réponses en boucle fermée après un créneau de consigne sur la
HP entre le modèle du réfrigérateur complet et le modèle H(s)

7.4.2 In�uence de la HP sur le niveau

Pour obtenir un modèle du niveau en fonction de la HP, on réalise un créneau sur la consigne de
HP comme précédemment en �xant le chau�age à une valeur constante et on observe la réponse
sur le niveau, voir la Figure 7.12. Le sursaut de niveau pendant les 200 premières secondes
après l'échelon montant est dû à la variation brusque de débit occasionnée par le changement de
pression dans la boîte froide. Pour notre modèle, nous assimilerons ce sursaut à un retard pur.
On peut alors facilement assimiler la réponse à un modèle comportant un intégrateur pur et un
retard. Après identi�cation, on obtient le modèle suivant :

N(s) =
L

HP
=
K

s
· e−τs =

0, 01
s
· e−200s. (7.4)
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Figure 7.12 � Comparaison des réponses en boucle ouverte du niveau dans le séparateur de
phase après un créneau de la HP entre le modèle du réfrigérateur complet et le modèle N(s)

Le modèle entre la consigne de la HP et le niveau peut ainsi être déduit en multipliant les modèles
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(7.3) et (7.4) :

G(s) =
L

rHP
= H(s) ·N(s) =

K

s(Ts+ 1)
· e−τs =

0, 01
s(60s+ 1)

· e−240s. (7.5)

La réponse de ce modèle avec la simulation précédente est représentée dans la Figure 7.13. Bien
évidemment, on retrouve l'erreur sur le gain statique provenant de H(s) mais l'approximation
de la dynamique est su�sante dans le sens où le temps de monté simulé est analogue au temps
de monté mesuré.
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Figure 7.13 � Comparaison des réponses en boucle fermée du niveau dans le séparateur de phase
après un créneau sur la consigne de la HP entre le modèle du réfrigérateur complet et le modèle
G(s)

7.4.3 In�uence du chau�age sur le niveau

On peut a priori penser qu'obtenir un modèle de l'évolution du niveau dans le séparateur à partir
du chau�age électrique est aisé lorsque la HP est constante. En e�et, on connaît précisément la
puissance dissipée dans les chau�ages électriques (Q̇eh = Q̇240 + Q̇241) et on peut donc déduire
directement la masse de liquide évaporé par seconde ṁevap en fonction de la chaleur latente de
l'hélium liquide Lh :

ṁevap =
1000 · Q̇eh

Lh
, (7.6)

où Q̇eh représente la puissance totale dissipée par les chau�ages électriques en kilowatt. On peut
alors déduire le volume d'hélium liquide évaporé par seconde à l'aide de la densité du liquide :

V̇evap =
ṁevap

ρl
. (7.7)

Sachant que le capteur de niveau du séparateur de phase est réglé pour avoir 100 % de liquide
lorsque le volume de liquide est égal à V240, on peut calculer la variation du pourcentage du
niveau :
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dL

dt
= −100 · V̇evap

V240
. (7.8)

En injectant (7.6) et (7.7) dans (7.8) et en appliquant la transformée de Laplace on obtient la
fonction de transfert suivante :

M1(s) =
L

Q̇eh
= −100 · 1000

Lh · ρl · V240 · s
=
K

s
=
−0, 039

s
. (7.9)

On obtient alors une fonction de transfert avec un gain négatif et un intégrateur pur, ce qui est
logique puisque le fait d'augmenter le chau�age fait baisser le niveau de liquide dans le séparateur
de manière linéaire.
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Figure 7.14 � Comparaison des réponses en boucle ouverte du niveau dans le séparateur de
phase après un échelon de chau�age de 600 W entre le modèle du réfrigérateur complet et le
modèle M1

Après plusieurs comparaisons entre ce modèle et des simulations du réfrigérateur ainsi qu'avec le
réfrigérateur réel, on s'aperçoit que ce modèle n'est pas réaliste. En e�et, l'activation du chauf-
fage électrique crée un déséquilibre dans les échangeurs de chaleur car il y a plus de débit dans
la basse pression que dans la haute pression. Ce déséquilibre entraîne une diminution de la tem-
pérature avant la vanne Joule-Thomson CV230, augmentant la proportion de liquide à l'entrée
du séparateur ayant pour e�et d'augmenter le niveau. De plus, la température à l'entrée de
l'échangeur de chaleur dans le séparateur de phase diminue et la charge thermique dissipée dans
l'échangeur diminue donc également, atténuant ainsi la chaleur totale dissipée dans le séparateur.

Ces phénomènes se re�ètent par une baisse de niveau plus lente ainsi que par une légère réponse
inverse. La Figure 7.14 illustre ces phénomènes où l'on peut voir le niveau dans le séparateur de
phase pendant une simulation e�ectuée avec le modèle complet de la boîte froide et le modèle
M1(s) après un échelon sur le chau�age.

Pour obtenir un modèle plus �able, on propose d'identi�er la réponse à l'échelon obtenue en
simulation à l'aide du modèle complet du réfrigérateur. On peut facilement approcher cette

200



7.5. Contrôleur de pressions �ottantes réglant le chau�age

réponse par une fonction de transfert du premier ordre avec un intégrateur pur et un zéro
strictement positif pour rendre compte de la réponse inverse. On obtient alors la fonction de
transfert suivante :

M2(s) =
L

Q̇eh
= K · Tzs+ 1

s(Ts+ 1)
= −0, 022 · (−120s+ 1)

s(50s+ 1)
. (7.10)

La Figure 7.15 compare la réponse obtenue avec ce modèle et en simulation : on constate que la
réponse inverse pendant les 120 premières secondes est bien approximée et que la pente due à
l'intégrateur pur est la même avec le modèle.

Cependant, la réponse inverse est très faible et impose un zéro positif gênant pour régler le
contrôleur PI. On propose alors de simpli�er ce modèle en remplaçant cette faible réponse inverse
par un retard pur. Dans ce cas, on obtient la fonction de transfert suivante :

M3(s) =
L

Q̇eh
=
K

s
· e−τs =

−0, 022
s

· e−170s. (7.11)

La réponse de ce modèle est également représentée dans la Figure 7.15 et on peut dire que le
modèle M3(s) constitue une approximation su�sante pour synthétiser un contrôleur.
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Figure 7.15 � Comparaison des réponses en boucle ouverte du niveau dans le séparateur de
phase après un échelon de chau�age de 600 W .

7.5 Contrôleur de pressions �ottantes réglant le chau�age

On utilise ici le schéma de contrôle représenté dans la Figure 7.5. Un essai de pressions �ottantes
réglant le chau�age a été e�ectué sur le réfrigérateur du point 8 du LHC en février 2009 sans
réglage particulier. Ce test s'est soldé par un échec. Le réfrigérateur est entré dans un régime
oscillatoire permanent sans pouvoir se stabiliser alors que la charge était constante. A partir des
mesures faites sur le réfrigérateur réel et en paramétrant les di�érentes boucles de régulation
avec les mêmes paramètres, nous avons observé le même comportement avec le simulateur, voir
la Figure 7.16. Cette bonne adéquation entre modèle et réfrigérateur réel con�rme que le simula-
teur rend bien compte des dynamiques complexes des réfrigérateurs et qu'il peut servir de banc
de test pour tester de nouvelles stratégies de contrôle.
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Figure 7.16 � Premier essai de pressions �ottantes sans succès sur un réfrigérateur réel reproduit
en simulation

Nous avons dans un premier temps essayé d'améliorer les paramètres des di�érentes boucles de
régulation à l'aide des modèles trouvés dans la section 7.4 mais nous n'avons jamais réussi à sta-
biliser le système global de manière satisfaisante. De plus, si on ralentit au maximum la boucle
externe de régulation dans le but de stabiliser le système, le rejet des perturbations est ine�cace
et le système est alors instable du fait des multiples perturbations non mesurables.

Nous attribuons ces oscillations principalement au fait de piloter la HP pour réguler le chau�age
qui est la sortie du régulateur de niveau. Cet enchaînement de régulateurs avec des processus
à retard engendre de nombreuses instabilités et le chau�age in�uence directement la BP qui à
son tour perturbe la HP. De plus, les modèles utilisés pour le contrôle sont peu �ables ici, il est
alors très di�cile de développer une loi de commande qui fonctionne dans tous les cas. Nous
pensons donc que cette technique n'est pas un bon choix pour développer un système de pressions
�ottantes.

7.6 Contrôleur de pressions �ottantes réglant le niveau

On utilise ici le schéma de contrôle représenté dans la Figure 7.6. Cette technique a l'avantage de
piloter la consigne de la HP pour réguler le niveau en ayant une puissance de chau�age constante
dans le séparateur de phase, sauf en cas de niveau trop haut ou trop bas où les régulateurs
LC240 et LC241 sont alors activés pour garantir la tenue du niveau entre des bornes inférieure
et supérieure. On élimine alors l'interaction entre chau�age et HP qui provoque des instabilités
comme avec le schéma de contrôle précédent.
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7.6.1 Réglage des contrôleurs PI

Le régulateur de pression �ottante (FPC) ainsi que les régulateurs de niveau (LC240 et LC241)
sont des contrôleurs PI (Proportionnel Intégral) ayant une structure mixte ; leur fonction de
transfert est donc la suivante :

C(s) =
y(s)
u(s)

= Kp ·
(

1 +
1
Ti

)
(7.12)

Les contrôleurs sont réglés indépendamment étant donné qu'en régime normal seul le régulateur
FPC est actif (LC240 et LC241 doivent saturer) et qu'en régime extrême LC240 ou LC241 est
actif mais jamais en même temps. Sachant que les modèles obtenus sont peu �ables selon les
modes de fonctionnement, on préférera utiliser des méthodes de réglage garantissant un contrôle
robuste (c'est-à-à-dire peu sensible aux erreurs de modèle et aux perturbations).

On utilisera la fonction de transfert trouvée dans la section 7.4.1 pour régler le régulateur de
pression �ottante :

G(s) =
L

rHP
=

0, 01
s(60s+ 1)

· e−240s, (7.13)

et la fonction de transfert trouvée dans la section 7.4.3 permettra de régler les régulateurs de
niveau :

M(s) =
L

Q̇eh
=
−0, 022

s
· e−170s (7.14)

Pour régler les di�érents paramètres des contrôleurs PI (Kp et Ti), on compare deux méthodes
robustes :
� La méthode préconisée par Åström et Hägglund dans [2] pour un contrôleur PI robuste avec
des modèles de la forme de G(s) et M(s).

� La méthode développée par Mendez et al. dans [50] qui garantie un contrôleur PI non fragile
optimal (c'est-à-dire le plus loin possible des limites de stabilité du système).

La Table 7.1 récapitule les di�érents paramètres trouvés et les Figures 7.17 et 7.18 représentent
les paramètres obtenus avec les di�érentes méthodes dans les régions de stabilité des processus
comme expliqué dans [50]. On constate que les deux méthodes de réglage garantissent la stabilité
des systèmes en boucle fermée, tout en étant relativement loin des limites, ce qui est en accord
avec nos besoins.

Table 7.1 � Paramètres des régulateurs PI
Méthode Contrôleur Kp Ti
Åström et Hägglund FPC 0,392 947
Mendez et al. FPC 0,328 1044
Åström et Hägglund LC240/241 -0,168 544
Mendez et al. LC240/241 -0,279 586

7.6.2 Simulations du système de pressions �ottantes réglant le niveau

Une fois les di�érentes boucles de régulation paramétrées, plusieurs simulations ont été réalisées
de manière à évaluer cette méthode de contrôle de pressions �ottantes. Le même protocole est
utilisé pour réaliser les di�érentes simulations en utilisant le modèle complet du réfrigérateur :
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Figure 7.17 � Comparaison des paramètres PI pour le régulateur de pression �ottante (FPC)
trouvés et placés dans la région de stabilité
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Figure 7.18 � Comparaison des paramètres PI pour les régulateurs de niveau (LC240 et LC241)
trouvés et placés dans la région de stabilité

1. La simulation commence alors que le réfrigérateur est dans un état stationnaire avec une HP
régulée à 17 bar. La charge thermique du LHC équivalente à 4, 5 K est alors de 14, 85 kW .
Le niveau dans le séparateur de phase est stable à 84 % et la puissance dissipée dans le
chau�age électrique est de 3 kW , ce qui signi�e que le réfrigérateur fournit une puissance
totale de 17, 85 kW à 4, 5 K ;

2. On active au temps t = 0 le contrôleur de pressions �ottantes FPC. La consigne de
chau�age dans le séparateur que l'on désire est �xée à 1 kW . La HP doit alors diminuer
de manière à ce que le chau�age dans le séparateur soit de 1 kW tout en maintenant un
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niveau constant ;

3. Au temps t = 3, 6 h, on diminue de moitié la charge thermique dans le LHC de 14, 85 kW
à 7, 69 kW . La HP doit alors diminuer pour conserver un niveau de liquide stable et une
puissance de chau�age de 1 kW dans le séparateur de phase. La Table 7.2 résume la
répartition des di�érentes charges thermiques ;

4. Au temps t = 8 h, on e�ectue l'opération inverse (la charge thermique est doublée). Cette
action a pour conséquence de faire descendre le niveau de liquide dans le séparateur et
la HP doit alors augmenter de manière à conserver un niveau de liquide constant avec
toujours 1 kW de chau�age.

Table 7.2 � Evolution des charges thermiques équivalentes à 4,5 K pendant les simulations
Temps Aimants LHC (kW) Amenées de courant (kW) Ecrans (kW) Total (kW)
t = 0 12,1 0,85 1,9 14,85
t = 3,6 h 6,08 0,42 1,19 7,69
t = 8 h 12,1 0,85 1,9 14,85

La consigne de niveau nominale est de 85 % et les consignes des régulateurs LC240 et LC241
sont respectivement �xées à 70 % et 95 % de manière à garantir que l'échangeur du séparateur
soit toujours immergé et que le séparateur ne déborde pas (95 % de niveau signi�e en fait 60 %
de liquide dans le séparateur car le capteur est calibré de cette manière).

Quatre simulations ont été réalisées selon cette procédure de manière à évaluer l'in�uence des
réglages des di�érentes boucles de régulation. La Table 7.3 résume les di�érents paramètres pour
chaque simulation.

Table 7.3 � Réglages des contrôleurs pour les di�érentes simulations
Simulation Contrôleurs HP Réglage LC240/241 et FPC
Simu 1 PI Åström et Hägglund
Simu 2 PI Mendez et al.
Simu 3 IMC Åström et Hägglund
Simu 4 IMC Mendez et al.

Nous avons pu constater que le fait d'utiliser la méthode de Åström et Hägglund ou de Mendez et
al. a peu d'in�uence sur le résultat global (les résultats des simulations 1 et 2 ainsi que des simu-
lations 3 et 4 sont quasiment identiques). En revanche, le fait d'utiliser la commande à modèle
interne (IMC) développée dans le chapitre 6 pour réguler la HP permet de parfaitement stabiliser
le système alors qu'avec les régulateurs PI, le système ne se stabilise jamais complètement, voir
les Figures 7.19 et 7.20 où les résultats des simulations sont représentées.

Cependant, les objectifs de contrôle sont atteints plus ou moins bien dans tous les cas :
� Lorsque le contrôleur de pressions �ottantes est activé à t=0, la HP s'adapte automatique-
ment de manière à conserver un niveau de liquide à 85 % dans le séparateur de phase où la
puissance de chau�age est égale à la consigne (1 kW ). Il n'est pas nécessaire que ce niveau
soit parfaitement constant, il doit simplement rester dans des plages acceptables, ce qui est le
cas dans toutes les simulations.

� Lors de la première perturbation, le niveau augmente fortement et le régulateur LC241 est alors
activé lorsque le niveau dépasse les 95 % de manière à garantir un niveau su�samment bas
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Figure 7.19 � Simulations des pressions �ottantes réglant le niveau pour une consigne de 1 kW
de chau�age en utilisant les régulateurs PI pour contrôler la HP (simulations 1 et 2)

pour éviter tout débordement. La puissance totale de chau�age monte alors jusqu'à 3, 5 kW
avec les régulateurs PI et à 4, 2 kW avec les IMC. La HP diminue en conséquence jusqu'à une
dizaine de bars avant de se stabiliser autour de 10 bar. Au bout de 20 minutes, le régulateur
LC241 redevient inactif et la consigne de 1 kW de chau�age est alors retrouvée. Cependant,
on voit que lorsque la HP est régulée par des régulateurs PI, il y a toujours des oscillations de
pressions et de niveau car la HP n'arrive pas à stabiliser le niveau. En revanche, les régulateurs
IMC permettent de supprimer ces oscillations et d'obtenir un système parfaitement stable.

� Lors de la deuxième perturbation, le phénomène inverse se produit. Lorsque le niveau passe
sous les 70 %, le régulateur LC240 ne sature plus et le chau�age baisse en conséquence jusqu'à
devenir nul de manière à remonter le niveau de liquide. Une heure après la perturbation, la
HP est remontée à 16 bar et le chau�age est remonté à sa valeur nominale de 1 kW . Une fois
encore, les régulateurs IMC sur la HP permettent un contrôle plus stable dans le sens où la
valeur de la HP et du niveau arrivent à se stabiliser. On constate également que le fait d'utiliser
la méthode de Mendez et al. permet de générer des oscillations de moins grandes amplitudes
et plus lentes qu'avec la méthode de Åström et Hägglund dans le cas où la HP est régulée avec
les contrôleurs PI.

En conséquence, la meilleure solution de contrôle pour mettre en place un système de pressions
�ottantes est d'utiliser des contrôleurs IMC pour réguler la HP et de paramétrer les contrôleurs
PI de niveau (LC240 et LC241) et de pressions �ottantes (FPC) à l'aide de la méthode deMendez
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Figure 7.20 � Simulations des pressions �ottantes réglant le niveau pour une consigne de 1 kW
de chau�age en utilisant les régulateurs IMC pour contrôler la HP (simulations 3 et 4)

et al.

7.6.3 In�uence sur la puissance électrique consommée

La puissance électrique consommée dans la station de compression est représentée dans la Figure
7.21 en fonction du type de régulation utilisée pour contrôler les compresseurs (vannes tiroirs ou
variateurs de vitesse).

On constate l'intérêt d'utiliser un système de pressions �ottantes car la puissance électrique
consommée varie automatiquement avec la variation de la charge thermique. Lors de la variation
de charge appliquée en simulation, on observe une di�érence de presque 2 MW sur la puissance
électrique consommée. Le fait d'utiliser les régulateurs PI ou IMC n'a pas d'in�uence sur la
puissance consommée étant donné qu'on observe les mêmes variations de pression dans les deux
cas.

On constate également que lorsque le compresseur réglant est au débit minimum (c'est le cas
lorsque la charge thermique est au minimum), le fait d'utiliser un variateur permet un gain
d'énergie signi�catif, jusqu'à 0,2 MW de di�érence entre les deux techniques.

207



Chapitre 7. Développement d'un système de pressions �ottantes

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18
2

2.5

3

3.5

4

4.5

5

t(hr)

P
(M

W
)

Puissance électrique consommée

Vannes tiroirs
Variateur

  Augmentation
charge thermique

Diminution
  charge 
thermique

Activation FPC
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7.7 Conclusion

Le système de pression �ottante présenté ici permet d'adapter automatiquement la puissance
de réfrigération à la puissance de la charge. Cependant, cette technique peut engendrer d'im-
portantes oscillations sur les systèmes et il est donc indispensable de réaliser préalablement une
étude dynamique du système avec les di�érents régulateurs.

Deux approches de contrôle des pressions �ottantes ont été abordées. La première approche ré-
gule la puissance de chau�age dans le séparateur de phase en pilotant la consigne de la haute
pression. Dans ce cas, nous n'avons jamais réussi à stabiliser le système à cause des interactions
complexes et des retards présents dans le réfrigérateur. La deuxième approche permet de réguler
directement le niveau dans le séparateur de phase en pilotant la consigne de la haute pression.
La puissance de chau�age du séparateur est alors �xée à une valeur constante spéci�ée par l'uti-
lisateur. Néanmoins, un système de régulation secondaire permet de modi�er cette puissance de
chau�age de manière à maintenir le niveau dans le séparateur entre des bornes acceptables en
cas de perturbations violentes.

Nous avons montré en simulation que cette deuxième méthode permet d'obtenir un compor-
tement stable du réfrigérateur et permet de faire face à d'importantes perturbations tout en
garantissant un bon fonctionnement de l'installation dans les périodes transitoires. L'utilisation
de régulateurs IMC pour contrôler la HP renforce la stabilité du système qui est amené à tra-
vailler dans plusieurs zones de fonctionnement.

Cette technique permet d'importantes économies d'énergie comme il est possible de faire fonc-
tionner des compresseurs à plus faible régime, voire d'en éteindre certains lorsque la charge est
su�samment basse. Le système de pressions �ottantes est encore plus e�cace si des variateurs
de vitesse pilotent les compresseurs, car dans ce cas, les économies engendrées sont plus im-

208



7.7. Conclusion

portantes qu'avec la régulation à l'aide de vannes tiroirs. Néanmoins, une étude approfondie
des modes d'opération nécessaires pour faire fonctionner le LHC pendant une année complète
doit être réalisée pour pouvoir évaluer de manière précise le gain engendré par l'utilisation de
variateurs de vitesse.
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Les systèmes cryogéniques de grande taille comme ceux du LHC sont des systèmes dynamiques
complexes possédant de fortes non-linéarités dues aux propriétés changeantes de l'hélium sur de
très vastes plages de température et de pression. De plus, la multiplicité des variables couplées
rend la dynamique des systèmes di�cile à appréhender.

Durant cette thèse, un simulateur dynamique pour les installations cryogéniques du CERN a été
développé et utilisé pour optimiser le contrôle de certaines installations.

Un simulateur dynamique pour processus cryogéniques

La modélisation mathématique des systèmes cryogéniques est principalement basée sur une ap-
proche physique en utilisant les équations de la thermodynamique et de la mécanique des �uides.
Ces équations sont généralement des EDP non-linéaires qui ne sont pas directement utilisables
par les calculateurs numériques. Nous avons donc utilisé des méthodes de di�érences �nies pour
pouvoir résoudre ces équations de manière numérique. De plus, certains comportements com-
plexes ont été approximés en utilisant des caractéristiques empiriques comme par exemple les
champs de pression pour les compresseurs centrifuges cryogéniques de manière à simpli�er les
modèles.

Une approche de modélisation orientée objet a été adoptée où chaque équipement cryogénique
est décrit à l'aide d'équations algébro-di�érentielles. Les méthodes de modélisation et de calcul
scienti�que ont été étudiées conjointement de manière à obtenir des modèles numériquement
cohérents pour pouvoir les interconnecter facilement ensemble.

Une bibliothèque de composants cryogéniques a été développée en utilisant le logiciel Ecosim-
Pro. Cette bibliothèque comprend trois classes d'objets permettant de modéliser facilement la
majorité des installations cryogéniques de grande taille : les composants de stockage (tuyaute-
rie, séparateurs de phase), les composants hydrauliques (vannes, turbines, compresseurs à vis
et compresseurs centrifuges cryogéniques) et les composants thermiques (refroidisseurs, charges
thermiques et échangeurs de chaleur). Les di�érentes propriétés thermodynamiques de l'hélium
sont calculées par interpolations linéaires dans des tables à deux dimensions préalablement élabo-
rées à l'aide de la bibliothèque de calcul pour l'hélium HEPAK. Tous les modèles ont été validés
sur les di�érentes installations cryogéniques du CERN qui ont été modélisées :
� Le système cryogénique de 1, 5 kW à 4, 5 K du détecteur de particules CMS ;
� Le liquéfacteur central d'hélium du CERN d'une capacité de liquéfaction de 70 L/h ;
� Un réfrigérateur à hélium de 18 kW à 4, 5 K du LHC ;
� Une unité de réfrigération de 2, 4 kW à 1, 8 K du LHC.
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Les di�érents modèles des systèmes cryogéniques ont été intégrés dans un environnement global
de simulation appelé PROCOS (Process and Control Simulator). Cette plate-forme de simulation
permet de coupler les modèles à une copie du système de contrôle du CERN. Ce simulateur peut
ainsi être utilisé pour entraîner les opérateurs sur les installations et évaluer leurs capacités de
réaction en cas d'incidents. Le rendu est très réaliste dans le sens où l'interface de supervision est
exactement la même que l'interface réelle et que les dynamiques simulées sont qualitativement
les mêmes que les dynamiques réelles.

Le simulateur a également été utilisé à deux reprises pour tester les programmes de contrôle et
de supervision avant leur mise en ÷uvre sur des installations réelles (virtual commissioning). La
mise en service de ces systèmes de contrôle a ainsi été plus rapide et e�cace. Toutes les chaînes de
sécurité (interlocks) ont pu être testées préalablement en simulation. De plus, des parties logiques
et des régulateurs ont été améliorés à partir des résultats obtenus à priori avec le simulateur de
manière à avoir un contrôle plus sûr des turbines et d'éviter l'oscillation de certaines vannes.

Elaboration de modèles pour le contrôle

Le simulateur a également permis l'amélioration des stratégies de contrôle des installations cryo-
géniques du LHC qui sont uniques au monde et où nous disposons de peu de recul. Pour pouvoir
optimiser le contrôle de ces installations, il est nécessaire de disposer de modèles mathématiques
simples permettant de retranscrire leurs dynamiques. Deux types de modèle sont généralement
possibles [40] :
� Les modèles de connaissances : ils sont basés sur les équations issues de la physique et
permettent une description très complète. C'est cette méthode qui a été utilisée pour modéliser
les systèmes dans le simulateur mais une modélisation complète génère des milliers d'équations
qui sont inexploitables pour le contrôle, là où un modèle simple entre quelques grandeurs
pertinentes est nécessaire.

� Les modèles dynamiques de commande : cette méthode permet d'élaborer des modèles
mathématiques simples à partir de plusieurs mesures faites sur le processus réel. Ces modèles
donnent des relations entre les variations des entrées et des sorties d'un système ; ils sont
donc particulièrement adaptés pour synthétiser des lois de commande. Ces modèles peuvent
être paramétriques (exemple : fonction de transfert, équation aux di�érences) ou non para-
métriques (exemple : réponse à l'échelon). Dans ces deux cas, il faut exciter les processus via
leurs actionneurs en boucle ouverte, ou bien faire varier les consignes des régulateurs en boucle
fermée. Pour les modèles paramétriques, il faut également balayer l'ensemble des fréquences de
fonctionnement. De telles procédures sont pratiquement impossibles à réaliser sur les systèmes
cryogéniques réels du CERN car ils possèdent des plages d'opération trop strictes et de telles
manipulations pourraient déstabiliser les systèmes et entraîner des problèmes sur l'accélérateur.

Devant l'impossibilité d'obtenir des modèles pour le contrôle, nous avons cherché à obtenir des
modèles rendant compte du comportement général des systèmes autour d'un point de fonction-
nement préalablement déterminé. Nous avons adopté deux types de modèle légèrement di�érents
des précédents :
� Les modèles de connaissances simpli�és : moyennant un ensemble d'hypothèses simpli-
�catrices relativement fortes, il est possible d'obtenir des modèles simples entre actionneurs
et grandeurs à réguler. Cette méthode a été utilisée pour élaborer un modèle dynamique de
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la haute pression dans les réfrigérateurs du LHC en fonction des vannes de charge et de dé-
charge. Les non-linéarités provenant des vannes ont également été supprimées à partir de leurs
caractéristiques physiques.

� Les modèles non-paramétriques à partir du modèle de connaissances : quand il n'est
pas possible de trouver des hypothèses simpli�catrices sur le modèle physique, il est en re-
vanche possible de réaliser une identi�cation directement sur le simulateur. De cette manière,
on s'a�ranchit des contraintes d'opération des installations réelles du LHC. Cette méthode a
été utilisée pour élaborer des modèles non paramétriques du niveau de liquide dans le sépa-
rateur de phase en fonction du chau�age électrique et de la haute pression. Cependant, les
systèmes étant fortement non-linéaires et les variables étant fortement couplées les unes aux
autres, cette méthode peut être extrêmement di�cile à mettre en ÷uvre et les modèles ne
sont pas toujours très �ables. De plus, le fait que les systèmes soient fortement non-linéaires
et possèdent des phénomènes d'hystérésis, il devient très di�cile de mettre en ÷uvre des iden-
ti�cations paramétriques pour de tels systèmes.

Optimisation des stratégies de contrôle

Di�érentes optimisations ont été réalisées sur les réfrigérateurs du LHC à partir de modèles sim-
pli�és. Le simulateur a permis de valider et d'évaluer le gain de telles optimisations sans avoir à
faire de tests sur les réfrigérateurs réels et sans perturber leur opération.

Le contrôle de la haute pression dans les réfrigérateurs a été modi�é en remplaçant le régulateur
PI par un contrôleur à modèle interne (IMC). Ce contrôleur a été élaboré à l'aide d'une commande
robuste H∞ qui permet de garantir la stabilité du contrôle dans tous les modes de fonctionne-
ment. Les simulations ont montré que ce contrôleur permettait principalement un meilleur rejet
des perturbations et une meilleure stabilité lorsque les compresseurs sont en régulation.

Une nouvelle stratégie a également été développée pour adapter automatiquement la puissance
de réfrigération à la charge demandée à l'aide d'un système de pressions �ottantes. Une nouvelle
boucle de régulation a été implémentée entre la station de compression et la boîte froide, créant
ainsi une régulation en cascade pour contrôler le niveau dans le séparateur de phase en faisant
varier la consigne de la haute pression. Cette nouvelle méthode a pu être pleinement étudiée grâce
au simulateur, permettant ainsi sa validation. Nous avons également pu montrer que l'utilisation
de régulateurs IMC pour contrôler la HP permet une meilleure stabilité du système de pressions
�ottantes.

Si cette technique s'accompagne en même temps de la régulation de la puissance des compres-
seurs, l'énergie électrique consommée diminue lorsque la charge diminue, ce qui permet de faire
des économies signi�catives. Cependant, pour des raisons mécaniques liées aux compresseurs, il
n'est pas conseillé de faire varier les vannes tiroirs des compresseurs. La solution serait de piloter
les compresseurs à l'aide de variateurs de vitesse qui permettraient de faire d'importantes écono-
mies d'énergie pendant l'opération des réfrigérateurs. Cette méthode demande un investissement
conséquent mais les variateurs peuvent être rentabilisés rapidement.
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Perspectives

Le simulateur constitue à présent une bonne base pour réaliser des simulations dynamiques
de systèmes cryogéniques de grande taille. Cependant, plusieurs améliorations pourraient être
apportées dans l'avenir pour que le simulateur soit pleinement utilisé :
� Pour la réalisation d'une mise en service virtuelle ayant pour objectif la véri�cation d'un
nouveau système de contrôle, le développement du modèle est une tâche ardue. De plus, la mise
en service virtuelle ne nécessite pas une grande précision dans les calculs, il faut simplement
que les principales grandeurs simulées évoluent conformément au processus et dans des plages
acceptables. Il serait donc possible de développer une bibliothèque de composants simpli�és
ayant des dynamiques plus simples pour créer un modèle très rapidement à partir d'outils de
génération automatique.

� La vitesse de simulation des réfrigérateurs 18 kW est inférieure au temps réel et rend l'entraî-
nement des opérateurs di�cile. Il faut donc optimiser certains composants, particulièrement
les échangeurs de chaleur, pour permettre des simulations plus rapides. Un système de com-
munication permettant de découper les modèles pour les simuler sur plusieurs ordinateurs en
parallèle pourrait également être développé comme c'est le cas avec d'autres simulateurs [23].

Les di�érentes améliorations de contrôle proposées sur les réfrigérateurs du LHC n'ont pas encore
pu être testées sur les réfrigérateurs réels à cause des contraintes d'opération prioritaires sur les
systèmes cryogéniques du LHC en 2009. Nous espérons que dans l'année à venir, ces tests seront
possibles pour valider dé�nitivement les contrôleurs IMC permettant de réguler la haute pression
ainsi que le système de pressions �ottantes.

De plus, le groupe de cryogénie et le groupe d'électricité du CERN étudient la mise en place de
variateurs de vitesse pour les compresseurs. Cet achat permettrait d'utiliser de manière e�cace
la stratégie de pressions �ottantes dans les réfrigérateurs pour faire des économies énergétiques
signi�catives pendant la période d'exploitation du LHC qui devrait durer plusieurs dizaines d'an-
nées.

Le système de simulation de processus et de contrôle développé dans cette thèse (PROCOS)
peut également être utilisé sur des processus industriels autres que cryogéniques, moyennant la
création de nouvelles librairies sous EcosimPro. Actuellement, deux librairies compatibles avec
PROCOS sont développées au CERN pour les processus hydrauliques et pour les systèmes de
refroidissement conventionnels utilisés pour refroidir l'électronique des détecteurs du LHC.

D'autres laboratoires européens utilisant des grands systèmes cryogéniques à hélium ont égale-
ment formulé leur désir d'utiliser ce système de simulation pour optimiser leurs systèmes cryo-
géniques en terme de stabilité et de coût de fonctionnement.
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Représentations graphiques des
bibliothèques de composants
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Annexe A. Représentations graphiques des bibliothèques de composants

Composants de stockage

Composants hydrauliques

Composants thermiques

Composants d'interfaçage

Figure A.1 � Représentations graphiques dans EcosimPro des composants cryogéniques déve-
loppés
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Figure A.2 � Représentations graphiques dans EcosimPro des composants automates développés
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Annexe A. Représentations graphiques des bibliothèques de composants
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B

Modèle EcosimPro du système
cryogénique de CMS

Figure B.1 � Modèle EcosimPro du système cryogénique général CMS : station de compression
(QS), boîte froide (CB) et système cryogénique de proximité de l'aimant (load)
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Annexe B. Modèle EcosimPro du système cryogénique de CMS

Figure B.2 � Modèle EcosimPro de la station de compression de CMS
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Figure B.3 � Modèle EcosimPro de la boîte froide de CMS
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Annexe B. Modèle EcosimPro du système cryogénique de CMS

Figure B.4 � Modèle EcosimPro du système cryogénique de proximité de l'aimant de CMS
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C

Modèle EcosimPro du liquéfacteur
central du CERN
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Annexe C. Modèle EcosimPro du liquéfacteur central du CERN

Figure C.1 � Modèle EcosimPro de la boîte froide Linde TCF50
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D

Modèle EcosimPro du réfrigérateur à
4,5 K pour le LHC

Figure D.1 � Modèle EcosimPro général du réfrigérateurs à 4,5 K du LHC : station de com-
pression (WCS), boîte froide (CB) et charge thermique du LHC
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Annexe D. Modèle EcosimPro du réfrigérateur à 4,5 K pour le LHC

Figure D.2 � Modèle EcosimPro de la station de compression des réfrigérateurs à 4,5 K du LHC
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Figure D.3 � Modèle EcosimPro de la boîte froide des réfrigérateurs à 4,5 K du LHC (partie1)
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Annexe D. Modèle EcosimPro du réfrigérateur à 4,5 K pour le LHC

Figure D.4 � Modèle EcosimPro de la boîte froide des réfrigérateurs à 4,5 K du LHC (partie2)
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Figure D.5 � Modèle EcosimPro des trois premières turbines de la boîte froide des réfrigérateurs
à 4,5 K du LHC avec le bloc de logique calculant les consignes des turbines
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Annexe D. Modèle EcosimPro du réfrigérateur à 4,5 K pour le LHC

Figure D.6 � Modèle EcosimPro des turbines 4 et 5 de la boîte froide des réfrigérateurs à 4,5 K
du LHC avec le bloc de logique calculant les consignes des turbines (modèle identique pour les
turbines T6T7 et T8T9)
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E

Modèle EcosimPro d'une unité de
réfrigération à 1,8 K pour le LHC

Figure E.1 � Modèle EcosimPro général d'une unité de réfrigération à 1,8 K pour le LHC : sta-
tion de compression chaude (QSCC), boîte des compresseurs froids (QURC) et ligne de pompage
de la ligne de distribution cryogénique (QRL-LineB)
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Annexe E. Modèle EcosimPro d'une unité de réfrigération à 1,8 K pour le LHC

Figure E.2 � Modèle EcosimPro de la station de compression chaude de l'unité de réfrigération
à 1,8 K pour le LHC
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Figure E.3 � Modèle EcosimPro de la boîte des compresseurs froids de l'unité de réfrigération
à 1,8 K pour le LHC
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Annexe E. Modèle EcosimPro d'une unité de réfrigération à 1,8 K pour le LHC

Figure E.4 � Modèle EcosimPro des compresseurs froids de l'unité de réfrigération à 1,8 K pour
le LHC (le bloc PLC CCS correspond au bloc de logique de l'automate qui calcule les consignes
des vitesses des compresseurs froids)
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Contrôle à Modèle Interne (IMC)
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Annexe F. Contrôle à Modèle Interne (IMC)

Cette annexe a été réalisée en adaptant certains passages issus de [52] de manière à réaliser un
contrôleur IMC pour un système instable (les deux contrôleurs IMC du chapitre 6 régulent des
processus instables comprenant des intégrateurs).

Le contrôle à modèle interne, ou IMC (Internal Model Control), est une structure de contrôle à
rétroaction qui est une alternative aux structures classiques de rétroaction (comme les contrôleurs
PID). Son avantage principal réside dans le fait que la stabilité en boucle fermée est simplement
assurée en choisissant un contrôleur IMC stable. De plus, les performances de la boucle fermée
(comme le temps de monté) sont directement liées aux paramètres du contrôleur, ce qui permet
un réglage très aisé. Le contrôleur est généralement synthétisé en deux temps. La première étape
consiste à trouver un contrôleur optimal pour le suivit de consigne (suppression des perturbations)
sans tenir compte des saturateurs ou des incertitudes du modèle. La deuxième étape consiste
alors à recon�gurer le contrôleur de manière à garantir un contrôle robuste selon les objectifs de
contrôle et les contraintes du système.

F.1 Structure IMC

Le schéma bloc d'une boucle de régulation IMC est représenté dans la Figure F.1. Ici, P représente
le processus réel dont la fonction de transfert réelle est généralement inconnue et P̃ représente le
modèle du processus disponible. La mesure y est généralement assujettie à un bruit de mesure
n et ỹ représente la sortie du modèle théorique. Le contrôleur Q détermine la valeur de l'entrée
(de l'actionneur) u et l'objectif de contrôle est donc de trouver Q de manière à conserver y aussi
proche que possible de la consigne r. Notez que le système de contrôle complet à implémenter dans
un ordinateur ou dans autre équipement de contrôle analogique est entouré en lignes pointillées.

yQ

P

Pr
u y

y~
IMC

~

d

d~

Figure F.1 � Contrôle à modèle interne (IMC)

Le signal de rétroaction est donc le suivant :

d̃ = (P − P̃ ) · u+ d. (F.1)

Si le modèle est parfait (P = P̃ ) et qu'il n'y a pas de perturbation (d = 0), alors d̃ = 0. Ainsi, le
système de contrôle est une boucle ouverte quand il n'y a pas d'incertitudes sur le modèle. Ceci
montre que pour les systèmes stables en boucle ouverte, la rétroaction est uniquement nécessaire
à cause des incertitudes. Le signal de rétroaction d̃ exprime alors les incertitudes du processus.

F.2 Conditions de stabilité interne pour processus instables

Pour étudier la stabilité interne, on examine toutes les fonctions de transfert entre les di�érentes
entrées et sorties possibles. A partir du schéma de la Figure F.2, on constate qu'il y a 3 entrées
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F.3. synthèse d'un contrôleur IMC pour un système instable

indépendantes (r, u1 et u2) et 3 sorties indépendantes (y, u et ỹ). S'il n'y a pas d'erreurs de
modèle (P = P̃ ), alors le signal u2 ne génère aucune rétroaction et donc aucune action sur la
commande u. Les autres entrées et sorties sont alors reliées par la matrice de transfert suivante :(

y
u

)
=

(
PQ (1− PQ)P P
Q −PQ 0

)
·
(

r
u1

)
. (F.2)

yQ

P

Pr
u y

y~ ~

d~

u1 u2

Figure F.2 � Schéma bloc pour trouver les conditions de stabilité internes

Après une étude directe de la matrice de transfert, il vient le théorème suivant :

Théorème F1 (stabilité interne pour processus instables) : soit un modèle parfait (P = P̃ )
avec P possédant k pôles instables à π1, ..., πk. Alors le système IMC représenté dans la Figure
F.1 est stable en boucle fermée si et seulement si :

1. Q est stable.

2. (1− PQ) possède k zéros à droite en π1, ..., πk.

F.3 synthèse d'un contrôleur IMC pour un système instable

La synthèse d'un contrôleur IMC se réalise en 2 étapes :

1. Performance nominale : un contrôleur Q̃ est trouvé de manière à avoir une bonne réponse
selon le type d'entré sélectionné (échelon, rampe, etc.) sans tenir compte des contraintes
et des incertitudes du modèle.

2. Robustesse : Q̃ est augmenté par un �ltre passe bas f (Q = f ·Q̃) pour réaliser un contrôle
robuste en terme de stabilité et de performance.

F.3.1 Performance nominale

Pour les systèmes SISO (Single Input Single Output), on choisit généralement Q̃ tel que la norme
2 de l'erreur est minimisée (H2 optimal) pour une entrée spéci�que v où v = d ou v = −r. On
doit donc résoudre :

min
q̃
‖e‖22 = min

q̃

∥∥∥(1− P̃ Q̃)v
∥∥∥2

2
, (F.3)

assujettie à la contrainte que Q̃ doit être stable et causal. Le problème (F.3) atteint son minimum
absolue (zéro) pour :
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Annexe F. Contrôle à Modèle Interne (IMC)

Q̃ =
1
P̃
. (F.4)

Cette solution peut être acceptable seulement pour des systèmes à phase minimale (MP), c'est-
à-dire sans zéros à droite et sans retards. Pour les systèmes à phases non minimales (NMP),
l'inverse est obligatoirement instable ou non causale. La fonction ne peut pas être égale à zéro et
une inverse "approximative" de P̃ doit être trouvée telle que la norme 2 pondérée de la fonction
de sensibilité soit minimisée.

Théorème F2 (contrôleur optimal pour processus instables) :soit un modèle parfait
(P = P̃ ) avec P possédant k pôles π1, ..., πk strictement positifs et l pôles nuls. Soit :

bp =
k∏
i=1

−s+ πi
−s+ π̄i

(F.5)

où π̄i est le conjugué de πi. P̃ peut être décomposé en une portion à phase minimale P̃M et en
une portion passe-tout P̃A tel que P̃ = P̃M P̃A. Donc P̃A possède tous les zéros à droite et les
retards de P̃ et |P̃A(jω)| = 1 ∀ω.

De la même manière, l'entrée spéci�que v peut être décomposée telle que v = vAvM . On assume
également que les k′ premiers pôles strictement positifs πi de v sont les mêmes que ceux du
processus. on peut alors dé�nir :

bv =
k′∏
i=1

−s+ πi
−s+ π̄i

(F.6)

On assume également que v possède l pôles à l'origine. Le contrôleur Q̃ qui résout (F.3) est donné
par :

Q̃ = bp(P̃MbvvM )−1 · {(bpP̃A)−1bvvM}∗ (F.7)

où l'opérateur {}∗ signi�e qu'après une décomposition en éléments simples, tous les éléments
contenant des pôles de PA sont omis.

En général, Q̃ n'est pas propre, c'est pour cela qu'il est augmenté par �ltre passe-bas.

F.3.2 Filtre IMC

Le contrôleur Q̃ est augmenté par le �ltre f pour rendre Q = f · Q̃ propre. Pour une entrée
asymptotiquement constante :

f =
1

(λs+ 1)n
, (F.8)

et pour une entrée de type rampe :

f =
nλs+ 1

(λs+ 1)n
, (F.9)

où n est sélectionné de manière à rendre Q propre. Pour les systèmes à phase minimale, λ
représente la constante de temps en boucle fermée s'il n'y a pas d'erreur de modèle. Pour les
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systèmes à phase non minimale, λ représente la constante de temps boucle fermée dominante
lorsqu'il est su�samment grand. En général, augmenter λ ralentit le système et le rend plus
robuste.

F.3.3 Robustesse en stabilité

Pour quanti�er les incertitudes du modèle, on calcule les incertitudes multiplicatives du modèle :

lm(jω) =
P (jω)− P̃ (jω)

P̃ (jω)
, (F.10)

La borne supérieure l̄m(ω) de l'erreur multiplicative est dé�nie telle que :

|lm(jω)| ≤ l̄m(ω). (F.11)

On dé�nit ensuite la fonction de sensibilité ε qui représente la relation entre la sortie y et la
perturbation sur la mesure d ainsi que la sensibilité complémentaire η qui lie la sortie y à la
consigne r en considérant le bruit de mesure n. Pour un contrôleur IMC, elles sont dé�nies par :

ε(s) =
y

d
= 1− P̃Q, (F.12)

η(s) =
y

r − n
= P̃Q = 1− ε(s) (F.13)

La fonction ε(s) re�ète la performance du contrôleur et doit être la plus petite possible alors que
η(s) représente la robustesse de la stabilité du contrôleur et doit être le plus proche possible de
l'unité. On doit alors faire un compromis entre un bon suivi de consigne avec un bon rejet de
perturbation (ε ≈ 0, η ≈ 1) et une insensibilité au bruit sur la mesure (ε ≈ 1, η ≈ 0). Dans
nos systèmes, le bruit de mesure est relativement faible et on cherchera donc plutôt à maximiser η.

Théorème F3 (robustesse en stabilité pour processus instables) : Soit tous les processus
P de la famille Π

Π =

{
P :

∣∣∣∣∣P − P̃ (jω)
P̃

∣∣∣∣∣ ≤ l̄m(ω)

}
(F.14)

ayant le même nombre de pôles à droite et un contrôleur Q̃ particulier stabilisant le processus
P̃ . Alors le système est robuste en terme de stabilité avec le contrôleur Q̃ si et seulement si la
fonction de sensibilité complémentaire η̃(s) pour le processus P̃ satisfait l'inégalité suivante :

∥∥ηl̄m∥∥∞ ∆= sup
ω

∣∣ηl̄m(ω)
∣∣ < 1 ∀ω ∈ <+. (F.15)

Pour un contrôleur IMC, cette condition devient :

|f | < 1∣∣∣P̃ Q̃l̄m(ω)
∣∣∣ ∀ω ∈ <+. (F.16)
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F.3.4 Robustesse en performance

Le contrôleur Q(s) est alors calculé de manière à minimiser la norme in�nie des erreurs dues aux
incertitudes du modèle (contrôle robuste H∞). Ainsi, la stabilité du contrôle est garantie, même
pour le pire des cas. L'objectif de contrôle sera donc de satisfaire la relation suivante :

min
Q

sup
ω

(
∣∣ηl̄m∣∣+ |εw|) ∀ω ∈ <+ (F.17)

où w est une fonction de pondération de ε en fonction des objectifs de contrôle. Pour notre étude,
on atténuera les hautes fréquences d'un facteur 2 de manière à limiter les hautes fréquences sur
les actionneurs et on augmentera d'un facteur 2 les basses fréquences. La fonction de pondération
est alors dé�nie par :

w(s) =
(s/2 + ωc)
(s+ ωc)

, (F.18)

où ωc représente la pulsation de coupure, voir la Figure F.3 où cette fonction est représentée.

Théorème F4 (robustesse en performance pour processus instables) : Soit tous les
processus P de la famille Π

Π =

{
P :

∣∣∣∣∣P − P̃ (jω)
P̃

∣∣∣∣∣ ≤ l̄m(ω)

}
(F.19)

ayant le même nombre de pôles à droite. Alors le système satisfait les spéci�cations de robustesse
en terme de performance

‖ε̃w‖∞ = sup
ω
|ε̃w| < 1 ∀P ∈ Π (F.20)

si et seulement si le système en boucle fermée est stable et que la fonction de sensibilité ε̃ et la
fonction de sensibilité complémentaire η̃(s) pour le processus P̃ satisfont l'inégalité suivante :∣∣ηl̄m∣∣+ |εw| < 1 ∀ω ∈ <+. (F.21)

Pour un contrôleur IMC, cette condition devient :∣∣∣P̃ Q̃f l̄m∣∣∣+ ∣∣∣(1− P̃ Q̃f)w
∣∣∣ < 1, ∀ω ∈ <+. (F.22)

Au �nal, le paramètre λ du �ltre IMC doit être choisi de manière à respecter les critères de
robustesse en stabilité (F.16) et en performance (F.22).
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Figure F.3 � Fonction de pondération w(s) sur la sensibilité
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