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Nomenclature 
Alphabet latin 

 

a  Accélération     m.s
-2

 

al0  Coefficient     K 

al1  Coefficient     kg.K.J
-1

 

av0  Coefficient     K 

av1  Coefficient     kg.K.J
-1

 

A  Aire, surface, section de passage  m
2
 

b  Coefficient de blocage    - 

c  Vitesse complexe d'une onde   m.s
-1

 

C  Paramètre     - 

CD  Coefficient de trainée    - 

Co  Nombre de Courant    - 

Cp  Chaleur spécifique     J.kg
-1

.K
-1

 

Cs  Coefficient dans l'équation de Rohsenow - 

Cμ  Constante     - 

D  Diamètre     m 

e  Espacement     m 

E  Energie      J 

Ef  Facteur dans la corrélation de Friedel  - 

f  Coefficient de frottement   - 

fD  Fonction de trainée    - 

Ff  Facteur dans la corrélation de Friedel  - 

Fr  Nombre de Froude    - 

g  Accélération de la gravité   m.s
-2

 

G  Flux ou vitesse massique   kg.m
-2

.s
-1

 

h  Enthalpie     J.kg
-1

 

hlv  Enthalpie de changement de phase  J.kg
-1

 

Hf  Facteur dans la corrélation de Friedel  - 

H  Coefficient d'échange thermique  W.m
-2

.K
-1

 

I  Intensité de la turbulence   % 

J  Vitesse superficielle    m.s
-1

 

K  Coefficient     - 

l  hauteur      m 

L  Longueur     m 

m  Masse      kg 

m   Débit massique     kg.s
-1

 

Nu  Nombre de Nusselt    - 

pn  Pourcentage     - 

P  Pression     Pa 

ΔP  Perte de pression    Pa 

Pr  Nombre de Prandtl    - 

Q  Puissance     W 

R  Rayon      m 

Rc  Rayon de courbure    m 

Re  Nombre de Reynolds    - 

S  Terme source     kg.m
-3

.s
-1

 ou W.m
-3

 

t  Temps      s 
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T  Température     K 

T
+
  Température adimensionnalisée   - 

u*  Vitesse de frottement    m.s
-1

 

v  Vitesse      m.s
-1

 

V  Volume     m
3
 

w  Vitesse axiale     m.s
-1

 

We  Nombre de Weber    - 

x  Titre massique     - 

xb  Rapport de débits    - 

xth  Titre thermodynamique    - 

X  Paramètre de Martinelli    - 

y  Distance à la paroi    m 

y
+
  Distance à la paroi adimensionnalisée  - 

Y  Paramètre adimensionnel   - 

z  Position axiale     m 

Z
*
L  Hauteur adimensionnelle   - 

 

 

Alphabet grec 

 

α ou αv  Taux de vide (taux de présence de la vapeur) - 

αl  Taux de présence du liquide   - 

β  Coefficient     - 

Δ  Différence     - 

η  Hauteur d'une perturbation   - 

φ  Flux de chaleur     W/m
2
 

  Scalaire passif     -


  Multiplicateur diphasique   - 

Γ  Coefficient de diffusion    kg.m
-1

.s
-1

 

κ  Nombre d'onde     m
-1

  Conductivité thermique    W.m
-1

.K
-1

 

µ  Viscosité dynamique    Pa.s 

ρ  Masse volumique    kg.m
-3

 

σ  Tension superficielle    N/m 

θ  Angle      ° 

 

 

Indices et exposants 

 

1ere maille relatif à la maille adjacente à la paroi 

acc  accélération 

adim  adimensionnalisé 

b  relatif à une bulle 

c  cellule 

cell  relatif à une cellule 

cond  condensation 

conv  convectif 

corr  corrigé 

coude  faisant référence à un coude 

crit  critique 

d  relatif à la vapeur dispersée 

D  Relatif au diamètre 
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diph  diphasique 

distrib  lié au distributeur 

dr  drift (dérive) 

e  entrée 

eau  relatif à l'eau 

eb  ébullition 

eff  effectif 

ext  extérieur 

E  relatif à l'équation de conservation de l'énergie 

eq  équilibre 

entrée  relatif à l'entrée 

evap  évaporation 

face  relatif à une face 

fluide  relatif au fluide 

frott  frottement 

g  relatif au gaz 

grav  gravitaire 

h  homogène 

H  hydraulique 

I  imaginaire 

int  intérieur 

interf  lié à l'interface 

l  relatif au liquide 

lim  limite 

LO  tout liquide (liquid only) 

loc  local 

m  relatif au mélange 

moy  moyen 

M  relatif à l'équation de conservation de masse de la vapeur dispersée 

max  maximum 

monoph monophasique 

nb  ébullition nucléée 

nuc  nucléé 

p ou paroi relatif à la paroi 

pertes  relatif aux pertes 

pompe  relatif à la pompe 

quench  remouillage (quenching) 

recond  recondensation 

ref  de référence 

rel  relative 

R  réel 

s  relatif au solide 

sat  saturation 

sortie  relatif à la sortie 

t  turbulent 

t ou trou relatif à un trou 

théo  théorique 

tube  relatif au tube 

v  relatif à la vapeur 

vol  volumique 

VO  tout vapeur (vapor only) 

tot  total 
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Introduction 
 

Le XXème siècle a connu des évolutions industrielles et technologiques majeures : l'exploitation de la 

machine à vapeur a permis une augmentation considérable des moyens de production et facilité les 

déplacements, l'accès à l'électricité a révolutionné notre vie pour de nombreux aspects, et le développement 

des télécommunications a permis de rapprocher ceux que la distance éloigne. Même s'il est sûrement trop tôt 

pour le dire, le XXIème siècle sera peut-être celui de la révolution numérique amorcée dans les années 2000 

et que nous sommes en train de vivre. Cependant  tous ces équipements, que nous considérons maintenant 

comme indispensables à notre quotidien, nécessitent une source d'énergie, le plus souvent électrique, ce qui 

fait de la production et de la gestion de cette énergie l'un des enjeux majeurs du siècle à venir. 

 

Depuis les chocs pétroliers de 1973 et 1979, et les catastrophes nucléaires qui sont survenues ces trente 

dernières années, les énergies renouvelables deviennent des sources d'énergie intéressantes comme 

alternative au pétrole et au nucléaire. De nombreuses pistes sont actuellement en développement, comme 

l'exploitation de l'énergie du vent, de la marée ou du soleil. 

 

Actuellement, l'énergie solaire peut être exploitée de deux façons différentes : l'effet photovoltaïque permet, 

grâce à des panneaux composés de semi-conducteurs, de transformer directement le rayonnement solaire en 

électricité. La deuxième méthode, moins connue par le grand public, consiste à exploiter la chaleur du 

rayonnement solaire afin de la transformer en électricité. Pour cela, le moyen le plus simple est de concentrer 

les rayons à l'aide de miroirs, afin de chauffer un fluide (air ou vapeur) à haute température, ce qui va 

permettre d'actionner une turbine couplée à un générateur d'électricité : il s'agit de l'énergie solaire 

thermodynamique à concentration. 

Bien que les rendements finaux de ces deux méthodes soient similaires (de l'ordre de 20%), le principal 

intérêt du solaire thermodynamique est son couplage avec un système de stockage de chaleur, permettant 

d'assurer une production d'électricité de façon continue, de nuit ou lors de passages nuageux. 

 

Développé depuis les années 1980, le solaire thermodynamique commence à être exploité à l'échelle 

industrielle. Cependant de nombreuses voies d'améliorations technologiques restent ouvertes. Dans la 

majorité des centrales commerciales actuellement en fonctionnement, le rayonnement solaire permet de 

chauffer un fluide à haute température, puis par le biais d'un échangeur de chaleur de la céder à un autre 

fluide adapté à faire tourner une turbine (de l'air ou de la vapeur d'eau). Dans une optique de réduction des 

coûts, une piste est l'utilisation d'un seul circuit d'eau sous pression : sous forme liquide au début du cycle, 

elle est transformée en vapeur par le rayonnement solaire concentré, et est directement utilisée pour faire 

tourner une turbine. L'écoulement diphasique dans le tube lors de la production de vapeur est un phénomène 

beaucoup étudié mais complexe, et va faire l'objet de ce travail de thèse. 

 

Le chapitre I est une introduction à l'énergie solaire thermodynamique, ainsi qu'au contexte scientifique de 

cette étude. Les différents types de centrales seront présentés, et le principe de la génération directe de 

vapeur, sera décrit plus en détail. Les problématiques scientifiques associées à la compréhension de 

l'écoulement en évaporation dans le tube récepteur du rayonnement solaire concentré seront présentées, au 

travers de généralités sur les écoulements diphasiques. 

 

L'objectif du chapitre II est de présenter une revue de la littérature concernant l'étude des écoulements 

horizontaux en évaporation, tant du point de vue expérimental que numérique. Le sujet présente de fortes 

similarités avec les problématiques rencontrées dans l'industrie du nucléaire. Cependant dans ce domaine les 

écoulements sont principalement verticaux, ce qui n'est pas le cas des écoulements que nous étudions. 
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L'étude bibliographique met en évidence le manque de travaux sur l'étude de l'évolution des régimes 

d'écoulement lors de l'évaporation d'un liquide en configuration horizontale. 

 

Afin de mieux comprendre cette évolution, un modèle est développé et présenté dans le chapitre III. Le but 

est de pouvoir simuler le comportement d'un fluide en train de s'évaporer, depuis son état liquide en entrée 

du tube jusqu'à la présence de larges poches de vapeur. Pour cela un modèle est conçu et introduit dans un 

logiciel de simulation de mécanique des fluides (ou CFD, pour Computational Fluid Dynamics) utilisant la 

méthode des volumes finis. Afin de conserver un temps de calcul raisonnable, compatible avec des études 

industrielles, les fines bulles créées en paroi ne sont pas simulées individuellement mais sont modélisées par 

l'introduction d'un nouveau scalaire représentant la vapeur dispersée dans le liquide. Cette vapeur dispersée 

est transportée dans le liquide, avant de venir s'ajouter aux larges structures de vapeur déjà existantes. 

 

Dans le chapitre IV, le modèle sera confronté aux données expérimentales issues de la littérature, d'abord 

dans sa version adiabatique (sans apport de chaleur) pour le régime complexe des écoulements intermittents, 

puis lors de l'évaporation du fluide sous l'effet d'un flux de chaleur. Différentes conditions d'entrée seront 

testées, afin d'analyser la sensibilité du modèle. Puis un calcul sur un tube récepteur de centrale solaire sera 

réalisé afin d'appliquer le modèle à un cas réel. 

 

Dans le dernier chapitre sera présentée une proposition d'installation expérimentale pouvant permettre de 

valider au mieux nos calculs numériques. Après avoir étudié différentes possibilités permettant de chauffer 

un écoulement tout en le visualisant, la méthode qui nous a semblé la plus adéquate sera détaillée. Les 

différents éléments composant le dispositif seront dimensionnés, avec une attention particulière portée à 

l'échange thermique entre le fluide chauffant et le tube où se fait l'évaporation. Cette partie va faire l'objet 

d'une étude numérique poussée afin de pouvoir connaître la distribution du flux de chaleur sur la 

circonférence du tube. 
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I.1 Introduction 

Dans un contexte de raréfaction des sources d'énergies fossiles, il devient nécessaire de développer des 

sources alternatives. L’utilisation de la chaleur solaire pour produire indirectement de l’électricité est 

beaucoup moins développée que celle mettant en œuvre l’effet photovoltaïque. Cette technologie dite solaire 

thermodynamique à concentration existe depuis les années 1980 et est encore aujourd'hui en plein 

développement. 

 

Le principe de cette technologie va tout d'abord être présenté, ainsi que quelques réalisations existantes dans 

le monde. Une évolution de la technologie pouvant permettre la baisse des coûts, appelée génération directe 

de vapeur, va également être introduite. Ce saut technologique, permettant la production de vapeur 

directement par la concentration du rayonnement solaire, induit directement des écoulements eau-vapeur 

parfois difficiles à maitriser, qui vont faire l'objet de notre recherche scientifique. 

 

Ces écoulements posent encore aujourd'hui des problèmes dans leur compréhension et leur modélisation, 

rendant leur gestion difficile. Le dimensionnement de systèmes réels, contenant des écoulements 

diphasiques, est plus complexe que ceux impliquant des flux de liquide ou de vapeur seuls. 

 

Du fait des points de fonctionnement à haute pression et haute température des centrales solaires étudiées, la 

visualisation de l'écoulement est impossible directement, aussi il serait intéressant d'avoir accès à un outil de 

modélisation permettant de comprendre la structure de l'écoulement diphasique et de simuler les échanges 

thermiques associés. 

 

I.2 L'énergie solaire thermodynamique 

I.2.1 Présentation 

Le principe de l'énergie solaire thermodynamique consiste à utiliser le rayonnement du soleil en le 

concentrant afin de le transformer en énergie utilisable. Les technologies de concentration solaire utilisent 

des miroirs qui concentrent les radiations solaires pour porter à haute température un fluide caloporteur. Ce 

fluide peut ensuite être utilisé pour la génération d'électricité au moyen d'un cycle thermodynamique (Figure 

I-1). 

 

Figure I-1. Principe de l'énergie solaire thermodynamique 

Un des intérêts de l'énergie solaire thermodynamique par rapport à l'énergie éolienne ou photovoltaïque est 

l'utilisation de systèmes de stockage de chaleur (par voie latente, sensible ou thermochimique) ou 

d'hybridation avec d'autres sources énergétiques (gaz naturel, biomasse, etc.). 

 

Le rayonnement est concentré puis transformé en chaleur par des systèmes ponctuels ou linéaires. La 

concentration optique se fait au moyen de miroirs, le but étant de fournir une intensité lumineuse plus 

importante sur le récepteur. Ainsi les systèmes à concentration peuvent atteindre des températures élevées de 

l'ordre de 500°C, ce qui permet d'augmenter le rendement des cycles thermodynamiques utilisés. 
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I.2.2 Les différents types de centrales solaires 

Plusieurs types de centrales solaires à concentration se démarquent, et se différencient par leur façon de 

concentrer la lumière sur le récepteur. La concentration peut se faire de façon ponctuelle ou linéaire. 

 

Le premier type est le concentrateur parabolique (Figure I-2). Ce système de concentration ponctuel est 

celui qui concentre le plus la lumière (entre 5000 et 10000 fois) et qui permet donc d'atteindre les 

températures les plus élevées. Il nécessite un suivi du soleil par le concentrateur et le récepteur grâce à un 

« héliostat » (système automatique de suivi) sur 2 axes. Il n'existe cependant pas de centrale de ce type 

actuellement en fonctionnement commercial. 

 

 

Figure I-2. Principe d'un concentrateur parabolique (Photo : Stirling Energy Systems) 

Les centrales solaires à tour représentent la seconde catégorie de concentrateur ponctuel (Figure I-3). Le 

principe est de concentrer le rayonnement sur un point central (le sommet de la tour) grâce à des héliostats 2 

axes. Cependant cette solution est plus simple que la précédente car le récepteur thermique (souvent coûteux) 

est centralisé, et cela nécessite donc moins de tuyauteries et systèmes hydrauliques. Le facteur de 

concentration est en général compris entre 200 et 1000. 

 

 

Figure I-3. Principe d'un récepteur central à tour (Photo : Solar Two, U.S. Department of Energy) 



Chapitre I – Contexte technologique et scientifique 

7 

 

Le rayonnement solaire peut aussi se concentrer de façon linéaire, sur des tubes. Les centrales solaires 

cylindro-paraboliques utilisent pour cela des miroirs semi-cylindriques pour concentrer le rayonnement sur 

un tuyau récepteur (Figure I-4). Par conséquent, ce type de miroir ne nécessite qu'un seul axe pour suivre le 

soleil mais concentre également moins le rayonnement (facteur de concentration de l'ordre de 80, pour des 

températures de fonctionnement d'environ 400°C) [1-3]. 

 

Le système cylindro-parabolique est aujourd'hui le système le plus éprouvé, car malgré ses plus faibles 

rendements, il est aussi celui qui possède le plus faible coût d'investissement [1]. Plusieurs générations de ces 

centrales sont installées aux Etats-Unis dans le désert de Californie à Kramer Junction, pour une puissance 

totale de 354 MWth (correspondant à environ 75 MWe). 

 

 

Figure I-4. Principe d'un récepteur cylindro-parabolique (Photo : Valle 1 et 2, Torresol Energy) 

Une variante du système cylindro-parabolique peut être obtenue en faisant le choix de sacrifier une partie de 

la focalisation en adoptant le système des miroirs de Fresnel (Figure I-5). 

 

 

Figure I-5. Principe d'une centrale solaire à miroirs de Fresnel (Photo : Kimberlina, Areva Solar) 

En effet un facteur de coût important dans la technologie des concentrateurs cylindro-paraboliques est la 

mise en forme du verre pour obtenir la forme parabolique requise. Dans les centrales solaires à miroirs de 

Fresnel, la parabole est reconstituée à l’aide de miroirs très peu incurvés dont l’inclinaison sera réglée en 

fonction de la position du soleil. Un second étage de réflexion secondaire est parfois ajouté afin de rediriger 
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le rayonnement vers le tube récepteur. Cette focalisation est plus simple que la précédente, plus facile à 

monter, moins coûteuse, mais le rendement est également un peu réduit. 

 

Le bloc de conversion de l'énergie diffère en fonction des applications, mais la majorité des systèmes est 

basée sur le cycle de Rankine et utilise des turbines à vapeur. Si le fluide caloporteur n'est pas directement de 

l'eau, un échangeur de chaleur est ajouté au circuit, par exemple pour transférer la chaleur du circuit primaire 

(huile) au circuit secondaire (eau) qui lui, est connecté à la turbine. 

 

Enfin, il est possible de coupler à la centrale solaire un système de stockage de l'énergie. Le stockage peut 

permettre de produire de l’électricité en continu (pendant des périodes nuageuses, ou pendant la nuit), de 

gérer les pics de production et d’adapter la production à la demande. La chaleur devant être stockée est alors 

transférée à un matériau, et peut être restituée selon la demande. 

Le stockage sensible liquide est la technologie la plus aboutie à ce jour, et la seule utilisée industriellement 

(on peut citer notamment  la centrale solaire à tour Gemasolar récemment construite en Espagne). Deux 

réservoirs de sels fondus sont utilisés (technologie "two-tanks"), le sel froid étant chauffé par la tour puis 

transporté et stocké dans le réservoir "chaud". En mode décharge, le sel chaud est transporté en sens inverse 

dans le réservoir "froid", restituant sa chaleur et permettant une production d'électricité 24h/24. 

 

 

Figure I-6. Les deux réservoirs de stockage de la centrale Gemasolar. 

Le stockage latent utilise le phénomène du changement de phase (souvent solide-liquide du fait de la faible 

variation de volume). L'énergie thermique en surplus sert à faire fondre un solide (un sel ou une paraffine), 

contenu dans un réservoir. La fonte du solide permet de restituer l'énergie stockée. 

Enfin, le principe du stockage thermochimique est de séparer un réactif chimique en deux constituants par 

apport de chaleur (par exemple en le déshydratant). Il suffit alors de remettre les deux produits de réaction en 

présence pour créer le réactif initial et de la chaleur. 

I.2.3 Les fluides caloporteurs 

Différents fluides peuvent être utilisés pour transporter la chaleur du récepteur où les rayonnements sont 

concentrés, jusqu'à l'échangeur permettant sa transformation. Le choix de ce fluide dit "caloporteur" dépend 

de la technologie de concentration utilisée. 

Le Tableau I-1 regroupe les fluides caloporteurs majoritairement utilisés pour des centrales solaires à 

concentration de grande taille, produisant de l'électricité (de petits prototypes peuvent utiliser d'autres 

fluides, notamment pour la production de chaleur seule ou en cogénération). 
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Technologie Fluide caloporteur Exemples 

Tour solaire 

Sels fondus 
- Gemasolar en Espagne (Torresol Energy) 

- Crescent Dunes dans le Nevada (SolarReserve) 

Eau 
- PS10 et PS20 en Espagne (Abengoa Solar) 

- Ivanpah en Californie  (Brightsource, NRG, Google) 

Cylindro-

parabolique 

Huile (majoritairement) 
- SEGS en Californie (NextEra Energy Resources) 

- Shams I aux Émirats arabes unis (Shams Power Company) 

Eau - TSE-1 en Thaïlande (Solarlite) 

Fresnel Eau (majoritairement) 
- PE1 en Espagne (Novatec Solar) 

- Kimberlina en Californie (Areva Solar) 

Tableau I-1. Fluides caloporteurs utilisés par les différentes technologies de centrales solaires à concentration, 

pour des centrales de grande taille produisant de l'électricité. 

Les trois fluides caloporteurs principaux sont les sels fondus, l'huile et l'eau. Les sels fondus se retrouvent 

principalement dans les centrales à tour. Les centrales solaires cylindro-paraboliques fonctionnent 

majoritairement en huile thermique, même si certaines commencent à utiliser de l'eau. Les centrales solaires 

à miroirs de Fresnel utilisent principalement de l'eau en évaporation directe dans le récepteur (voir la section 

suivante).  

I.2.4 La génération directe de vapeur 

La plupart des centrales à concentration linéaires actuelles fonctionnent avec un circuit primaire et un 

circuit secondaire. C'est en effet la technologie historique, mais également la plus aboutie. 

Un fluide caloporteur (par exemple de l'huile thermique) est chauffé par le champ solaire, puis celui-ci 

échange avec un circuit secondaire chargé de la production électrique. Plus récemment, la voie de la 

génération directe de vapeur (ou DSG pour Direct Steam Generation) a été explorée. Elle consiste en 

l'utilisation de l'eau en tant que fluide caloporteur, et la production de vapeur sans l'utilisation d'un fluide 

caloporteur intermédiaire (Figure I-7). 

 

Figure I-7. A gauche, centrale avec un circuit primaire et un circuit secondaire. 

A droite, centrale à génération directe de vapeur 

Dans ce cas le fluide passant dans le champ solaire est de l'eau à haute pression (de l'ordre de 80 à 100 bar). 

La transition vers cette technologie, éliminant les échangeurs thermiques et supprimant le besoin d'huile 

thermique (qui a besoin d'être remplacée régulièrement), peut permettre de réduire les coûts. De plus, 

l'utilisation de l'évaporation directe de l'eau élimine les risques d’incendie et de pollution dus à l'utilisation de 

l'huile et permet de travailler à plus de 400°C sans risque d'endommager l'huile synthétique. En effet, l'huile 
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thermique possède une limite maximum de température en raison de sa stabilité chimique, et cela implique 

donc directement une limite supérieure sur les températures dans le cycle de Rankine utilisé dans les 

turbines. L'efficacité des cycles de Rankine est grandement améliorée quand la température maximale 

disponible est augmentée. Or l'eau ne possède pas cette limite de température, ce qui peut aider dans 

l'amélioration de l'efficacité du système solaire thermique. 

 

Trois principales conceptions du champ solaire pour la génération directe de vapeur ont été étudiées [4;5] 

(Figure I-8). 

 

Figure I-8. Modes de fonctionnement des centrales solaires  

à génération directe de vapeur, proposés par Eck et al. [4] 

L'ébullition directe en mode "cycle ouvert" ("once through") est celle qui vient à l'esprit en premier lorsque 

l'on s'intéresse à la génération directe de vapeur. Le concept est en effet simple : de l'eau entre sous-refroidie 

dans le récepteur, est chauffée  jusqu'à la température de saturation, évaporée puis surchauffée dans la même 

boucle fluide. C'est la méthode la moins coûteuse, possédant un bon rendement, mais elle souffre de sa 

difficulté à gérer les transitoires dus aux passages de nuage au-dessus de la centrale, et est donc instable et 

difficile à piloter. 

Le mode de recirculation fonctionne avec deux circuits fluides: le premier pour la préchauffe et 

l'évaporation, le second pour la surchauffe de la vapeur. Ils sont couplés par un séparateur liquide-vapeur, le 

liquide étant réinjecté à l'entrée du premier circuit, la vapeur allant à la surchauffe. Ce mode évite ainsi les 

problèmes d'assèchement du tube en assurant un débit de liquide toujours suffisamment important dans la 

zone d'évaporation. Il s'agit d'un mode de fonctionnement très robuste, permettant d'amortir les transitoires 

grâce au séparateur, et il est utilisé actuellement dans les centrales commerciales [5]. 

Enfin le dernier concept de fonctionnement est le mode d'injections multiples, il consiste en un apport de 

liquide en entrée de plusieurs zones de récepteur, ce qui permet un bon contrôle de la température de sortie 

du champ solaire. Cependant les études sur ce mode ont montré que l'investissement important qu'il nécessite 

(dû aux tuyauteries et aux systèmes d'injection) n'est pas compensé par des avantages significatifs en terme 

de contrôle [5]. 

 

Le mode de recirculation étant celui le plus utilisé actuellement, il va être étudié ici. Cela implique que 

l'assèchement dans le tube récepteur n'est pas un phénomène prépondérant, et que le titre visé en fin de zone 

d'évaporation sera fixé entre 0,6 et 0,8 (voir le chapitre IV). 

I.2.5 Des premières études aux centrales de production 

La technologie de la génération directe de vapeur est prometteuse, notamment du fait de la réduction des 

coûts de production d'électricité espérée. Cependant elle est également assez récente, les premières centrales 

solaires ayant été construites sur la base d'un circuit primaire contenant un fluide caloporteur monophasique. 

Mais aujourd'hui commencent à apparaître des exploitations à l'échelle préindustrielle voire industrielle. Un 

bref historique de la génération directe de vapeur va être présenté. 



Chapitre I – Contexte technologique et scientifique 

11 

 

I.2.5.1 Les premiers projets 

Avec l'arrivée des chocs pétroliers de 1973 et 1979 se pose la question des sources d'énergies 

alternatives. C'est dans ce cadre que le CNRS et EDF démarrent dans un projet de centrale solaire à tour, la 

plateforme THEMIS, inaugurée à Targassonne en 1983 par EDF. En Europe, des instituts de recherche 

espagnols et allemands comme le CIEMAT (Centro de Investigaciones Energéticas, Medioambientales y 

Tecnológicas) et le DLR (Deutsches Zentrum für Luft- und Raumfahrt) se lancent dans l'étude de l'énergie 

solaire thermodynamique à concentration avec la construction de la Plataforma Solar de Almería (PSA) qui 

abrite de nombreux projets liés à l'énergie solaire, encore en activité. 

En 1982, l'institut américain SERI (Solar Energy Research Institute) s'est penché sur la comparaison des 

différentes technologies de centrales solaires et les instabilités rencontrées dans les centrales à évaporation 

directe [6;7]. Aussi, ce travail ainsi que les résultats encourageants obtenus par Taitel et Dukler sur les 

écoulements eau-vapeur dans des tubes [8] ont incité Luz à lancer en 1988 un programme de recherche et 

développement sur l'évaporation directe dans les tubes récepteurs de centrales solaire, nommé ATS 

(Advanced Trough System). La recherche n'a pas pu être poursuivie par Luz pour cause de faillite en 1991, 

mais en 1992, les centres de recherche CIEMAT et DLR compilent les recherches faites par Luz  dans ce 

domaine [9]. Depuis, plusieurs projets expérimentaux ont vu le jour en Europe pour étudier les phénomènes 

diphasiques liés à l'évaporation directe, et étudier la faisabilité et le dimensionnement de centrales solaires à 

évaporation directe. Ces projets sont soutenus par des groupes allemands et espagnols principalement. Les 

plus connus se nomment HIPRESS, GUDE, PRODISS, ARDISS, STEM [10]. 

I.2.5.2 Installations pour l'étude de l'évaporation directe 

Plusieurs projets de recherche ont été menés dans les années 80 pour l'étude de l'évaporation directe dans 

les tubes récepteurs de centrales solaires thermodynamiques. Cependant pour la plupart de ces projets, les 

résultats ne font pas l'objet de publications mais plutôt de rapports internes, c'est pourquoi il est difficile 

d'obtenir des résultats techniques. 

Dans le cadre du projet HIPRESS, deux installations ont été développées au Centre de l'énergie solaire et de 

la recherche sur l'hydrogène de Stuttgart (ZSW, Zentrum für Sonnenenergie- und Wasserstoff-Forschung) 

pour l'étude des écoulements diphasiques [11;12]. 

La première est une section de visualisation adiabatique à pression atmosphérique, composée de deux tubes 

de plexiglas inclinés, de 2,7 m de long chacun et de diamètre interne 40 mm, reliés par un tube de plastique 

transparent souple. 

 

Figure I-9. Schéma de l'installation adiabatique du projet HIPRESS [11] 

Un mélange d'eau et d'air est introduit à l'entrée de la section et les régimes d'écoulement sont visualisés 

directement. Le débit maximum est de 60 kg/m²s et le titre massique maximum est de 0,1 kg d'air pour 1 kg 
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d'eau. Le but de cette maquette était d'avoir un premier aperçu des régimes d'écoulement, et notamment de 

vérifier si une inclinaison du tube diminuait la zone correspondant au régime stratifié et favorisait le régime 

annulaire pour un meilleur échange thermique. 

La maquette principale est quant à elle réalisée pour correspondre aux conditions réelles rencontrées dans les 

centrales solaires à concentration. Le tube mesure environ 12 m de long et est chauffé à un flux maximum de 

40 kW/m² sur une longueur de 10 m, son diamètre interne est de 25 mm et il est incliné de 8° par rapport à 

l'horizontale. Un mélange d'eau-vapeur à une pression maximale de 160 bar et une température maximale de 

450°C peut être obtenu dans la section d'essai. Le titre peut varier de 0 à 1 et le débit massique maximum est 

de 350 kg/h. 

L'installation étant sous pression, la visualisation directe à travers la paroi du tube est impossible. Afin 

d'avoir une observation des régimes d'écoulement, une mesure par densitomètre à rayons gamma est 

effectuée : des rayons gamma traversent le tube et le mélange diphasique et arrivent dans un capteur. Les 

rayons gamma sont plus absorbés par l'eau liquide que par l'eau vapeur. Le rayon reçu par le capteur opposé 

est donc l'image d'une densité moyenne, et une combinaison de plusieurs capteurs permet de remonter à la 

configuration d'écoulement dans le tube [12]. 

Une carte d'écoulement expérimentale a été établie pour des inclinaisons de 0°, 4° et 8° (Figure I-10). 

 

 

Figure I-10. Carte d'écoulement de l'installation HIPRESS, à une pression de 100 bar, 

pour un diamètre de 23,4 mm et un flux imposé de 30 kW/m
2
 [13] 

Elle montre que l'inclinaison du tube évaporateur permet de réduire la zone d'écoulement stratifié au profit 

du régime annulaire. Les travaux en rapport à ce projet ne sont cependant pas disponibles facilement, et les 

quelques résultats publiés sont peu exploitables [12;14]. 

 

Le projet GUDE a été mené en parallèle au projet HIPRESS, et regroupe principalement Siemens/KWU et le 

DLR. Des tests conjoints ont été menés sur la "Benson Test Rig", une installation expérimentale permettant 

de reproduire les conditions de fonctionnement d'un tube absorbeur de centrale solaire. La section d'essais 

fait une longueur de 30 m. Les principaux paramètres de cette installation sont résumés dans le tableau 

suivant : 
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Diamètre interne du tube mm 50, 65, 85 

Pression bar 30, 60, 100 

Flux massique dans le tube 

absorbeur 

kg/m
2
s 50 – 500 

Flux de chaleur sur la face interne 

Intensité de l'irradiation solaire 

kW/m
2 

% 

19, 37, 56, 75 

25, 50, 75 (nominal), 100 

Profil de chauffe - de côté / par-dessous 

matin ou soir / midi 

Titre en entrée de tube % 0 – 100 

Température d'injection d'eau K Tsat, Tsat – 30K, Tsat + 14K 

Type d'injection d'eau - cône creux, cône plein, pas de cône 

Distance d'injection simulée m 10, 30, 60 

Tableau I-2. Paramètres de fonctionnement de la "Benson Test Rig" [15]  

Encore une fois peu de résultats ont été publiés dans la littérature scientifique, mais plutôt dans des rapports 

internes [16]. Des expériences de chauffage non-homogène (par le côté ou le dessous) ont été menées sur 

cette installation pour simuler un rayonnement solaire n'arrivant que d'un côté du tube absorbeur. Le tube en 

métal est doté de cordons chauffants sur les trois quarts de sa surface extérieure, pouvant être activés 

séparément afin de reproduire le flux solaire (Figure I-11). 

 

Figure I-11. Vue en coupe du tube de l'installation Benson, disposition des cordons chauffants [15] 

Il a été trouvé que le transfert de chaleur dans le tube dépend principalement des paramètres locaux (le flux 

massique, le titre de vapeur et le flux thermique), mais moins des paramètres d'injection (température, type et 

espacement). Le profil du flux de chaleur influe cependant beaucoup sur la température des matériaux du 

tube : celle-ci est beaucoup plus importante pour un chauffage par le côté que pour un chauffage par le 

dessous. Quelques résultats concernant principalement des températures de paroi sont disponibles mais 

restent très qualitatifs, et donc difficilement exploitables [15]. 

 

Des études préliminaires au projet DISS (voir section suivante) ont été réalisées avec le programme 

PRODISS. Elles ont notamment permis l'étude des écoulements à l'intérieur du récepteur [5;17]. 

 

Des installations comme celles présentées ci-dessus ont été les premières étapes vers des prototypes de 

démonstration grandeur nature afin de prouver la faisabilité de l'évaporation directe. 

I.2.5.3 Prototypes 

Au vu des bons résultats obtenus par les projets de recherche sur l'évaporation directe, les centres de 

recherche allemand (DLR) et espagnol (CIEMAT) lancent en 1996 le projet DISS (DIrect Solar Steam). Le 

but de ce projet est de construire un prototype de centrale solaire à évaporation directe basée sur la 

technologie des miroirs cylindro-paraboliques. Un schéma de l'installation est présenté sur la Figure I-12. 
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Figure I-12. Schéma de l'installation DISS [18] 

L'installation se compose de 11 concentrateurs (9 de 48 m de longueur et 2 de 24 m) inclinés de 0 à 4° par 

rapport à l'horizontale (plusieurs inclinaisons ont été testées). Ils sont montés en série en orientation Nord-

Sud, pour une longueur totale de 480 m. Le diamètre interne des tubes est de 50 mm et le débit massique de 

vapeur est de 1 kg/s [19]. La vapeur sort de l'évaporateur à une pression de 100 bar et est surchauffée jusqu'à 

une température de 400°C. Le projet s'est déroulé en deux phases : la première (1996-1998) avait pour but la 

planification et le dimensionnement de l'installation, la seconde (1998-2001) était dédiée aux tests et aux 

expériences. Ainsi 275 tests sur près de 3500 heures de fonctionnement ont été effectués [4;20]. Une des 

conclusions les plus importantes de ce projet est la démonstration technique de la faisabilité de l'évaporation 

directe dans les récepteurs cylindro-parabolique horizontaux [10]. 

Des tests à 30, 60 et 100 bar avec ou sans inclinaison du tube récepteur ont été effectués. Bien que 

l'inclinaison favorise la réduction de la zone stratifiée de l'écoulement, les résultats obtenus en horizontal 

montrent clairement que l'inclinaison de l'absorbeur n'est pas nécessaire pour garantir un bon refroidissement 

pour les conditions du projet DISS. Les projets suivants ont donc été conduits avec des récepteurs 

horizontaux [18]. 

 

Le projet INDITEP est la continuation du projet DISS, le but étant de passer le concept du projet à l'échelle 

de la pré-industrialisation. Le champ solaire est dimensionné pour une puissance électrique de 5MWe, pour 

une longueur de l'évaporateur et de la zone de surchauffe respectivement de 800 et 200 mètres. Les 

récepteurs sont horizontaux, de type cylindro-parabolique de 100 mètres chacun. Les tubes de diamètre 

interne 55 mm et de diamètre externe 70 mm contiennent en entrée de l'eau à 80 bar et 115°C, et en sortie de 

la vapeur surchauffée à 70 bar et 410°C. La puissance solaire incidente prévue lors du dimensionnement est 

de 850 W/m². Il est indiqué aussi que pour un débit massique d'eau liquide en entrée de 1,42 kg/s, chaque 

section de 1000 mètres produit 1,17 kg/s de vapeur surchauffée (soit un titre de sortie de 0.82), pour une 

perte de pression de 10 bar [17;21]. 

 

INDITEP ayant donné des résultats encourageants pour la génération directe de vapeur, le CIEMAT a décidé 

de poursuivre le projet en prévoyant deux centrales pré-commerciales, Puertollano GDV et REAL-DISS. Ces 

installations ne font pas l'objet de beaucoup de résultats publiés [10]. 

Une grande partie de la recherche sur l'évaporation directe ainsi que la plupart des projets de grande taille 

utilisent la technologie des miroirs cylindro-paraboliques, du fait de la maturité de la technologie. Cependant 

dans un but de réduction des coûts, des projets de centrales utilisant la technologie des miroirs de Fresnel 

voient également le jour. 
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Située sur la plateforme d'Almeria, FRESDEMO est une installation pilote pour la technologie à miroirs de 

Fresnel, appartenant au consortium Solar Power Group (SPG). Le concentrateur fait 100 m de longueur et 

21 m de largeur, et le circuit fluide fonctionne à une pression et une température maximum de 100 bar et 

450°C. Il est connecté à l'installation DISS qui lui fournit de l'eau à différentes conditions de pression et de 

température pour tester le module en préchauffage, évaporation et surchauffe. Comme le montre la Figure 

I-13, un miroir secondaire est placé au-dessus du tube récepteur (un seul, de diamètre 14 cm) pour rediriger 

les rayons vers le tube afin de maximiser l'utilisation de l'énergie solaire [22;23]. 

 

 

Figure I-13. Photo de l'installation FRESDEMO [23] 

Plus récemment, la boucle DISS a été modifiée pour les besoins du projet DUKE [24]. Le but de ce projet 

mené par Solarlite en collaboration avec le DLR sur la plateforme d'Almeria (PSA) est de réaliser 

l'évaporation directe de la vapeur non plus avec un système d'injection de liquide régulièrement le long du 

tube récepteur, mais en configuration "cycle ouvert" (voir la section I.2.4), c’est-à-dire directement dans un 

tube sans injection supplémentaire, dans le but de réduire les coûts liés au système d'injection [25]. 

I.2.5.4 Centrales commerciales 

L'Installation SEGS (Solar Energy Generating Systems) est actuellement la plus grande installation de 

production d'énergie solaire au monde. Elle se compose de neuf centrales solaires dans le désert de Mojave 

en Californie. L'installation a été exploitée par l'entreprise Luz International LTd jusqu'à leur faillite en 1991, 

due à l'arrêt de mesures d'incitations fiscales en Californie ayant permis la construction des centrales solaires 

[3]. Ces centrales sont de type cylindro-parabolique et fonctionnent avec un fluide caloporteur. Des 

problèmes inhérents à l'utilisation de l'huile comme fluide caloporteur ont été repérés dans les SEGS. Ainsi 

la transition à la génération directe de vapeur dans les centrales solaires à concentration linéaire paraissait 

déjà à l'époque inévitable pour diminuer les coûts de production. 

 

La société allemande Solarlite a construit la première centrale solaire thermique à génération directe de 

vapeur commerciale au monde, d'une puissance de 5 MWe. La centrale TSE-1 se trouve en Thaïlande, à 

Kanchanaburi, et se base sur la technologie des miroirs cylindro-paraboliques. Le concentrateur est de type 

Solarlite 4600 (de largeur 4,6 m), et mesure 120 m de long et est opérée à 330°C et 30 bar (Figure I-14). 
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Figure I-14. Photo d'un concentrateur Solarlite 4600 [25] 

Une seconde installation, TSE-2, est actuellement en construction à Suphanburi en Thaïlande pour une 

puissance de 9 MWe. 

Les deux installations ci-dessus utilisent la technologie cylindro-parabolique pour la concentration. Dans un 

but de réduction des coûts, la technologie à miroirs de Fresnel est également en développement. Un des 

problèmes de cette technologie est l'ombre des miroirs les uns sur les autres. En effet, comme le montre la 

Figure I-15, il faut un écartement minimal entre les miroirs pour éviter un blocage des rayons arrivants et 

réfléchis. La technologie Compact Linear Fresnel Reflector (CLFR) est un moyen de résoudre ce problème : 

chaque miroir peut alimenter deux récepteurs au lieu d'un seul. Ceci permet de rapprocher les miroirs comme 

le montre la Figure I-15 et donc de gagner en compacité, ce qui amène une baisse des coûts [3]. 

 

 

Figure I-15. En haut, technologie originale des miroirs de Fresnel. En bas, concept du CLFR [3] 

Un prototype de CLFR a été construit en Australie (Hunter Valley, NSW) par Ausra (maintenant Areva 

Solar) à côté de la centrale à charbon de Liddell dans le but de produire une partie de la vapeur par voie 

solaire. Le récepteur est composé de 12 tubes en parallèle, de diamètre interne 36,6 mm. La longueur est de 

240 mètres (4 sections de 60 m), la pression interne est de 42 bar pour une température de saturation de 

253°C, et le titre prévu à la fin de l'évaporateur est de 0,8. La puissance de l'installation est de 95 MWth 

[3;26;27]. Une installation de 5 MWe (Kimberlina Solar Thermal Energy plant) a également été construite 

par Areva Solar à Baskersfield en Californie (Figure I-16). C'est la première usine commerciale à miroirs de 

Fresnel aux Etats Unis [28]. 
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Figure I-16. Centrale de Kimberlina (Areva Solar) 

En mars 2009, l'installation PE1 (Puerto Errado 1) a été construite par la société Novatec Solar en Espagne 

(Figure I-17). Elle est basée sur la technologie CLFR et délivre une puissance de 1.4 MWe. Elle comprend 

deux rangs d'évaporateurs d'une longueur de 800 m chacun pour une surface au sol de 18000 m², et 

fonctionne à 55 bar et 270°C maximum. Face au succès de PE1, Novatec Solar a conçu une deuxième 

centrale, PE2, située à Murcia en Espagne, d'une puissance de 30 MWe. La construction a commencé en 

2010. La technologie Novatec comprend un miroir secondaire installé au-dessus du tube absorbeur pour 

réfléchir les rayons sur la partie supérieure du tube [29;30]. 

 

 

Figure I-17 . Centrale de Puerto Errado 1 (PE1, Novatec) 

Même si la technologie est encore assez récente, des centrales solaires thermodynamiques et notamment la 

génération directe de vapeur commencent à voir le jour et certaines sont même en exploitation. Cependant la 

maîtrise du procédé n'est pas encore parfaite et certaines problématiques scientifiques se posent encore.  

I.2.6 La problématique technologique et scientifique de la génération directe de vapeur 

La génération directe de vapeur est une piste explorée pour baisser les coûts de l'énergie solaire 

thermodynamique. En effet, la suppression du fluide caloporteur (huile ou sel fondu, à changer 

régulièrement), ainsi que des différents modules de transfert de chaleur diminue l'investissement de départ. 

 

Cependant l'évaporation directe présente également des inconvénients. En effet dans une centrale classique le 

fluide caloporteur (de l'huile par exemple) reste sous forme liquide, alors que dans le cas de la DSG, de l'eau 

liquide entre dans le champ solaire, et il ressort un mélange d'eau liquide et vapeur (Figure I-18), donc 

diphasique du fait des deux phases simultanément en présence. 
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Figure I-18. Evaporation progressive le long du récepteur d'une centrale solaire à miroirs de Fresnel 

De nombreuses instabilités sont inhérentes aux écoulements diphasiques présents dans des circuits 

évaporateurs [31;32]. Elles ont été étudiées depuis l'apparition des premières chaudières, et plus récemment 

pour des systèmes plus spécifiques comme les centrales solaires à concentration [6;7]. Certaines instabilités 

peuvent par exemple causer des vibrations importantes, mais d'autres peuvent s'avérer plus problématiques, 

comme les instabilités de Ledinegg. 

Un système composé d'un évaporateur couplé à un circuit fluide est caractérisé par un équilibre entre la 

caractéristique de différence de pression-débit du circuit et celle de l'évaporateur (Figure I-19). 

 

Figure I-19. Caractéristique de différence de pression en fonction du débit, 

pour un couple circuit-évaporateur [33] 

La caractéristique du circuit est principalement due à la pompe (External supply curve sur la Figure I-19). La 

caractéristique de l'évaporateur s'obtient en intégrant sur la longueur de celui-ci les équations du mélange 

diphasique. Elle a typiquement une forme en S. 

Ainsi dans certains cas, trois points de fonctionnements (correspondants au croisement des deux courbes) 

peuvent coexister simultanément, amenant à des instabilités. Par exemple sur la Figure I-19, les points A et C 

sont stables, le point B est métastable. Cela signifie que si l'évaporateur fonctionne au point B, une infime 

modification des caractéristiques externes va déstabiliser le circuit, et le débit peut alors passer 

instantanément du point B aux points A ou C [33]. 
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La partie droite du graphe correspond au régime monophasique liquide : à haut débit, le flux constant imposé 

ne vaporise pas le fluide sous-refroidi arrivant dans le tube. Au contraire, la partie gauche à bas débit 

correspond au régime monophasique vapeur. La méthode la plus simple pour résoudre le problème des 

instabilités de Ledinegg est d'augmenter la perte de pression en entrée de tube, au moyen d'une grille, ou 

d'une réduction de section. Cela a pour effet de transformer la caractéristique de l'évaporateur, lui donnant 

une forme monotone, éliminant donc les points de fonctionnement instables [6;34]. Sur la Figure I-20 est 

représentée la courbe caractéristique d'un évaporateur de centrale solaire à génération directe de vapeur, en 

fonction de différentes réductions de section en entrée. 

 

 

Figure I-20. Modification de la courbe caractéristique de l'évaporateur, 

en plaçant une réduction de section à l'entrée du récepteur [34] 

Pour des réductions de section faibles, la courbe a encore une forme en S, mais celle-ci devient monotone 

lorsque la réduction de section augmente, ce qui stabilise le système. 

Le contrôle des pertes de pressions est donc indispensable dans le récepteur solaire, le phénomène étant 

encore plus complexe quand le récepteur est composé de plusieurs tubes placés en parallèle [35;36]. 

 

Une autre problématique apparait lors de la chauffe d'un écoulement par un flux constant. Il s'agit du 

phénomène d'assèchement de la paroi interne du tube, conséquence d'un mauvais mouillage de la paroi. Le 

tube chauffé étant alors au contact de la vapeur, la mauvaise conductivité thermique de celle-ci provoque une 

augmentation très rapide de la température de la paroi. Cela peut amener à de fortes contraintes voire à une 

fusion du tube récepteur : le contrôle du mouillage de la paroi est donc important [3;37]. Ce problème 

s'apparente à celui de la crise d'ébullition très étudiée dans le domaine du nucléaire. 

I.3 Contexte scientifique de la thèse 

La compréhension des écoulements diphasiques à l'intérieur du tube récepteur est une étape importante 

dans la conception et l'optimisation des centrales solaires thermodynamiques à génération directe de vapeur. 

La maîtrise de tels écoulements passe par une connaissance de la structure de l'écoulement en évaporation 

dans le tube afin de maîtriser les instabilités, le calcul des pertes de pression diphasiques dans le but de 

dimensionner les éléments hydrauliques du circuit. La connaissance du coefficient d'échange est importante 

pour pouvoir optimiser la longueur de la zone d'évaporation. Un tube évaporateur ayant une longueur de 

l'ordre de 1000 mètres, toute réduction possible amène potentiellement à une réduction des dépenses. 

La modélisation et la simulation numérique de ces phénomènes reste encore difficile et limitée à des 

configurations bien particulières pour lesquelles des modèles précis ont été développés et validés. Elle 

constitue cependant une piste intéressante pour l'aide à la compréhension du fonctionnement et à la 

conception de systèmes mettant en œuvre le phénomène d'évaporation. 
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I.3.1 Généralités sur les écoulements diphasiques 

I.3.1.1 Régimes et cartes d'écoulement 

La prédiction des régimes d'écoulement est nécessaire à la mise en œuvre des écoulements diphasiques. 

Elle est aussi importante que de connaître le caractère laminaire ou turbulent d'un écoulement monophasique 

[38]. 

Selon le débit et la quantité de chaleur apportée au système, du liquide et de la vapeur coexistent dans le 

récepteur, amenant la formation de différentes configurations d'écoulements diphasiques [39;40] (Figure 

I-21). 

 

 

Figure I-21. Configurations d'écoulement lors du processus d'évaporation 

En partant du liquide sous-refroidi entrant dans le récepteur, le flux de chaleur imposé sur la surface 

extérieure du tube va d'abord induire une ébullition partielle puis nucléée à la paroi interne de celui-ci. Il en 

résulte donc des bulles qui vont grossir à la paroi et se détacher, formant un régime à bulles. Ces bulles 

coalescent ensuite pour former de plus larges structures, et à mesure que la vitesse de vapeur augmente au 

cours de l'évaporation, des poches se forment (Figure I-22). 

A faibles débits de gaz et de liquide, un écoulement stratifié se forme, le liquide étant séparé par gravité de la 

vapeur, et une interface lisse se forme. Si les débits sont plus importants, la stratification est moins stable et 

des vagues se forment à l'interface liquide-vapeur. Ces vagues peuvent, sous certaines conditions, grandir et 

rejoindre le haut du tube, formant ainsi des bouchons de liquide qui avancent ensuite le long du tube. Les 

régimes à poches et à bouchons sont aussi appelés régimes intermittents. Vers la fin du processus 

d'évaporation, lorsque de grandes quantités de vapeur ont été créées, le liquide peut être poussé sur les bords 

du tube par la vapeur circulant à grande vitesse dans le tube. Il s'agit alors du régime annulaire. Dans le cas 

où la vapeur ne va pas trop vite, l'anneau de liquide a tendance à se stratifier, mais continue de remonter sur 

les bords du tube (Figure I-21).  

 

 

Figure I-22. Configurations d'écoulement dans un tube horizontal 
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Dans le cas de l'étude de l'évaporation dans un tube il est important de connaitre les configurations 

d'écoulement présentes à l'intérieur de celui-ci, afin de mieux comprendre et contrôler l'échange thermique 

de la paroi avec le fluide, et prévenir les instabilités qui peuvent le limiter. 

 

Les écoulements diphasiques peuvent être caractérisés par des paramètres permettant d'avoir des 

informations sur les quantités de liquide et vapeur dans l'écoulement. Le titre massique x (souvent juste 

appelé titre) est ainsi défini comme le rapport du débit massique de vapeur vm  sur le débit massique total 

totm  : 

 
tot
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m

m
x




  I.1 

Le titre thermodynamique xth est défini comme la différence entre l'enthalpie du mélange diphasique hm et 

l'enthalpie de saturation du liquide hl,sat, sur l'enthalpie de changement de phase hlv : 
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  I.2 

A l'équilibre thermodynamique, ces deux titres sont égaux. Cependant hors de l'équilibre, leur égalité est tout 

de même supposée expérimentalement. 

 

Alors que la notion de titre traite du rapport de débit, le taux de présence de vapeur, ou taux de vide, noté α, 

représente la proportion du volume occupé par la vapeur dans un volume de contrôle : 

 
tot

v

V

V
  I.3 

Le taux de vide peut être également défini de façon surfacique, par le rapport entre la surface occupée par la 

vapeur sur la surface de contrôle totale. 

 

Expérimentalement, le titre d'un écoulement peut être obtenu par mesure des débits de liquide et de vapeur, 

ou en réalisant un bilan de puissance pour calculer le titre thermodynamique. Le taux de vide est quant à lui 

plus difficile à déterminer expérimentalement. Outre des méthodes de visualisation directe, des sondes 

(optiques ou résistives par exemple) sont développées pour tenter de remonter à cette grandeur [41]. C'est 

pourtant une donnée très importante car elle détermine la place qu'occupe la vapeur dans un écoulement 

diphasique, et donc la structure même de l'écoulement. 

 

Des graphes, appelés cartes d'écoulement, ont été développés dans le but de prédire les régimes diphasiques 

dans des tubes et donc la structure de l'écoulement. Ces cartes sont le résultat soit d'une compilation de 

données expérimentales obtenues avec différents fluides (comme celle de Baker [42]), soit de la construction 

de modèles semi-empiriques (comme la carte de Taitel et Dukler [8]). 

La plupart ont été construites pour des écoulements diphasiques adiabatiques, c’est-à-dire sans apport de 

chaleur extérieur sur le tube. Les cartes de Baker [42], Mandhane [43] (Figure I-23), Taitel et Dukler [8], 

(Figure I-24) Hashizume [44] et de Steiner [45] comptent parmi les plus connues pour les écoulements 

horizontaux. Ces cartes sont tracées en fonction des propriétés physiques de l'écoulement, et des débits de 

liquide et vapeur. 
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Figure I-23. Carte d'écoulement de Mandhane [43]. Figure I-24. Carte d'écoulement de Taitel et Dukler [8] 

La notion de vitesse superficielle J est également souvent utilisée. Elle correspond pour une phase à son 

débit volumique divisé par la section totale du canal. Il s'agit donc d'une vitesse [m/s] qui peut également être 

considérée comme un flux volumétrique [(m
3
/s)/m

2
]. Elle est définie par l'équation I.4 pour la phase vapeur, 

en fonction du titre x, du flux massique total Gtot et la masse volumique ρv : 

 
v

tot
v

Gx
J



 
  I.4 

Il existe peu de cartes spécifiques aux écoulements non adiabatiques (c’est-à-dire avec un apport de chaleur), 

et l'utilisation de cartes adiabatiques pour des écoulements avec changement de phase est souvent peu fiable, 

car celles-ci ne prennent pas en compte l'effet du flux de chaleur apporté. 

 

Une des premières cartes d'écoulements prenant en compte le flux de chaleur est celle de Kattan-Thome-

Favrat [46] en 1998. Elle est issue de leur étude de cinq réfrigérants en évaporation dans des tubes 

horizontaux, et est une modification de la carte de Steiner [45], elle-même étant une modification de la carte 

de Taitel et Dukler [8]. Depuis, de nombreuses adaptations de cette carte ont été faites pour d'autres 

réfrigérants, comme par exemple celles de Zürcher [47], Thome et El Hajal [48], Wojtan [49] et Cheng [50]. 

Pour plus de lisibilité, ces cartes sont souvent construites avec le titre de vapeur x en abscisse et le flux 

massique total G en ordonnée (Figure I-25). 

 

 

Figure I-25. Carte d'écoulement de Wojtan, tracée pour le R-22 à Tsat = 5°C 

dans un tube de diamètre interne 13,84 mm, pour un flux de chaleur de 2,1 kW/m
2 
[51] 

Ainsi pour suivre les régimes d'écoulement obtenus lors de l'évaporation, il suffit de se placer au flux 

massique total en entrée du tube et de progresser horizontalement pour un titre croissant. 
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Cependant, il n'existe pas actuellement de carte d'écoulement spécifique pour de l'eau en évaporation dans 

des tubes horizontaux, encore moins sous haute pression. En effet les cartes présentées ci-dessus ont été 

construites d'après des visualisations sur l'évaporation de fluides frigorigènes changeant de phase à basse 

température. 

Les installations expérimentales permettant de construire ces cartes étant difficiles et coûteuses à mettre en 

œuvre, la simulation numérique de ces écoulements peut constituer une alternative intéressante pour le 

dimensionnement. 

I.3.1.2 Pertes de pression 

I.3.1.2.1 Les pertes de pression monophasiques 

En écoulement monophasique, dans un tube droit et lisse, les frottements du fluide en mouvement sur les 

parois internes du tube induisent une transformation de son énergie mécanique en chaleur. Une diminution 

de la pression entre l'entrée et la sortie est alors observée. Cette perte de pression est dite régulière, par 

opposition aux pertes de pression singulières dues au passage d'obstacles ou de trous par exemple, mais qui 

ne seront pas traitées ici. Les pertes de pression régulières sont le plus souvent calculées à partir de l'équation 

de Darcy-Weisbach : 

 
2

1
4

2vρ

D
f

dz

dP

monoph

  I.5 

Dans l'équation I.5, f est le coefficient de frottement, D le diamètre interne du tube, ρ la masse volumique du 

fluide et v la vitesse débitante du fluide, calculée à partir du débit massique en entrée m  (kg/s) et de la 

section de passage du fluide A (m
2
), ou du flux massique G (kg/m

2
/s) : 
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Ainsi sur une longueur L de l'écoulement, la perte de pression due aux frottements s'obtient en intégrant 

l'équation I.5 : 
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Il existe plusieurs corrélations pour calculer le coefficient de Darcy 4f, parfois également noté Λ dans la 

littérature. Elles dépendent du nombre de Reynolds de l'écoulement : 

 
μ

vDρ
Re  I.8 

où μ est la viscosité dynamique du liquide. 

Dans un tube, pour un écoulement laminaire (Re < 2300), la formule de Poiseuille donne
Re

64
4 f . 

Pour les écoulements turbulents, le coefficient de Darcy est calculé par les relations suivantes, dépendant du 

Reynolds : 

- 2300 < Re < 10
5
 : La formule de Blasius est généralement utilisée : 

 
4/1Re

3164.0
4 f  I.9 

- 2.10
4
 < Re < 10

6
 : On peut utiliser la relation de Herman : 

 
3.0Re

3964.0
0054.04 f  I.10 

Cependant, le calcul des pertes de pression ne fait pas l'objet d'un consensus dans les écoulements 

diphasiques quant aux méthodes à utiliser. 



Chapitre I – Contexte technologique et scientifique 

24 

 

I.3.1.2.2 Les pertes de pression diphasiques 

De nombreuses corrélations existent pour la prédiction de la perte de pression en écoulement diphasique. 

Cela est notamment dû à la complexité des écoulements diphasiques comme les effets dus au non-équilibre 

de l'écoulement et aux interactions entre phases. 

 

Différents modèles permettent de prendre en compte le caractère diphasique de l'écoulement [40]. Le premier 

est appelé modèle homogène, et utilise le concept d'un pseudo-fluide (le fluide homogène) dont les propriétés 

physiques sont calculées comme la moyenne de celles du liquide et de la vapeur, pondérée par le taux de 

vide de chacune des phases. On applique sur ce pseudo-fluide les équations conventionnelles des 

écoulements monophasiques. 

Le second modèle, appelé modèle à écoulements séparés, modélise l'écoulement diphasique en séparant 

artificiellement les deux phases, chacune s'écoulant dans sa propre conduite. Les aires des sections de ces 

conduites sont proportionnelles au taux de vide α. 

 

Le modèle le plus utilisé pour analyser les écoulements diphasiques à l'échelle d'un système est le modèle 

des écoulements séparés [40], c'est aussi celui que nous allons utiliser ici. 

Les pertes de pression totales dans un écoulement sont dues à la variation de l'énergie cinétique et potentielle 

du fluide. Afin de calculer les pertes de pression totales dans un écoulement diphasique il faut additionner 

plusieurs termes : 

 frottaccgravdiph PPPP   I.11 

Dans l'équation I.11 les différents termes sont les suivants : 

- ΔPgrav est la perte de pression due à la gravité. Elle intervient principalement dans les écoulements 

verticaux, très peu dans les écoulements horizontaux. 

- ΔPacc est la perte de pression due à l'accélération du fluide. Cette part peut devenir importante lors de la 

création de grandes quantités de vapeur dans un écoulement, car elle inclue les variations de débit et de 

titre en fonction de la longueur [40]. 

- ΔPfrott est la perte de pression due au frottement à la paroi. Dans notre cas, la vapeur n'est pas créée de 

façon brutale (le flux de chaleur apporté dans une centrale solaire est relativement bas), il s'agit de la part 

majoritaire des pertes de pression diphasiques [17]. 

 

Historiquement, les premières tentatives de calcul des pertes de pression en diphasique avec le modèle des 

écoulements séparés ont été réalisées à partir des connaissances acquises pour les écoulements 

monophasiques. Ainsi le principe général de ces méthodes est de multiplier les pertes de pression calculées 

pour une phase seule (voir équation I.7) avec un coefficient noté Φ
2
, obtenu par une corrélation : 

 monophfrott PP  2
 I.12 

Ce coefficient est appelé multiplicateur diphasique. La corrélation de Lockhart-Martinelli [52] est la 

première à introduire ce concept. 

Par exemple, si la phase liquide est prise comme référence, les pertes de pression "monophasiques" se 

calculent par rapport au débit de liquide grâce à la relation de Darcy-Weisbach (eq. I.5) : 

  
l

totllmonph,
ρ

xG
D

L
fPΔ

2

1
14

22   I.13 

Les pertes de pression diphasiques se calculent alors de la façon suivante : 

 lmonph,ldiphasique PP  2
 I.14 

Les auteurs ont alors défini un paramètre, le paramètre de Martinelli X, défini par le rapport des pertes de 

pression par frottement du liquide seul dans la conduite sur celles pour la vapeur seule, et qui peut également 

être corrélé en fonction du titre, des masses volumiques et des viscosités liquide et vapeur : 
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Puis ils ont démontré que le multiplicateur diphasique Φl
2
 ne dépend que du paramètre de Martinelli. Ils ont 

tracé la solution sur un graphe, mise en équation par Chisholm [53] de la façon suivante : 

 
²

1
12

XX

C
l   I.16 

Dans l'équation I.16, C est un paramètre sans dimension dépendant de la nature laminaire ou turbulente de la 

phase liquide ou vapeur seule [39]. Un modèle graphique plus complexe fut donné en 1965 par Baroczy [54] 

afin de mieux prendre en compte l'effet de ces vitesses massiques. Il fut mis en équation par Chisholm en 

1973 [39;55]. 

 

Une méthode couramment utilisée dans la littérature pour le dimensionnement des centrales solaires à 

concentration est la corrélation de Friedel [56]. Elle se base sur une large base de données expérimentales, et 

permet de calculer un multiplicateur diphasique. L'équation de ce multiplicateur est la suivante : 
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Les facteurs Ef, Ff et Hf sont les suivants : 
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Les indices LO et VO indiquent qu'il faut utiliser le débit massique total comme étant tout liquide (LO) ou 

tout vapeur (VO). Le coefficient multiplicateur 2

LO
Φ  est ensuite de la même façon multiplié par les pertes de 

pressions monophasiques, calculées avec le débit massique total tout liquide [39]. 

Les nombres de Froude Fr, de Weber We et la masse volumique homogène ρh sont définis par: 
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 I.19 

Cette corrélation a été conseillée [39;40] dans le cas d'un rapport entre les viscosités liquide et vapeur 

inférieures à 1000. C'est le cas de nombreux fluides de travail et de nombreuses conditions expérimentales. 

Par exemple dans le cas d'une centrale solaire thermodynamique fonctionnant en eau/vapeur à la pression de 

saturation de 80 bar, µl/µv = 4,5.  

De nombreuses autres corrélations existent, s'appliquant à des conditions expérimentales bien précises [39], 

mais ne feront pas l'objet ici d'une description détaillée. 

I.3.1.3 Transferts thermiques 

Le but d'un échangeur de chaleur comme le tube récepteur utilisé dans les centrales solaires à 

concentration est de transférer l'énergie thermique provenant du rayonnement solaire dans le fluide 

caloporteur, de l'eau dans notre cas. Le transfert à l'intérieur du tube étant principalement convectif forcé du 

fait du fluide en mouvement, le coefficient recherché est le coefficient d'échange convectif H. Par définition 



Chapitre I – Contexte technologique et scientifique 

26 

 

ce coefficient lie la puissance Q (W) passant à travers une surface A à la différence de température entre le 

fluide et la paroi : 

  
paroifluide

TTHAQ   I.20 

De nombreuses corrélations existent pour le coefficient h, construites le plus souvent sur la base de données 

expérimentales. Un bref aperçu des corrélations utilisées dans le cas d'un récepteur solaire horizontal vont 

être présentées. 

I.3.1.3.1 Le coefficient d'échange convectif monophasique 

En écoulement monophasique dans un régime turbulent, plusieurs corrélations pour le coefficient H sont 

disponibles. La première est celle de Dittus-Boelter [57], encore largement utilisée aujourd'hui : 

 
HD

H


 4.08.0 PrRe024.0  I.21 

Elle est valide pour un nombre de Prandtl Pr compris entre 0,5 et 100, et un nombre de Reynolds Re compris 

entre 10
4
 et 10

5
 [58]. 

 

Pour des écoulements à Reynolds plus élevé, la corrélation de Gnielinski [59] est plus adaptée [39;40;58] : 
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Le coefficient de frottement f est calculé par [40] : 

 2)28,3)ln(Re58,1(  LOf  I.23 

avec ReLO défini par : 
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I.3.1.3.2 Le coefficient d'échange diphasique 

Plusieurs types de corrélations existent pour le calcul du coefficient d'échange diphasique. Dans le cas de 

l'écoulement sur une surface chauffée ou dans un tube, des corrélations ont été développées pour les deux 

zones principales existantes lors du changement de phase à des flux de chaleur relativement bas (Figure 

I-26). 

 

Figure I-26. Courbe d'ébullition lors de l'écoulement d'un fluide 

sur une surface chauffée ou à l'intérieur d'un tube [40] 

Une représentation schématique de la courbe d'ébullition dans un tube est représentée sur la Figure I-26, 

c’est-à-dire la relation entre le flux de chaleur transmis par la paroi au fluide (en W/m
2
) et la surchauffe de la 

paroi (la différence entre la température de la paroi et la température de saturation). Elle a la même forme 
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que celle obtenue en ébullition en vase, c'est-à-dire lorsque le fluide adjacent à la surface n'est pas en 

mouvement [40]. Dans la partie gauche de la courbe, du liquide sous-refroidi entre dans le tube. Un échange 

par convection forcée se fait alors entre le liquide et la paroi chauffée, jusqu'au point A. Cet échange étant 

peu dépendant de la surchauffe de la paroi, le flux de chaleur augmente alors linéairement dans cette zone. 

Après le point A apparait l'ébullition nucléée partielle (des points A à B), qui se caractérise par une 

augmentation significative du flux de chaleur, donc un meilleur échange. Le transfert se fait conjointement 

par convection forcée et par changement de phase. Dans la zone pleinement développée (des points B à C), 

l'échange se fait principalement par changement de phase, et est alors très dépendant de la surchauffe de la 

paroi. 

Au point C, un maximum local de flux est atteint, il s'agit du flux critique. Passé ce flux, une couche de 

vapeur se forme à la paroi, bloquant brutalement les échanges thermiques. La température de la paroi peut 

alors augmenter très rapidement (de plusieurs ordres de grandeur) jusqu'au point D, ce qui peut endommager 

la surface. 

 

L'ébullition nucléée partielle a été étudiée dès les années 1950 par Jens et Lottes [60], qui ont développé une 

corrélation pour l'eau, améliorée ensuite par Thom et al. [61]. Plus récemment, Kandlikar [62] a également 

proposé une corrélation prenant en compte différents fluides par le biais d'un coefficient dépendant du fluide 

utilisé. De par sa simplicité, la corrélation de Rohsenow [63] est souvent utilisée dans la littérature [40;64], 

bien qu'elle soit originellement développée pour l'ébullition en vase. De manière générale, le flux de chaleur 

dans cette partie dépend de la surchauffe de la paroi aux puissances 2 ou 3. 

 

Les corrélations d’ébullition convective saturée elles modélisent à la fois la partie partielle et la partie 

pleinement développée de l’ébullition nucléée [65]. On peut notamment citer la corrélation de Chen [66] 

largement utilisée dans la littérature malgré son caractère implicite, la corrélation de Shah [67] et la 

corrélation de Gungor et Winterton [68]. Ces corrélations ont été développées pour des applications 

monodimensionnelles et dépendent du titre moyen dans la section du tube. Des modifications de ces 

corrélations existent, et malgré des écarts importants de prévision du coefficient d'échange en fonction du 

titre, elles ont toutes en commun la même tendance : le coefficient d'échange augmente avec le titre, jusqu'à 

un titre d'environ 0,8 à partir duquel le coefficient d'échange commence à chuter pour devenir très faible pour 

un titre proche de 1. 

 

Les calculs que nous allons réaliser seront tridimensionnels (voir les chapitres III et IV). Dans notre cas, nous 

aurons accès à des données locales, au niveau d'un volume de contrôle (maille), et non à des informations 

moyennées comme c'est le cas dans des calculs monodimensionnels (Figure I-27). 

 

 

Figure I-27. Différence entre les informations disponibles dans les modèles mono et tridimensionnels. 
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Les informations disponibles seront donc par exemple la surchauffe de la paroi et le taux de vide proche de la 

paroi, et non le titre moyen dans une section du tube. 

Les corrélations disponibles diffèrent en fonction des informations nécessaires au calcul du flux de chaleur 

échangé entre la paroi et le fluide. Les corrélations d’ébullition convective saturée sont adaptées à la 

prédiction du coefficient d'échange dans les tubes en évaporation, mais ont été développées en 1D et 

nécessitent des valeurs moyennes dans l'écoulement. Elles ne sont donc pas utilisables dans notre cas, où 

nous avons accès à des données locales. 

 

Ainsi les corrélations pour l'ébullition nucléée partielle vont être privilégiées, de par le fait qu'elles 

permettent de calculer un flux de chaleur diphasique localement en fonction des propriétés du fluide et de la 

paroi. 

I.4 Objectifs technologiques et scientifiques 

La technologie des centrales solaires thermodynamiques est en plein développement et plusieurs voies 

sont ouvertes dans un objectif de baisse des coûts. La génération directe de vapeur en fait partie, et semble 

être prometteuse. Elle amène cependant des défis technologiques à surmonter, de par l'écoulement 

diphasique qui prend place dans le tube récepteur. 

 

Les écoulements diphasiques sont par nature instables, et le phénomène de changement de phase rend encore 

plus difficile l'étude de tels écoulements. Malgré l'existence d'outils d'analyse des écoulements diphasiques 

comme les cartes d'écoulements, ceux-ci ne sont pas toujours adaptées aux conditions étudiées. Il est ainsi 

difficile d'avoir accès à la structure et au taux de vide dans un écoulement, d'autant plus lorsqu'il est modifié 

par la transformation du liquide en vapeur. Bien que la visualisation soit possible dans certains cas par des 

hublots, la plupart du temps ces écoulements circulent dans des tubes en métal opaques sous pression, ce qui 

rend l'accès à ces informations difficile. Dans le cas d'une centrale solaire à concentration opérant à 300°C et 

100 bar, il n'est ainsi pas possible a priori de connaître la structure de l'écoulement en train de s'évaporer. 

 

Il est alors intéressant pour l'étude et le dimensionnement des tels systèmes de pouvoir prédire et comprendre 

le comportement de l'écoulement dans un tube lors de l'évaporation. La modélisation de ces structures peut 

se faire grâce à des logiciels permettant le calcul tridimensionnel des écoulements, appelés logiciels de CFD 

(Computational Fluid Dynamics). Elle reste néanmoins complexe, et demande un temps de calcul important. 

L'outil développé devra donc être rigoureux scientifiquement, mais également pouvoir être compatible avec 

une approche plus appliquée, c’est-à-dire en tenant compte des nécessités de l'ingénieur, notamment en 

termes de temps de calcul. 

Pour cela, des modèles par défaut du logiciel Fluent vont être utilisés pour leur rapidité et leur précision, et 

des fonctions personnalisées vont être introduites afin de prendre en compte ce que les modèles standards ne 

traitent pas.  

Plusieurs régimes d'écoulement se succédant du fait de l'évolution de la quantité de vapeur, produite lors de 

l'évaporation, le modèle développé devra permettre de simuler le processus d'évaporation dans les différents 

régimes rencontrés, depuis l'écoulement à bulles jusqu'aux régimes annulaire et stratifié. 

 

Les lois de transfert de chaleur macroscopiques concernent principalement les écoulements soumis à un flux 

homogène : il serait donc intéressant, dans le cadre de l'aide à la conception technologique de pouvoir étudier 

l'effet du chauffage non uniforme imposé sur le tube récepteur d'une centrale solaire thermodynamique. Bien 

que quelques auteurs se soient déjà intéressés à ce sujet [15;69;70], peu d'études numériques en traitent. Dans 

le but d'imposer un flux de chaleur non uniforme, des calculs tridimensionnels sont donc indispensables. 

 

Une étude des travaux réalisés sur le sujet va être présentée au chapitre II, puis le modèle développé sera 

décrit dans le chapitre III et exploité dans le chapitre IV. 
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II.1 Introduction 

Le but du travail de simulation présenté dans ce document est de modéliser des écoulements diphasiques 

en évaporation, avec pour objectif de mieux comprendre leur évolution. Ces écoulements sont complexes 

mais leur étude tant expérimentale que numérique a déjà fait l'objet de nombreux travaux dans la littérature. 

Avant de s'intéresser aux écoulements en évaporation, le cas adiabatique et en particulier le régime 

intermittent à poches et bouchons va être étudié, expérimentalement puis numériquement. En effet ces 

écoulements vont faire l'objet d'une étude spécifique dans le chapitre IV. Puis le changement de phase dans 

les écoulements diphasiques va être passé en revue, tant du point de vue expérimental que numérique. 

 

Concernant la partie expérimentale, le besoin pour la validation de la simulation des écoulements avec 

changement de phase est d’avoir accès à une visualisation sur la zone en évaporation, éventuellement 

couplée à des mesures thermiques et fluidiques. Le problème majeur rencontré est qu’il est difficile de 

combiner le moyen de chauffe (par exemple l’effet Joule) avec une visualisation, les deux sont souvent 

contradictoires. En effet le dispositif de chauffe est le plus souvent opaque, c'est pourquoi peu de solutions 

existent. Cette problématique va être investiguée dans le chapitre V, où il est proposé et étudié plusieurs 

dispositifs permettant d'assurer conjointement le chauffage d’un tube horizontal et des visualisations. 

D'abord dans les micro puis dans les macro-canaux, les études traitant du sujet vont être examinées. Du fait 

du manque de travaux spécifiques à l'évaporation progressive et dans le but de les compléter, les installations 

avec une visualisation non plus simultanément à la chauffe, mais dans une zone adiabatique placée en aval 

de l’évaporation seront également étudiées. 

 

Numériquement, plusieurs approches de modélisation sont disponibles dans les logiciels. D'une part, les 

modèles dits "de mélange" et "à deux fluides" permettent la prise en compte des régimes dispersés, quand 

une phase secondaire est présente en faible proportion dans la phase principale (par exemple des bulles 

dispersées dans du liquide). D'autre part, le modèle VOF permet une bonne modélisation des larges 

interfaces entre le liquide et la vapeur. Ces différentes méthodes, ainsi que leurs avantages et inconvénients 

seront examinés, dans le but de déterminer celle qui sera le plus adaptée à nos besoins. 

II.2 Études expérimentales sur les écoulements diphasiques 

II.2.1 Écoulements adiabatiques à poches et bouchons 

Une étude adiabatique des écoulements diphasiques est souvent la première étape pour l'étude 

expérimentale ou numérique des écoulements en évaporation. L'approche développée dans ce travail 

s'appuyant sur  la modélisation de larges interfaces en mouvement, il est nécessaire de s'assurer que celle-ci 

est bien réalisée par le code de calcul. Ainsi un travail de validation adiabatique sera réalisé au chapitre IV, 

en se basant sur des données de la littérature qui vont être présentées ici. 

Tout d'abord, une introduction à la théorie de la formation de vagues dans des canaux par les instabilités de 

Kelvin-Helmholtz va être faite, suivie par la présentation d'études expérimentales permettant la validation du 

modèle qui sera utilisé. 

 

La transition dans un écoulement entre la stratification et la formation des premières vagues est intéressante 

car elle peut permettre de prédire les premières instabilités dans un système. Se basant sur des premiers 

travaux  effectués par Milne-Thomson [71], Taitel et al. [8] ont développé un modèle de transition entre un 

écoulement stratifié et à vagues, pour la construction de leur carte d'écoulement. Le but est de pouvoir 

prédire simplement à partir de quel écart de vitesse entre le liquide et la vapeur des instabilités vont se former 

et grandir. Une analyse de stabilité de Kelvin-Helmholtz a ainsi été conduite, sous forme linéaire, non 

visqueuse et incompressible par soucis de simplification [72]. La théorie de Kelvin-Helmholtz est fondée sur 

une analyse d'instabilités sur une perturbation infinitésimale de l'interface entre deux fluides (liquide et gaz 
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par exemple). L'analyse de stabilité consiste à résoudre le bilan des forces sur la hauteur de la perturbation η 

(cf. Figure II-1) et à le résoudre pour la vitesse de la vague [8;71;72]. 

 

Figure II-1. Schéma des forces s'exerçant sur une petite perturbation de l'interface liquide-gaz. 

Les principales forces physiques en jeu sont la gravité, la tension de surface et l'inertie. Les deux premières 

s'opposent à la croissance de la vague et tendent donc à la stabiliser. Mais l'accélération de la vitesse de la 

vapeur au sommet de la vague (du fait de la réduction de section) provoque une baisse de pression juste au-

dessus de l'interface. Cette accélération induit une force de type inertielle qui a tendance à faire croitre la 

perturbation. Le liquide vient alors toucher la paroi supérieure et une poche est formée (cf. Figure II-2). 

 

Figure II-2. Processus de formation d'une vague puis d'une poche [73] 

Prenons une perturbation se propageant à la surface du liquide dans un milieu infini. C'est une vague, elle 

peut être décrite par la forme générale d'une onde se propageant suivant l'axe z pendant un temps t : 

        tczκitcκactzκiaη
RI

 expexpexp  II.1 

Dans l'équation II.1, c est la vitesse complexe de l'onde, qui est de la forme : 

 IR
iccc   II.2 

La partie droite de l'équation II.1 permet d'analyser cette onde : elle voyage suivant la direction z, avec une 

vitesse cR et son amplitude varie dans le temps avec le taux  tcκ
I

exp . Ainsi l'amplitude de la vague augmente 

ou diminue en fonction du signe (positif ou négatif) de la partie complexe de la vitesse. Le but dans une 

analyse de stabilité est donc de déterminer cI en fonction du nombre d'onde ainsi que les forces physiques qui 

amènent à l'atténuation ou la croissance d'une instabilité. L'analyse de stabilité conduit après quelques 

simplifications [72] à une condition sur la différence de vitesse de gaz et de liquide. Dans un tube, on peut 

montrer qu'une vague grandit (il y a donc formation d'instabilités) si la différence de vitesse est supérieure à 

la valeur exprimée par l'équation II.3 : 
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II.3 

Il faut cependant remarquer que pour une hauteur de liquide ll inférieure à la moitié de la hauteur du canal, 

Taitel et al. [8] prédisent dans leur étude de stabilité que l'écoulement est stratifié ou annulaire. En effet, 

l'accélération de la vapeur au-dessus d'une vague ne suffit plus dans ce cas pour la faire grandir. 

Cette limite a par la suite été améliorée, notamment pour inclure les effets de la viscosité [74;75], mais sa 

forme non-visqueuse présentée ici fait encore figure de référence. Il sera vérifié dans le chapitre IV qu'elle 

est bien calculée par le modèle diphasique VOF présenté dans la section II.3.1.2. 

 

De nombreuses études expérimentales existent concernant les écoulements à poches et bouchons, car ce 

régime d'écoulement apparait fréquemment dans les applications liées aux industries chimiques, pétrolières 

et nucléaires. La fréquence et la vitesse de passage des vagues [76;77] a intéressé les auteurs, aussi bien que 

des études plus visuelles orientées pour la validation de logiciels de calcul CFD [78]. 
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Manolis et al. [79] présentent des données de fréquences de passage de poches en écoulements horizontaux 

adiabatiques à différentes vitesses superficielles de liquide et de gaz. Les effets de la pression (jusque 14.5 

bar) sont plus particulièrement investigués. Le dispositif expérimental est un tube horizontal de 36m de long 

et 78 mm de diamètre. La fréquence  de passage des poches est à peu près constante avec la vitesse 

superficielle gaz, mais elle augmente avec la vitesse superficielle liquide. Il est également conclu que la 

fréquence ne varie pas significativement avec l'augmentation de la pression. 

 

Ujang et al. [80] ont étudié la fréquence de passage des poches en fonction de la longueur du canal 

horizontal. L'installation est un tube de diamètre interne 0,078 m, à pression atmosphérique, dans lequel 

s'écoulent de l'eau et de l'air à co-courant, à différentes vitesses superficielles. Un relevé des fréquences de 

passage de poches en fonction de la distance à l'entrée du tube est effectué (cf. Figure II-3). 

 

 

Figure II-3. Fréquence de passage de poches en fonction de la distance à l'entrée [80]. 

Une grande quantité de vagues se forme près de l'entrée, puis la fréquence diminue pour finalement se 

stabiliser à une distance d'environ 250 diamètres de l'entrée (20 mètres). Le pic de fréquence proche de 

l'entrée est attribué aux éléments du circuit hydraulique (pompes, vannes, etc.) permettant une formation 

d'instabilités. 

 

De manière plus visuelle, Czapp et al. [73;81] ont étudié un écoulement d'eau et d'air dans un tube horizontal 

de 54 mm de diamètre, et de longueur 9,46 m. L'entrée du canal est séparée en deux par une plaque 

horizontale où sont injectés de l'air par le haut et de l'eau par le bas à des vitesses maitrisées. Le taux de vide 

à l'entrée est donc fixé à 50%. Deux dispositifs de Stéréo PIV, permettant de mesurer plusieurs composantes 

du champ de vitesse du fluide, sont installés à des distances fixes de l'entrée, à 2,22 et 7,25 m, l'origine étant 

prise à l'extrémité de la lame séparatrice des phases à l'entrée (cf. Figure II-4). 

 

Figure II-4. Dispositif expérimental utilisé par Czapp et al. [73;81]. 
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La Figure II-5 donne des relevés de vitesse axiale w, verticale v et horizontale u en une position donnée en 

fonction du temps, ainsi que le profil de vorticité axiale ω. Le profil de taux de vide (en bleu) est aussi 

donné, et on observe le passage du début d'une poche. 

 

Figure II-5. Champs de vitesse en une position fixe en fonction du temps [73]. 

Un autre dispositif expérimental permettant une bonne visualisation de l'écoulement co-courant d'eau et d'air 

dans un canal horizontal est l'installation expérimentale HAWAC [82;83]. Cette installation est constituée 

d’un canal plan rectangulaire de longueur 8 mètres, de hauteur 100 mm et de profondeur 30 mm. Les débits 

sont contrôlés en entrée, et une lame inclinable permet d'imposer un taux d'ouverture et donc d’imposer la 

valeur du taux de vide en entrée (cf. Figure II-6). 

 

Figure II-6. Installation HAWAC et détail de l'entrée [78]. 

Le canal est entièrement transparent pour permettre des visualisations. La formation de vagues est alors 

observée, en fonction de la distance à l'entrée du canal (cf. Figure II-7). 
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Figure II-7. Photographies de la première moitié du canal (z = 0 - 3,2 m) après l'entrée, Δt = 50 ms [78]. 

Le passage de la vague précédente est observé sur la première image, le niveau de liquide étant plus bas 

qu'en entrée. Des instabilités se forment, grandissent et se rejoignent même pour former une grosse vague 

puis une poche. 

 

De nombreuses études existent donc sur le sujet des écoulements adiabatiques à poches et bouchons, qui 

nous permettront de valider qualitativement et quantitativement les résultats de simulation obtenus au 

chapitre IV. 

La visualisation des écoulements adiabatiques est relativement aisée, car des matériaux transparents peuvent 

facilement être mis en œuvre. La visualisation des écoulements chauffés l'est beaucoup moins, mais est 

cependant nécessaire à la validation du présent travail. 

II.2.2 Visualisations des écoulements diphasiques en évaporation 

Très peu d’études expérimentales ont été réalisées avec une visualisation directe de l’écoulement lors de 

l’évaporation. Du fait des limitations techniques, les études sont conduites principalement avec un réfrigérant 

comme fluide de travail.  

II.2.2.1 Mini et micro-canaux 

La visualisation directe dans les petits canaux, de dimensions de l’ordre du millimètre ou du micromètre 

est moins complexe technologiquement, notamment grâce à une surface à chauffer moins importante. De 

nombreuses études expérimentales existent sur le sujet [84]. Certaines utilisent des méthodes issues de la 

micro-électronique pour fabriquer des micro-canaux transparents chauffés sur une face [85] : par différentes 

étapes de dépôt et de gravure, une zone chauffante (généralement un métal chauffé par effet Joule) ainsi que 

le canal sont créés sur un substrat (cf. figures 8 et 9). 
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Figure II-8. Procédé de fabrication de l'élément de chauffe par des procédés de microélectronique [85]. 

 

Figure II-9. Procédé de fabrication du micro-canal [85]. 

La section d'essais est présentée sur la Figure II-10. Les visualisations de l'écoulement en évaporation se font 

directement par transparence. 

 

 

 

Figure II-10. Section d'essais, composée d’un micro-canal 

et d’un élément chauffant (à gauche) et résultats (à droite) [85]. 

Le canal peut également être usiné directement dans le métal qui va servir d’élément chauffant. Puis il est 

recouvert d’une vitre en verre, permettant ainsi une visualisation directe de l’écoulement [86] (cf. Figure 

II-11). 
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Figure II-11. Installation expérimentale pour l’étude sur un micro-évaporateur (à gauche), résultats (à droite) [86] 

 

Enfin, des dépôts d’une couche mince d’Oxyde Transparent Conducteur (TCO en anglais pour Transparent 

Conductive Oxide) sont possibles pour de tels canaux. Il s’agit de matériaux transparents optiquement mais 

conducteurs électriques. Il peut s’agir d’oxyde d'indium-étain (ITO pour Indium Tin Oxide), d’oxyde de zinc 

(ZnO) ou d’oxyde d’étain dopé au fluor (FTO pout Fluorine doped Tin Oxide). Du fait de leur petite taille, 

les tubes peuvent entrer dans les machines de dépôt, ce qui facilite la pose de la couche mince sur leur face 

externe (cf. Figure II-12) [87;88]. 

   

Figure II-12. Vue au microscope électronique à balayage d’une nano-couche 

de TCO (à gauche), visualisations (à droite) [88] 

 Toutes ces techniques permettent la visualisation de l’évolution du régime d’écoulement au cours de 

l’évaporation en mini et micro-canaux. Cependant il existe plusieurs différences importantes entre les 

écoulements diphasiques en macro et micro-canaux : tout d’abord, du fait du confinement dans de tels 

canaux, des effets liés à la capillarité y sont majoritaires devant la gravité, éliminant presque la stratification, 

qui est un phénomène important en macro-canaux horizontaux. De plus en micro-canal l’écoulement liquide 

est le plus souvent laminaire, ce qui n’est pas en général le cas des macro-canaux [89]. Pour ces raisons il est 

donc indispensable dans le cadre de notre étude de chercher des travaux en macro-canaux. 
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II.2.2.2 Macro-canaux 

La plupart des travaux de la littérature concernant l’étude des régimes d’écoulements en évaporation se 

basent sur l’observation de l’écoulement après la zone d’évaporation dans une zone transparente adiabatique 

(voir la section II.2.3). Mais cela ne permet donc pas de voir l’évolution du régime d’écoulement lors de 

l’évaporation. Cependant certaines études existent sur la visualisation directe de l'écoulement pendant le 

processus de changement de phase. 

 

La principale méthode de chauffe permettant de conserver la transparence lors de la chauffe de macro-

canaux dans la littérature est l’utilisation d’une couche d’Oxyde Transparent Conducteur (TCO). Il existe à 

l’heure actuelle peu de travaux sur le sujet. 

 

 Yin et al. (2013, [90]) 

 

Dans ces travaux récents, une équipe chinoise étudie l’évolution du régime d’écoulement par visualisation 

directe. Le fluide de travail est de l’eau à pression atmosphérique, qui est sous phase liquide proche de la 

saturation à l’entrée de la section d’essais. Celle-ci est constituée de tubes droits transparents horizontaux de 

diamètres internes 8 ou 10 mm suivant la configuration, connectés entre eux par des sections de tubes en 

silicone opaque. Un revêtement d’ITO est déposé sur la face externe des tubes, et des électrodes permettent 

l’apport du courant à la couche mince et ainsi la chauffe par effet Joule des tubes (cf. Figure II-13). 

 

Figure II-13. Schéma de l'installation expérimentale de Yin et al. [90] 

Les auteurs isolent des régimes d’écoulement (bulles, poches et bouchons, à vagues, stratifié et annulaire) et 

construisent une carte d’écoulement qu’ils comparent avec celles déjà existantes dans la littérature. 

Ils étudient également l’effet de différents paramètres sur l’évolution des régimes d’écoulement découlant du 

changement de phase : 

- le flux de chaleur apporté, noté q par les auteurs (W/m
2
), 

- le flux massique G (kg/m
2
/s) en entrée, 

- le diamètre, noté d par les auteurs (8 et 10 mm). 

Il découle de cette étude que l’évolution des régimes d’écoulement est fortement influencée par ces trois 

paramètres. Les phénomènes sont retranscrits par les auteurs sous forme de croquis basés sur leur étude par 

visualisation directe, et des conclusions qualitatives sont tirées de la variation des différents paramètres. 

Comme attendu intuitivement, une augmentation du flux de chaleur apporté décale le point de départ de 

chaque régime vers l’entrée du tube, raccourcissant de fait la zone intermittente et allongeant ainsi la zone de 

régime annulaire (cf. Figure II-14). 
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Figure II-14. Effet du flux de chaleur sur l'évolution des régimes d'écoulement lors de l'évaporation, 

pour un flux de chaleur variable et un flux massique fixé en entrée [90] 

L’étude de l’influence du flux massique en entrée montre que le régime annulaire apparaît seulement à haut 

flux massique, car à faible flux massique seuls les régimes à poches et bouchons ainsi qu’à vagues 

apparaissent (cf. Figure II-15).  

 

 

Figure II-15. Effet du flux massique sur l'évolution des régimes d'écoulement lors de l'évaporation, 

pour un flux de chaleur constant et un flux massique variable en entrée [90] 

L’augmentation de la taille du tube entrainant une augmentation de la puissance par unité de masse pour un 

flux massique et un flux de chaleur fixés, les transitions entre régime apparaissent plus tôt pour le tube de 

plus grand diamètre (cf. Figure II-16). D’après les auteurs, le régime annulaire apparaît plus facilement dans 

le tube de plus petit diamètre, à cause du cisaillement de la vapeur qui y est plus important. 
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Figure II-16. Effet du diamètre sur l'évolution des régimes d'écoulement lors de l'évaporation, 

pour un flux de chaleur variable et un flux massique fixé en entrée [90] 

Cette étude est a priori intéressante pour notre cas, cependant elle reste très qualitative et les croquis sont 

difficilement comparables à des résultats de calcul. Cependant les tendances pourront être utilisées pour 

vérifier le travail numérique. 

 

 Yang et al. (2008, [91]) 

 

Une étude expérimentale et numérique a été conduite sur un tube en serpentin horizontal chauffé par un flux 

constant. Il s’agit de la même géométrie que l’étude de Yin et al. [90] (ci-dessus) sauf que tout l’écoulement 

en évaporation est visible et photographié, ce qui permet une comparaison qualitative avec des résultats de 

calcul CFD. 

Le fluide utilisé est un fluide frigorigène (le R141b) dont la température de saturation est de 34°C à la 

pression atmosphérique. L’installation expérimentale est présentée sur la Figure II-17. 

 

 

Figure II-17. Schéma de l'installation expérimentale de Yang et al. [91] 
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La section d’essais est un tube en quartz (diamètres interne et externe de 6 et 8 mm respectivement) en forme 

de serpentin, recouvert sur la face externe par un revêtement de TCO. Aux deux extrémités du tube ainsi que 

sur deux coudes sont branchées des arrivées de courant alternatif permettant de générer un flux de chaleur 

constant par effet Joule dans la nano-couche. L’écoulement est filmé par une caméra rapide avec une vue 

d’ensemble permettant de visualiser l’évolution de l’écoulement depuis le sous-refroidissement jusqu’aux 

larges poches de vapeurs créées (cf. Figure II-18). 

 

 

Figure II-18. Photographie de la section d’essais, évolution du régime d’écoulement [91] 

Différents cas sont définis et correspondent à une variation de flux et de débit de liquide en entrée, résumés 

dans le Tableau II-1. Notons que le sous-refroidissement en entrée du cas 4 est différent des autres pour une 

raison que les auteurs ne précisent pas. 

 

 
Flux de chaleur 

(W/m
2
) 

Débit volumique 

(L/h) 

Sous-refroidissement 

(K) 

Cas 1 (a) 6888 10 8,5 

Cas 2 (b) 17848 10 8,5 

Cas 3 (c) 24874 10 8,5 

Cas 4 (d) 6888 15 10,5 

Cas 5 (e) 17848 15 8,5 

Cas 6 (f) 24874 15 8,5 

Tableau II-1. Grille des cas expérimentaux [91] 

A ces essais correspondent les photos prises avec la caméra rapide de la section d'essais complète (cf. Figure 

II-19). Les photos des cas 2, 3 et 5 sont incomplètes pour des raisons "techniques" selon les auteurs. Ils 

précisent cependant que l'écoulement en aval pour ces cas est similaire à celui du cas 6, c’est-à-dire un 

écoulement annulaire très agité. 
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Figure II-19. Photographies des bservations expérimentales  de Yang et al. [91] 

Les cas 1 et 4 correspondent au flux de chaleur apporté le plus faible, c'est pour cela que l'écoulement est 

beaucoup moins agité que dans les autres cas. Le liquide est sous-refroidi en entrée, et le flux sert donc 

principalement à chauffer le liquide jusqu'à la température de saturation. Là, de petites bulles se forment, et 

grossissent jusqu'à former de larges poches de vapeur. Les cas 2, 3, 5 et 6 présentent un régime à bulle très 

court et tendent très rapidement vers un régime agité. Ils se terminent avec un écoulement à vagues ou 

annulaire. Il est à noter que la même équipe a publié des études sur le même dispositif (tube en serpentin 

chauffé par un revêtement de TCO), en vertical [92;93], en se concentrant sur la formation des bulles à la 

paroi [94] ou sur la modélisation du dispositif avec le modèle à deux fluides [95]. 

Ces données, même si elles restent assez éloignées du cas de l'ébullition en tube droit de l'eau sous 

pression, nous permettront tout de même d'analyser qualitativement les résultats du modèle numérique 

présentés au Chapitre IV. Il ressort également de cette étude le manque de données expérimentales sur le 

sujet, et la nécessité d'une installation dédiée, permettant visualisation et mesures thermiques et hydrauliques 

couplées. 

 

Malgré le peu de résultats expérimentaux trouvés dans la littérature sur la visualisation complète du 

développement des régimes d'écoulement lors de l'évaporation, de nombreuses études se sont intéressées aux 

régimes d'écoulement lors du changement de phase, mais observés dans une zone adiabatique en aval de la 

zone de chauffe. Ces études restent néanmoins intéressantes du fait des photos d'écoulements publiées, qui 

pourraient être comparées à des résultats numériques.  

II.2.3 Visualisations dans une zone adiabatique 

La plupart des cartes d’écoulement en changement de phase (voir chapitre I) ont été construites à l’aide 

d’installations expérimentales permettant une visualisation de l’écoulement. Ces installations se composent 

généralement d’une zone transparente non chauffée qui se situe à la fin de la zone de chauffe. Des études de 

ce genre existent en micro et mini-canaux [96;97] et en écoulement vertical [98]. En écoulement vertical, la 

visualisation se fait également souvent sur des écoulements en évaporation dans des espaces annulaires : un 
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tube (ou fil) chauffant se trouve à l’intérieur d’un tube en verre, sur le même axe, et l’ébullition externe sur le 

tube est alors observée [99].  

 

Pour les écoulements horizontaux, des études assez anciennes existent sur la visualisation des régimes 

d'écoulements diphasiques. Ces auteurs utilisent un montage expérimental composé généralement d'un tube 

évaporateur en acier, suivi d'une zone de visualisation transparente permettant le relevé des configurations 

d'écoulement. Shah [100;101] exploite une installation de 140 mètres de long, un tube de diamètre interne de 

26 mm en acier chauffé par trois cordons chauffants, et plusieurs fenêtres de visualisation (cf. Figure II-20). 

 

 

Figure II-20. Installation expérimentale utilisée par Shah (à gauche), 

détails de la zone de visualisation et des cordons chauffants (à droite) [100;101] 

Danilova et al. [102] ont utilisé une zone de visualisation en quartz sur des tubes horizontaux (diamètre 

interne de 6 à 10 mm) ou verticaux (diamètre interne de 10 mm). Un générateur de vapeur délivre le titre 

désiré (en produisant une certaine quantité de vapeur), puis l'écoulement passe par une zone d'établissement 

avant la visualisation. 

Cependant dans ces travaux ne figurent pas de photos, les moyens de visualisation de l'époque permettant le 

plus souvent la construction de cartes d'écoulement uniquement.  

 

L'équipe de Wattelet et al. [38] a mené une étude complète de l'évaporation de fluides frigorigènes dans des 

tubes horizontaux pour des applications de refroidissement industriel, et a mené également une étude 

phénoménologique en utilisant des fenêtres de visualisation à l'entrée et la sortie de l’installation. 

 

Dans le contexte de l'étude des écoulements dans une centrale solaire à génération directe de vapeur, 

Laufs et al. [70;103] ont utilisé une installation de 8 mètres de long et de 64 mm de diamètre interne pour 

simuler l'écoulement  en évaporation d'eau sous haute pression (de 30 à 100 bar) avec du Fréon 11 à des 

pressions plus raisonnables (de 4 à 17 bar). Une fenêtre de visualisation tenant les hautes pressions et les 

températures de l'ordre de 200°C est disponible. Un flux de vapeur légèrement surchauffée circule dans la 

fenêtre entre l'écoulement et l'environnement extérieur afin de limiter les pertes thermiques. Peu de photos 

ont été publiées, seulement une évolution du régime stratifié avec la variation de la vitesse massique 

(cf. Figure II-21). On y voit la remontée de l'écoulement stratifié le long de la paroi quand le débit massique 

augmente. 
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Figure II-21. Evolution du régime stratifié avec la variation de vitesse massique (vue de côté) [103] 

Toujours sous pression (7 bar) mais pour du Fréon 22, l'équipe de Wang et al. [104] a étudié dans une 

section d'essais permettant une visualisation en fin de zone de chauffe l'écoulement dans un tube de 6,5 mm 

de diamètre pour une gamme de vitesse massique de 50 à 700 kg/m²/s. Les régimes d'écoulement sont 

comparés avec la carte de Weisman [105] et un bon accord est trouvé. Des photos sont présentées à débits 

fixés pour différents titres, comme par exemple pour 50 kg/m²/s sur la Figure II-22. 

 

 

Figure II-22. Régimes d'écoulement pour différents titres à un flux massique de 50 kg/m²/s [104] 

 

L'équipe suisse de l'Institut Polytechnique Fédéral de Lausanne a beaucoup contribué à l'établissement de 

cartes d'écoulement non adiabatiques (voir le chapitre I). De ce fait des travaux ont été publiés qui présentent 

des photos de régimes d'écoulement pris dans une zone adiabatique. Zürcher et al. [47] a exploité une 

installation de 3 mètres de long, la zone chauffée étant un échangeur bitubes: le tube central de diamètre 

10,9 mm contient le fluide d'étude (de l'ammoniac, du R-134a ou du R-407C) et dans le tube extérieur circule 

de l'eau à contre-courant permettant au réfrigérant de s'évaporer. Des photos illustrant les régimes 

d'écoulements trouvés pour un certain débit et un certain titre ont été prises dans une zone adiabatique 

directement en sortie de la section d'essais, permettant ainsi de construire une nouvelle carte d'écoulement 

(cf. Figure II-23). 

 

 

Figure II-23. Régime intermittent pour un écoulement d'ammoniac 

à un titre de 0,06 et un flux massique de 180 kg/m²/s [47] 
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L'installation utilisée par Da Silva Lima et al. [106] est très similaire à la précédente, mais les visualisations 

sont faites directement dans l'évaporateur. Celui-ci est composé d'un échangeur bitubes de 12 mètres de long 

dans lequel de l'ammoniac s'évapore et de zones adiabatiques transparentes situées avant et après les coudes 

(cf. Figure II-24). Le diamètre interne du tube est de 14 mm. 

 

 

Figure II-24. Photo de l'évaporateurt (avant isolation) et des zones de visualisation [106] 

Dans cette étude les visualisations sont réalisées avant les coudes et à la sortie du préchauffeur (juste avant 

d'entrer dans l'évaporateur). Sur la Figure II-25 sont présentés des exemples de photos réalisées sur cette 

installation. Les régimes d'écoulement sont comparés à la carte de Wojtan et al. [49]. 

 

 

Figure II-25. Ecoulement d'ammoniac à un titre de 0,11 et un flux massique de 50 kg/m²/s [106] 

Enfin plus récemment, Mastrullo et al. [107] ont réalisé une carte d'écoulement pour deux fluides, le CO2 et 

le R410A à partir d'observations réalisées en sortie de zone chauffée de 78 cm de long dans un tube de 

diamètre interne 6 mm (cf. Figure II-26). 

 

 

Figure II-26. Ecoulement de CO2 à un flux massique de 350 kg/m²/s à des titres de 

(a) x = 0,10 (b) x = 0,24 (c) x = 0,69 [107] 
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Padilla et al. [108] ont quant à eux étudié l'écoulement de 3 fluides (HFO-1234yf, R-134a et R-410A) dans 

des sections d'essais interchangeables : l'une opaque permettant des mesures de pertes de charge, et l'autre 

transparente permettant la visualisation de l'écoulement sur une partie droite (pour les deux premiers fluide). 

 

 

Figure II-27. Schéma de l'installation expérimentale de Padilla et al. [108] 

Le tube possède un diamètre de 6,7 mm, le flux massique varie entre 300 et 500 kg/m²/s, le titre entre 0,05 et 

0,95. Du point de vue de la visualisation, l'intérêt est que les images sont capturées simultanément du haut et 

du côté du tube par un système de miroir incliné à 45° (cf. Figure II-28). 

 

       

Figure II-28. Système optique permettant la prise de vue simultanée du haut et du côté du tube (à gauche) 

Photo de l'écoulement de HFO-1234yf à un flux massique de 300 kg/m²/s et un titre de 0,05 (à droite) [108] 

Il découle de cette étude que le HFO-1234yf, un possible remplaçant moins nocif du R-134a, possède les 

mêmes structures d'écoulement. De plus, la carte de Wojtan [49] permet de bien prédire ces régimes. 

II.2.4 Conclusion 

Ainsi, bien que de nombreuses études diphasiques sur le changement de phase existent, peu permettent 

de visualiser l'écoulement en train de s'évaporer. Une grande partie des travaux se concentrent sur une zone 

adiabatique située en fin de zone d'évaporation, permettant ainsi de construire ou valider des cartes 

d'écoulement, mais pas d'accéder à l'évolution de la structure de l'écoulement au cours de l'évaporation. C'est 

pourquoi la construction d'une telle installation expérimentale serait intéressante afin de valider l'approche de 

calcul présentée dans ce document. Pour cela, des éléments de conception et de dimensionnement seront 

présentés dans le chapitre V. 
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II.3 Simulation d'écoulements diphasiques 

Deux techniques permettant de caractériser un écoulement sont disponibles en CFD pour simuler des 

écoulements diphasiques : la description lagrangienne et la description eulérienne. 

La première concerne les écoulements dans lesquels la seconde phase n'occupe qu'une faible fraction 

volumique (même si sa proportion en masse peut être grande), le mouvement de cette phase étant 

déterminant (c'est le cas de particules solides dans un liquide par exemple). La trajectoire de chaque particule 

est alors calculée. 

La seconde, celle que nous allons utiliser dans ce travail, est la description eulérienne. Elle décrit le champ 

de vitesses qui associe à chaque point un vecteur vitesse. 

Pour modéliser les écoulements diphasiques, un taux de présence des phases dans les cellules est défini. A 

une certaine position, toutes les phases peuvent être présentes avec une certaine fraction volumique. 

Fluent inclut trois modèles reposants sur la description eulérienne : pour les écoulements dispersés (vapeur 

en faible fraction dans le liquide), le modèle de mélange ou "mixture model" et le modèle à deux fluides 

(parfois appelé eulérien). Pour le traitement fin des larges interfaces liquide-vapeur, le modèle "Volume Of 

Fluid" (VOF) est préféré [109]. 

Ces trois modèles ainsi que les travaux de la littérature les utilisant vont être décrits ci-dessous. 

II.3.1 Ecoulements dispersés 

II.3.1.1 Modèle de mélange 

II.3.1.1.1 Présentation 

Le modèle diphasique homogène suppose que les phases en présence sont parfaitement mélangées et 

partagent un seul champ de vitesse, pression, température, turbulence, etc. Le modèle de mélange est une 

adaptation du modèle homogène, car le transport de la phase secondaire (la vapeur dans notre cas) est 

également résolu, ce qui permet un mouvement relatif de celle-ci par rapport à la phase principale. Si aucune 

vitesse relative n'est définie, le modèle est équivalent à un modèle diphasique homogène. L'hypothèse 

principale sous-jacente de ce modèle est que localement et sur un court laps de temps, un équilibre est atteint. 

 

Ce modèle rentre (comme le modèle VOF, voir la section II.3.2.1) dans la catégorie des modèles dits "à un 

fluide". En effet, les différents champs sont calculés pour un fluide monophasique imaginaire. Il s'agit du 

fluide représentant le mélange des phases, dont les propriétés physiques sont celles des fluides 

monophasiques pondérés par le taux de vide. Par exemple, la densité 
m
ρ  et la viscosité 

m
μ  du mélange sont 

définies par : 
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Dans les équations ci-dessus, αv est le taux de présence volumique de vapeur dans une maille, aussi appelé 

taux de vide, est défini par : 

 
maille

v
v

V

V
  II.6 

Dans le cas d'un système diphasique, le taux de présence de liquide αl peut être déduit du taux de vapeur par 

la relation suivante : 

 1 lv   II.7 

Le taux de présence le plus couramment utilisé est celui de la vapeur αv, souvent noté plus simplement α. 
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Par la suite, pour simplifier les notations, un système à deux phases (liquide et vapeur) est supposé, le liquide 

étant pris pour la phase principale et la vapeur comme phase secondaire.  

Dans le cadre du modèle de mélange, les deux phases peuvent s'interpénétrer : les fractions volumiques pour 

une cellule peuvent prendre toutes les valeurs entre 0 et 1, en fonction de l'espace occupé par la phase dans 

une maille. Ainsi un taux de vide de 0 correspond à une maille remplie de liquide alors qu'un taux de vide de 

1 représente une maille pleine de vapeur (cf. Figure II-29). 

 

 

Figure II-29. Notion de taux de vide. A gauche, une bulle de vapeur (blanche) dans du liquide (bleu). 

A droite, représentation du taux de vide dans les mailles 

De la même façon que pour les propriétés physiques, une vitesse ainsi qu'une énergie de mélange sont 

définies : 
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Les équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de l'enthalpie résolues pour le 

mélange sont alors les suivantes : 
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Il peut être noté que le transport de l'énergie est uniquement réalisé pour l'énergie sensible (CPT), et ne prend 

donc pas en compte l'énergie latente de changement de phase (voir le chapitre III). 

La vitesse de la vapeur par rapport au liquide est appelée vitesse relative (ou vitesse de glissement), et est 

définie par : 

 lvrel vvv


  II.13 

Cependant il est parfois plus commode de manier la vitesse de drift (dérive en français), qui représente la 

différence de vitesse entre la vapeur et le mélange :  

 mvdr vvv


  II.14 

Ces deux vitesses sont liées de la façon suivante pour un système à deux phases : 
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L'équation de transport de la phase secondaire peut être écrite de la façon suivante : 
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En réécrivant l'équation II.16, de façon à faire ressortir la vitesse relative définie par l'équation II.13, on 

obtient : 
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Dans les équations II.10, II.12, II.16 et II.17, les termes Sm, Sm,v et SE sont les termes source des équations de 

conservation. Ils permettent de traduire la création ou la suppression locale des quantités conservées. 

 

Cette vitesse est alors calculée grâce à une relation algébrique, qui peut par exemple provenir d'un équilibre 

des forces sur une particule. En supposant le déplacement unidimensionnel d'une particule de vapeur se 

déplaçant dans un écoulement et soumise à la gravité [110] : 
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Dans l'équation II.18, Vv et Av sont respectivement le volume et l'aire de la section transversale de la particule 

de vapeur, et CD est le coefficient de traînée. Après simplifications [110], et la supposition qu'un équilibre 

local est rapidement atteint, la vitesse relative peut s'exprimer sous forme vectorielle de la façon suivante 

[109] : 
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où Dv est le diamètre d'une bulle de vapeur et fD la fonction de trainée exprimé par exemple par la relation de 

Schiller et Naumann [109] : 
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avec Re défini par 

 
l

rellv vD




Re  II.21 

L'accélération a


 provient principalement de l'accélération de la gravité, mais sa forme complète est la 

suivante : 
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Finalement, la formule algébrique donnée par l'équation II.19 permet de calculer la vitesse relative d'une 

petite particule de vapeur dans un écoulement de liquide. Cependant d'autres relations, notamment 

empiriques ou semi-empiriques pourraient également être utilisées. 

II.3.1.1.2 Travaux existants 

Peu d'auteurs ont utilisé l'approche par modèle homogène pour prendre en compte les phénomènes de 

changement de phase, car il lui est parfois reproché de ne pas prendre assez de phénomènes en compte. Elle 

est cependant facile à mettre en œuvre et peu coûteuse en temps de calcul. Elle peut être suffisante pour des 

applications d'ingénierie nécessitant moins de précision et un temps de calcul raisonnable. C'est 

effectivement dans ce cadre qu'a été utilisée cette méthode dans les travaux ci-dessous. 

 

S'intéressant aux applications dans le refroidissement des moteurs à combustion interne, Bo [111], puis 

Li et al. [112] se sont penchés sur un modèle homogène de changement de phase. Le code de calcul utilisé 

est le logiciel de CFD VECTIS. L'étude se limite à la zone sous-refroidie de l'écoulement. Le but est 
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d'obtenir un modèle simple et léger, le temps de calcul étant un élément important dans le cadre d'une 

application pour l'ingénierie. 

 

Afin de gérer le palier de température lors du changement de phase, l'auteur introduit dans le code une 

expression de la température en fonction de l'enthalpie : 
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Les équations de conservation de masse, quantité de mouvement et énergie sont résolues en utilisant un 

modèle de mélange. L'équation de transport de la vapeur est donnée de la façon suivante : 
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avec S le terme source de création ou suppression de vapeur. 

Celui-ci est exprimé de la façon suivante : 

 condevap SSS   II.25 

où : 
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Ainsi le calcul du taux de création ou suppression de vapeur est basé sur un retour à l'équilibre rapide du taux 

de vapeur avec un taux d'équilibre, en fonction de deux temps caractéristiques tevap et tcond non précisés dans 

l'article. Le coefficient n est un exposant ajustable, ici fixé à 1,1. La création de vapeur n'est donc pas 

directement dépendante des transferts thermiques pariétaux. 

A la paroi, l'auteur divise le flux en une partie monophasique et une partie d'ébullition nucléée basée sur la 

corrélation de Rosenhow [63] par le biais du flux qnuc :  

 nucmonoph qqq   II.27 
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Deux validations ont été réalisées, l'une pour un écoulement horizontal et l'autre pour un écoulement vertical, 

tous deux sous-refroidis. 

Les données de validation utilisées dans cette étude proviennent d'une thèse sur le refroidissement des 

moteurs à combustion interne [113]. Un liquide sous-refroidi s’écoule dans un canal horizontal, chauffé sur 

une partie seulement (cf. Figure II-30). 

 

 

Figure II-30. Schéma du cas horizontal, le mur est chauffé par une température constante [111] 

Un panache de vapeur se forme à partir de la zone chauffée puis se recondense dans le canal. Le flux évacué 

à la paroi est mesuré et tracé en fonction de la surchauffe à la paroi. A faible température de paroi, l’échange 
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est dominé par la convection forcée monophasique, et le flux diphasique est majoritaire lorsque la surchauffe 

augmente (cf. Figure II-31). 

 

 

Figure II-31. Résultats de validation pour le cas horizontal,  

pour une vitesse en entrée de 0,25 m/s (à gauche) et 1 m/s (à droite) [111] 

Après la validation, le modèle est appliqué au refroidissement d’un moteur de camion. Les auteurs indiquent 

que le taux de vide peut atteindre 0,8 par endroit, et que le refroidissement diphasique augmente l’échange 

thermique en maintenant une température de paroi correcte, ce qui est le but recherché. 

Ainsi le problème principal de ce modèle est l’utilisation de constantes non précisées, ce qui le rend non 

reproductible, cependant l'utilisation de la corrélation de Rohsenow pour le calcul du flux diphasique semble 

une approche intéressante, car elle est simple à utiliser et donne de bons résultats. 

 

 Une autre application industrielle étudiée avec le modèle de mélange est la trempe d'objets métalliques 

complexes et les transferts de chaleur associés [114]. Dans cette publication l'auteur explique que les 

modèles d'ébullition empiriques ne sont pas assez généraux, et que les modèles mécanistes ne sont pas 

applicables à des simulations en ingénierie et dépendent trop des conditions aux limites et des lois de 

fermetures utilisées. Le modèle "evaporation-condensation" de Fluent est utilisé avec le modèle diphasique 

de mélange en faisant varier le coefficient ajustable afin de faire correspondre ses calculs aux expériences. 

 

Ce modèle, présent par défaut dans Fluent propose un terme de création de vapeur, basé sur un retour rapide 

à l’équilibre d’une cellule en surchauffe locale à la température de saturation. La cinétique est pilotée par un 

coefficient calculé par la méthode de Lee [115], se basant la théorie cinétique des gaz à l'interface liquide-

vapeur. Il est obtenu un terme de transfert de masse à l'interface, basé sur un coefficient β pouvant être 

interprété comme un temps de relaxation [109]. 
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Malgré cette base théorique, ce coefficient est généralement ajusté de façon arbitraire afin de coller aux 

données expérimentales. C'est donc un paramètre réglable permettant, dans une configuration expérimentale 

donnée, de prédire le taux de changement de phase. Il est d’ailleurs calculé dans cette étude de la façon 

suivante  afin de reproduire les résultats expérimentaux, basé sur une étude de sensibilité : 
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thermique et le transfert de masse augmentent donc dans la phase d'ébullition nucléée, atteignent un 

maximum lors du flux critique et diminuent ensuite pour atteindre l'ébullition transitoire. Le changement de 

phase est encore ajusté arbitrairement dans ce cas. L'auteur ajoute également une vitesse relative de la vapeur 

normale à la surface pour prendre en compte les effets de microconvection qui augmentent le transfert de 

chaleur. La vitesse tangentielle à la paroi est nulle mais le terme normal est fonction de la masse de vapeur 

créée sur la création maximale de vapeur, multiplié par la vitesse relative de la vapeur pour la génération 

maximale (de 1 m/s). Le but est probablement de ne pas "bloquer" l'échange thermique en paroi par 

l'accumulation de vapeur créée le long de la paroi verticale. Celle-ci est alors expulsée loin de la paroi. 

 

 

Figure II-32. Ajout d'une vitesse relative de la vapeur normale à la surface [114] 

Ces travaux incluent peu de comparaisons avec des résultats de la littérature afin de valider le modèle, ce qui 

ne permet pas de juger de la pertinence de ce modèle. 

 

 Dans le domaine de l'automobile, Das et al. [116] ont développé pour le logiciel Fluent un modèle 

d'ébullition pour l'application au refroidissement des gaz d'échappement recirculés (EGR). Une version 

modifiée du modèle de superposition de Chen [66] est utilisée pour modéliser le flux de chaleur diphasique 

en paroi : 

     satwereparoinbmonophcorrnbconvcorrtot TTTT hhFqqFq   Si                maille 1  II.31 

Fcorr correspond au rapport entre le coefficient d'échange monophasique convectif pour le liquide et pour les 

propriétés du mélange dans la maille proche paroi, et sert à corriger la partie d'échange monophasique. Il 

vaut 1 s'il n'y a pas de vapeur en paroi et augmente avec la formation de vapeur. La partie du flux due à 

l'ébullition nucléée est calculée comme dans la corrélation de Chen, avec un coefficient de suppression 

multiplié à un flux d'ébullition en vase. Les données de vitesse ne sont pas prises à l'entrée ni en proche paroi 

mais à une distance adimensionnalisée : 
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où Cμ est une constante valant 0,0845, k1ere maille et y1ere maille sont les valeurs de l'énergie cinétique turbulente 

et la distance du centre de la maille proche paroi. Cette distance correspondant à l'extérieur de la couche 

limite turbulente. 
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La création de masse de vapeur est ensuite pilotée par le modèle "evaporation-cendensation" de Fluent (voir 

ci-dessus), avec une constante β de 1 pour l'évaporation et de 0,1 pour la condensation. La validation des 

résultats s'appuie sur les données de Robinson [113] et les auteurs trouvent un bon accord entre le flux de 

chaleur et la surchauffe de la paroi. 

 

 Deux études plus récentes se penchent sur l'étude de la création de vapeur dans les centrales solaires 

cylindro-paraboliques à génération directe de vapeur. L'équipe espagnole de Lobon et al. [64;117] utilise le 

logiciel de CFD Star-CCM+ avec un modèle diphasique homogène (sans vitesse de glissement pour la phase 

vapeur). Le but est notamment de calculer des transitoires de centrales solaires soumises à des flux solaires 

variables. Le flux d'ébullition qbw est calculé par la relation de Rohsenow [63] (voir eq. II.28) dans laquelle 

des coefficients sont ajoutés. La masse de vapeur créée est ensuite déduite par la relation : 
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avec Cew une constante égale à 0,1 justifiée comme étant la proportion du flux servant à créer les bulles de 

vapeur. L'échange entre le liquide et la vapeur est piloté par un coefficient constant CHTCxArea égal à 5.10
6
 : 
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Celui-ci est mal explicité et semble correspondre à un échange entre les phases de type "flashing" (un retour 

rapide à la température de saturation si il y a surchauffe dans une maille). Les coefficients utilisés dans ces 

études proviennent d'un dimensionnement réalisé dans le cadre d'un stage, c'est pourquoi une meilleure 

justification semblerait nécessaire. 

Les auteurs comparent leur travail avec des données expérimentales de la centrale solaire DISS (Espagne). 

Des débits variables tels que mesurés sur l'installation expérimentale sont imposés en entrée, ainsi que des 

profils de flux de chaleur non homogènes. Les principales comparaisons sont faites sur les pertes de pression, 

bien calculées par le modèle homogène, et la température de paroi ou de fluide en sortie de section. Des 

profils de taux de vide en fonction de la longueur du tube sont également donnés mais sans être validés, il 

s'agit donc du taux de vide calculé par le modèle homogène. Des profils de taux de vide sont calculés à 

différentes distances de l'entrée du champ solaire et confirment le caractère homogène du modèle utilisé par 

les auteurs (cf. Figure II-33). 

 

Figure II-33. Profil de taux de vide à une distance de 200 m de l'entrée du champ solaire [64] 

En effet, les gradients affichés sur la Figure II-33 sont trop faibles pour parler de stratification. Ce résultat est 

directement dû à l'utilisation du modèle homogène sans vitesse de glissement. La phase vapeur va donc 

globalement à la même vitesse que le liquide, même si la différence de densités peut la faire tendre à monter 

en haut du tube. L'auteur affirme que le modèle est applicable à toutes les configurations d'écoulement, mais 

ne permet pas de les reproduire.  

Du fait de l'utilisation du modèle homogène sans vitesse de glissement, ce modèle CFD n'apporte donc que 

peu d'améliorations à un calcul monodimensionnel, certains résultats pouvant être d'ailleurs retrouvés par des 
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bilans de masse et d'énergie. Il semble donc intéressant de plutôt utiliser la modélisation locale 3D pour de se 

pencher sur les structures d'écoulement à l'intérieur du tube récepteur. 

II.3.1.1.3 Conclusion 

Les auteurs choisissant le modèle de mélange l'utilisent pour des calculs très appliqués à l'ingénierie et 

utilisent des modèles de transfert de masse pilotés par un coefficient ajustable avec des données 

expérimentales. C'est une première étape, mais elle est insuffisante en fonction des objectifs que nous nous 

sommes fixés, à savoir de développer un modèle thermique adaptable à de nombreux cas indépendamment 

d'une installation donnée. 

Dans le but de modéliser localement le changement de phase pour une compréhension de l'évolution des 

régimes d'écoulement lors de l'évaporation, le modèle de mélange semble donc peu adapté, même si le 

transport de la vapeur par une équation algébrique est intéressant afin d'économiser des ressources de calcul. 

Cette notion de transport de taux de vide sera retenue et améliorée pour l'étude numérique du présent 

document. 

II.3.1.2 Modèle à deux fluides 

II.3.1.2.1 Présentation 

Le modèle à deux fluides (ou modèle eulérien) est le plus complexe des modèles diphasiques de Fluent, 

car il résout une équation de continuité, de quantité de mouvement et d'énergie pour chacune des deux phases 

en présence. Les phases peuvent se mélanger et se séparer, et le couplage est réalisé grâce à des coefficients 

d'échange entre les phases (échange de quantité de mouvement, de chaleur ou de masse), modélisés par des 

modèles de fermeture. Il est ainsi plus coûteux en temps de calcul que le modèle de mélange. Il peut être 

utilisé pour modéliser des gouttes ou des bulles dispersées dans une phase primaire continue. 

Ainsi, pour obtenir les équations de conservation de masse, quantité de mouvement et énergie, il faut 

reprendre la structure des équations vues précédemment pour le mélange, et l'appliquer à chacune des phases  

[109]. Les équations constitutives de ce modèle ne vont pas être reprises ici, mais un exemple peut être 

donné avec l'équation de conservation de la masse (eq. II.10), qui devient : 
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Pour un système à deux phases, la relation II.7 entre les taux de présence liquide et vapeur est encore valable, 

et le taux de liquide peut être déduit du taux de vapeur. 

En modélisant le mouvement des deux phases indépendamment l'une de l'autre, une plus grande précision est 

atteinte, mais le nombre d'équation double, rallongeant significativement le temps de calcul. 

Cette précision est néanmoins nécessaire dans certains domaines, notamment dans l'industrie nucléaire, où de 

nombreuses études utilisant ce modèle ont été publiées. C'est d'ailleurs actuellement le modèle le plus utilisé 

pour les études de transfert thermique avec changement de phase dans la littérature. Quelques-uns de ces 

travaux vont être présentés ci-dessous. 

II.3.1.2.2 Travaux existants 

Les études réalisées avec ce modèle concernent principalement les applications dans le domaine du 

nucléaire, qui diffère de notre cas d’étude sur plusieurs points : les dispositifs sont  généralement verticaux, 

une étude poussée proche de la paroi est souvent réalisée, et enfin les flux de chaleur sont souvent plusieurs 

ordres de grandeur au-dessus de ceux retrouvés dans le cas des centrales solaires (de l’ordre du MW/m² en 

comparaison à environ 50 kW/m² dans notre cas). Un des points d'intérêt de ce domaine est la prédiction du 

flux critique (CHF). Il s'agit du flux au-dessus duquel une couche de vapeur se forme à la surface chauffée, 
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bloquant ainsi brutalement l'échange thermique (du fait du faible échange thermique avec la vapeur), 

amenant une hausse très rapide de la température de la paroi et à l'endommagement du matériel. 

Une étude détaillée des transferts proches de la paroi est donc nécessaire, et c'est pourquoi le modèle eulérien 

est alors souvent couplé à un modèle mécaniste (c’est-à-dire basé sur une approche théorique plutôt que sur 

des corrélations empiriques) d'ébullition en paroi. Ce modèle, appelé aussi modèle RPI (du nom de l'institut 

où il a été développé, le Rensselaer Polytechnic Institute), a été développé originellement pour des 

écoulements monodimensionnels par Kurul et Podowski [118]. Il est utilisé principalement lors de 

l'ébullition sous-refroidie. Le principe est de séparer le flux pariétal φparoi en trois flux ayant des rôles 

différents dans l'ébullition : φconv dû à l'échange convectif turbulent entre le liquide et la paroi, φquench dû au 

remouillage de la paroi (quenching) et φevap le flux de chaleur dû à l'évaporation (cf. Figure II-34). Ces 

différents flux sont calculés séparément moyennant différents modèles de fermeture, dépendants de 

propriétés de l'écoulement (comme par exemple la taille des bulles). 

 

 

Figure II-34. Schéma de principe du partitionnement du flux pariétal. 

 

L'intérêt est de calculer précisément des phénomènes proches de la paroi, mais le principal inconvénient de 

ce type de modèle est sa grande dépendance à des paramètres mesurables d'un cas précis, nécessaires pour 

les lois de fermeture. Cependant, bien renseigné il permet une modélisation fine du transfert à la paroi, et est 

utilisé par un grand nombre d'auteurs pour leurs travaux. 

 

 Jo et al. (2009) [119] 

 

Dans leurs travaux, Jo et al. [119] étudient l'ébullition nucléée sous-refroidie dans un tube hélicoïdal à haute 

pression avec CFX 5.6. Deux modèles sont comparés pour le changement de phase : le modèle d'évaporation 

"bulk" de CFX (similaire au modèle "evaporation-condensation" de Fluent présenté ci-dessus) et le modèle 

RPI de séparation de flux en paroi. 

Les auteurs utilisent pour la comparaison des deux modèles les données de Bartolemei [120] et St. 

Pierre [121] disponibles dans les travaux de Lai et al. [122] sur un cas-test d'évaporation dans un tube 

vertical. Ils concluent que le modèle "bulk" donne de meilleurs résultats que le modèle de séparation des 

flux, et fonctionne pour la simulation des écoulements diphasiques dans des tubes. Ils l'utilisent en 

instationnaire  avec un pas de temps de 0,01 s, mais une initialisation avec un taux de vide minimum de 

0,001 est nécessaire pour amorcer le changement de phase, ce qui empêche l'utilisation de ce modèle pour 

l'observation de l'ONB (Onset of Nucleate Boiling, point de début d'ébullition). 

 

 Ragunathan (2008) [123] 

 

Ce travail est le fruit d'une thèse réalisée en Alaska sur le refroidissement en microélectronique par microjet. 

Le problème est axisymétrique, le liquide arrive par le haut et refroidit le composant avant d'être évacué par 

les côtés. L'auteur utilise Fluent en combinaison avec une fonction personnalisée (UDF) pour analyser les 

échanges thermiques dans le système. L'auteur travaille en laminaire avec le modèle eulérien et une version 

du modèle RPI adaptée à son cas laminaire est implémenté dans l'UDF. Une étude similaire a été réalisée par 
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Narumanchi et al.  [124], dans le même contexte et en utilisant la même méthode avec quelques nuances 

dans les modèles de fermeture. 

 

 Montout [65] 

 

Dans sa thèse, E. Montout développe une « Approche Prédictive Locale » de la crise d'ébullition, c'est à dire 

une approche permettant d'élaborer des prédicteurs (empiriques) de flux critique (CHF) basés sur des 

paramètres locaux fournis par le code NEPTUNE_CFD (pour les seuls écoulements à bulle dans un premier 

temps) [65]. Il utilise pour cela la modélisation mécaniste (par modèle RPI) de l'ébullition nucléée sous-

saturée en convection forcée. L'auteur analyse trois modèles d'ébullition nucléée sous-saturée mécanistes : 

Kurul & Podowski [118], Basu et al. [125;126] et Yeoh et al. [127]. Il en conclut que le modèle de Kurul & 

Podowski reste le plus mature à ce jour, mais qu'il est nécessaire de l'améliorer, notamment par l'ajout de la 

prise en compte du glissement des bulles le long de la paroi chauffante (pour les conduites verticales). Cette 

voie a nécessité le développement d'une approche de type « bilan des forces » pour renseigner le diamètre de 

détachement des bulles de leur site actif de nucléation et le diamètre de décollage des bulles de la paroi. Un 

nouveau modèle d'ébullition nucléée a été proposé, en relation avec ces développements, et évalué de 

manière préliminaire. 

L'approche utilisée est complète et complexe, se basant, à cause du modèle mécaniste RPI, sur des modèles 

de fermeture très dépendant de mesures. L'auteur utilise la banque de données DEBORA pour la validation 

de ses calculs et les données nécessaires aux modèles de fermeture. Cependant il note que dans la majorité 

des cas, l'étude s’est heurtée à un manque important de données expérimentales et de corrélations/relations 

valides et suffisamment bien renseignées. 

Il indique également dans sa bibliographie l'existence de corrélations empiriques permettant de calculer la 

répartition du flux de chaleur pariétal, comme la corrélation de Bowring [128] ou de Lahey [129]. Ces 

modèles sont un compromis entre des corrélations permettant de trouver le flux de chaleur à la paroi en 

connaissant une température de paroi (comme la corrélation de Roshenow [63]) et les modèles purement 

mécanistes (comme le modèle RPI) souvent très dépendants de modèles de fermetures. L'auteur s'est 

finalement tourné vers un modèle mécaniste car il s'intéresse à une modélisation fine de phénomènes locaux 

(diamètre et vitesse de décollage des bulles). Il peut s'agir cependant d'une piste d'amélioration pour le 

modèle présenté dans ce travail. 

 

 Koncar et al., Krepper et al. [130-135] 

 

Ces auteurs travaillent en collaboration et ont adopté la même approche pour la modélisation CFD de 

l'ébullition en tube vertical. Ils utilisent le code de CFD Ansys CFX avec un modèle mécaniste RPI pour le 

transfert de chaleur et de masse à la paroi. La particularité de leur modèle d'ébullition est qu'ils utilisent un 

traitement spécial de la loi de paroi pour la couche d'ébullition qui permet d'assurer une indépendance du 

maillage. En effet, dans le modèle RPI la vapeur est créée dans la première maille adjacente au mur. Dans le 

modèle original de Kurul & Podowski, les variables locales (vitesse et température du liquide, ul et Tl) sont 

prises dans cette première maille, le code étant créé pour des problèmes monodimensionnels. Cependant 

certaines relations du modèle (le flux de remouillage, l'expression du diamètre des bulles) nécessitent une 

température moyenne du liquide, et ainsi en prenant la température de la maille proche paroi à la place, cela 

mènerait à une solution dépendante du maillage, cela ne fonctionnant que pour les maillages dont la première 

maille couvre complètement la couche limite. 

Pour cela, la loi de paroi linéaire-logarithmique de Kader [136] pour la température dans la couche limite 

turbulente est utilisée afin de déterminer la température du fluide, non pas au centre de la maille proche 

paroi, mais à une distance y
+
 fixée. Ci-dessous, y est la distance à la paroi, et R le rayon du tube : 
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Afin d'obtenir une solution indépendante du maillage le flux de remouillage (quenching) est pris 

proportionnel à la différence de température à une distance donnée de la paroi : 
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 II.37 

Ici Tl,y+(const) est la température du liquide à une distance adimensionnelle du mur y+(const) qui est un paramètre 

du calcul. La valeur de 250 est souvent prise, car il s'agit de la limite supérieure de la zone logarithmique de 

la couche limite turbulente. 

Pour obtenir Tl,y+(const), on égalise le flux à la paroi en deux distances : une distance y
+
 constante (souvent y

+
 = 

250) et au centre de la première cellule. Le flux de paroi s'exprime de la façon suivante : 
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Le flux dans le code (en prenant une température à la première maille) doit être égal au flux réel en dehors de 

la zone log : 
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En égalisant les deux flux, on obtient :  
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La température Tl,y+(const) est donc exprimée en fonction de températures adimensionnelles et de la 

température liquide dans la première maille Tl, disponible dans le code. 

Cette approche est intéressante car elle permet d'obtenir une température de liquide dans le cœur de 

l'écoulement. 

Une analyse de sensibilité a été réalisée par les auteurs et a mis en évidence l'importance d'une description 

correcte de cette couche limite d'ébullition pour l'étude locale de l'ébullition. Les auteurs comparent donc la 

loi de paroi pour les écoulements à bulles adiabatiques avec une loi de paroi spécialement développée pour 

les écoulements bouillants [135]. Cette approche est basée sur le principe que la présence de nucléation de 

bulles à la paroi a un effet sur l'écoulement du liquide, qui est similaire à une rugosité de paroi. Une loi 

logarithmique est donc suggérée, inspirée de celle utilisée pour les écoulements turbulents sur surfaces 

rugueuses. Cette loi permet de mieux prédire la vitesse des phases et le taux de vide près de la paroi, mais 

surestime l'énergie cinétique turbulente près de la paroi. 

Les simulations de ces auteurs sont validées par les données de Roy [137] (ébullition dans un espace 

annulaire) et de l'installation DEBORA [138] (tube vertical soumis à un flux constant).  
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Cette approche semble très spécifique à la modélisation locale des écoulements diphasiques, quand les taux 

de vide et vitesses à la paroi sont de première importance. Cependant l'utilisation de la température à une 

distance donnée de la paroi est intéressante pour notre cas et pourrait être utilisée. 

 

 Iolev et al., Tentner et al. [139-141] 

 

Le laboratoire national d'Argonne aux Etats-Unis développe une approche de la simulation CFD du 

changement de phase à travers le concept de "fonctions de topologie" locales. Il s'agit d'une approche basée 

sur le modèle eulérien en 3D, pour un maillage fin. Les auteurs développent un module pour le logiciel 

STAR-CD, nommé CFD-BWR en raison de son application dans les centrales nucléaires à eau bouillante 

(Boiling Water Reactor). Le principe des fonctions de topologie pour déterminer les configurations locales 

d'écoulement est le suivant : lors du changement de phase dans un tube, les configurations d'écoulements 

vont de l'ébullition nucléée à un régime à brouillard, en passant par des écoulements stratifiés, agités, 

annulaires, etc. Lors de ces changements, les variables interfaciales comme l'aire interfaciale, les transferts 

de quantité de mouvement (drag, lift, dispersion turbulente, etc.), le transfert de chaleur et la turbulence vont 

changer de façon correspondante. Afin de reproduire ces changements de régime, des cartes d'écoulements 

avec des corrélations correspondantes sont généralement utilisées dans les codes 1D. Les auteurs ont étendus 

cette utilisation à la CFD en prédisant cette fois-ci localement la carte d'écoulement, pour chaque maille à 

partir des paramètres locaux. L'ensemble de toutes les cellules avec leurs configurations relativement simples 

peuvent conduire à la description de configurations complexes (cf. Figure II-35). 

  

Figure II-35. A gauche, schéma de principe de l'utilisation de régimes d'écoulement par mailles [140] 

A droite, représentation schématique de la fonction de transition utilisée [141] 

Les auteurs ont développé une fonction simple permettant de passer d'une configuration à bulles à une 

configuration à gouttelettes, en basant les configurations locales seulement sur le taux de vide. Pour chaque 

maille, en fonction du taux de vide local, le code définit si l'écoulement est à bulles, gouttelettes ou un 

mélange des deux. Une fonction de transition est alors utilisée (cf. Figure II-35) : 
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Les limites α1 et α2 sont fixées arbitrairement par les auteurs : 

- Régime à bulles :  α ≤ α1 = 0,3 

- Régime intermédiaire :  α1 = 0,3 < α < α2 = 0,7 

- Régime à gouttelettes : α ≥ α2 = 0,7 

Ainsi chaque variable interfaciale ω (aire interfaciale, drag, lift, dispersion turbulente ou transfert de chaleur) 

est calculée de la façon suivante en fonction du taux de vide de la maille et de ses expressions pour les deux 

régimes "extrêmes" (bubbly et droplet) : 

      gouttesbulles ff   1  II.43 

α1 α2 
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Ce modèle a été validé en 2D axisymétrique adiabatique (10 * 200 mailles) en donnant de bons résultats. Les 

régimes d'écoulement trouvés par la simulation CFD sont placés sur la carte d'écoulement de Hewitt [142]. 

Puis une validation est faite en 3D avec des données expérimentales sur un faisceau de tubes [141] et avec 

deux expériences de tube vertical chauffé par un flux constant [139]. 

 

Cette approche est intéressante car elle permet a priori de calculer des écoulements complexes et d'appliquer 

localement les bons transferts de masse et de chaleur. Cependant son principal inconvénient réside dans son 

utilisation d'une importante puissance de calcul. En effet, les calculs ont été réalisés sur 40 processeurs en 

parallèle [141]. Le maillage est en effet très fin pour permettre de capturer les configurations locales. Cette 

méthode bien qu'intéressante semble donc difficile à mettre en œuvre dans le cadre de calculs appliqués à 

l'ingénierie. 

 

 Li et al. 2011 [143] 

 

Dans ces travaux l'auteur travaillant pour le développement d'Ansys Fluent décrit les avancées réalisées sur 

la prédiction de l'ébullition et du flux critique d'ébullition en utilisant le modèle eulérien de Fluent, couplé 

avec un modèle de changement de phase de type RPI [143]. L'auteur reprend les deux précédentes approches 

présentées ici, à savoir l'utilisation d'une température moyenne de l'écoulement en un y
+
 fixé de Koncar et 

Krepper et les fonctions de topologie de Ioilev et Tentner. La notion de fonction de couche limite modifiée 

pour l'ébullition n'apparait en revanche pas. Ces nouvelles approches sont implémentées dans Fluent et 

validées pour des cas 2D et 3D. Les deux cas 2D axisymétriques sont l'ébullition nucléée sous-refroidie dans 

un tube vertical et l'écoulement de fluide R113 à l'intérieur d'un espace annulaire chauffé par le cylindre 

intérieur. Concernant les cas 3D, un écoulement dans une section rectangulaire et une étude du flux critique 

et des transferts post-assèchement ont été utilisés. 

Cette publication récente montre que l'équipe de développement de Fluent s'intéresse à ces méthodes pour 

développer leurs modèles d'ébullition. 

II.3.1.2.3 Conclusion 

Le modèle à deux fluides est très utilisé dans la littérature pour la simulation des écoulements 

diphasiques avec changement de phase. Il est souvent couplé à un modèle d'ébullition en paroi, basé sur un 

partitionnement de flux (modèle RPI). Cette approche a l'avantage d'être précise et bien validée pour certains 

cas. Cependant le temps de calcul reste conséquent et le modèle repose sur des lois de fermeture, nécessitants 

la connaissance de paramètres expérimentaux. L'utilisation d'une température adimensionnelle, permettant de 

s'affranchir de la température de la maille proche paroi et ainsi d’atteindre une indépendance au maillage est 

quant à elle très intéressante. En effet l'utilisation de la température de la maille proche paroi pour les calculs 

peut fausser les calculs. Aussi, cette idée sera à développer et à transposer à notre cas afin de rendre le 

modèle indépendant au maillage utilisé. 

II.3.2 Ecoulements diphasiques à larges interfaces 

II.3.2.1 Présentation du modèle VOF 

Le modèle diphasique VOF est particulièrement adapté à la simulation des interfaces liquide vapeur, 

lorsque celles-ci sont bien définies. Les applications typiques du VOF sont les écoulements stratifiés, les 

écoulements à surface libre, le suivi de grosses bulles dans le liquide. Ce modèle n'est pas recommandé pour 

la simulation d'un écoulement à fines bulles car alors le temps de calcul devient très important, du fait du 

maillage fin nécessaire à la modélisation de l’interface.  

 

De même que dans le modèle homogène, la conservation de chaque quantité (masse, quantité de mouvement, 

énergie…) se fait pour le mélange. Les mêmes équations II.10, II.11 et II.12 sont donc résolues.  
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Dans le but de transporter la vapeur, une équation supplémentaire est résolue, comme dans le modèle de 

mélange. 
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La tension de surface à l’interface entre le liquide et la vapeur est le résultat d’un équilibre des forces entre 

les molécules des deux fluides. Dans le modèle VOF, la tension surfacique est modélisée par un terme 

supplémentaire dans l’équation de transport de quantité de mouvement, pour les cellules contenant une 

interface. 

L’interface est clairement délimitée par l’utilisation d’un schéma de reconstruction d’interface. Le schéma 

utilisé dans ce travail s’appelle Geo-Reconstruct, il est de type PLIC (Piecewise Linear Interface 

Reconstruction). Dans cette approche, les schémas d’interpolation standards sont appliqués sur les faces des 

cellules dont le taux de vide est 0 ou 1 (c’est-à-dire complètement remplies de liquide ou de vapeur) afin 

d’obtenir les flux advectés. Mais quand la cellule est sur l’interface (et a donc un taux de vide compris entre 

0
 
et 1), le schéma Geo-Reconstruct est appliqué. Celui-ci représente l’interface entre deux fluides par une 

approche continue par morceaux (cf. Figure II-36). Il suppose que l’interface entre les fluides est linéaire 

dans la cellule, et utilise cette droite pour le calcul des flux sur les faces de cellules. 

 

Figure II-36. Interface réelle et interface reconstruite par la méthode PLIC [144] 

La première étape consiste à calculer la position de la droite d’interface par rapport au centre de chaque 

cellule d’interface, à partir des informations sur le taux de vide et ses gradients dans ces cellules. Ensuite, les 

flux de liquide et vapeur à travers les faces des cellules est calculé, en connaissant l’interface et la 

distribution des vitesses dans la cellule. Enfin, le taux de vide est calculé dans chaque cellule en réalisant le 

bilan des flux calculés à l’étape précédente. 

 

Cette méthode permet donc de calculer une interface nette entre le liquide et la vapeur, et son mouvement 

dans l’écoulement. Bien que cette méthode nécessite un temps de calcul par itération relativement important, 

elle permet de remonter à la structure de l’écoulement qui nous intéresse particulièrement dans ce travail. 

L’existence de l’interface est très importante pour le transport de la vapeur. En effet, si l’interface entre le 

liquide et la vapeur n’arrive pas à se construire, et que la vapeur reste dispersée dans le liquide, alors le 

transport de la vapeur se fait de façon homogène, c’est-à-dire qu’il n’y a pas de vitesse de glissement entre 

les deux phases. 

 

Il est à noter que récemment, cette méthode a été implémentée dans des modèles eulériens afin de coupler 

l’approche à deux fluides avec la reconstruction précise de l’interface. Ces modèles sont très intéressants 

pour notre cas mais nécessitent une puissance de calcul très importante. 
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II.3.2.2 Simulation d'écoulements adiabatiques à poches et bouchons 

 De nombreux régimes d'écoulement se retrouvent dans le tube récepteur d'une centrale solaire à 

concentration. Dans le but de modéliser leur évolution au cours de l'évaporation, il est important que leur 

modélisation adiabatique soit maîtrisée. Le modèle diphasique VOF est bien adapté à la simulation des 

écoulements stratifiés, mais les écoulements intermittents sont autrement plus instables et difficiles à 

modéliser. Bien qu'ils aient beaucoup été étudiés expérimentalement, leur simulation en CFD reste peu 

abordée [82], principalement du fait de la complexité physique de ces écoulements qui amènent donc à des 

temps de calcul importants. Avant de passer à la simulation d'écoulements en changement de phase, une 

validation quantitative de la création de vagues en écoulement adiabatique sera proposée au chapitre IV. 

Plusieurs études existent déjà sur le sujet, mais toutes n'utilisent pas le modèle VOF : le modèle à deux 

fluides est également utilisé par certains auteurs, notamment dans les applications touchant au domaine du 

nucléaire. 

 

Une des premières tentatives a été réalisée grâce au code commercial FIDAP (méthode des éléments finis) 

pour simuler en 2D un écoulement à poches [145]. L'air et l'eau sont injectés par deux entrées séparées, et 

des vagues sont observées à une certaine distance de l'entrée. L'auteur de cette étude a rencontré des 

problèmes dus au faible nombre de mailles et au manque de puissance de calcul, mais il conclut que la 

simulation de ce type d'écoulement semble néanmoins possible. 

 

Frank [146] présente un travail réalisé sur le logiciel Ansys CFX pour démontrer la possibilité de simuler un 

régime à vagues en CFD 3D. Le modèle à deux fluides (eulérien) avec un module de détection d'interface est 

utilisé et l'auteur parvient à modéliser des vagues en utilisant des conditions aux limites variables en entrée 

pour le taux de vide et la vitesse. L'auteur justifie la condition d'entrée par le fait que ces instabilités sont 

générées naturellement dans les écoulements réels par les éléments du circuit hydraulique (pompes, vannes, 

etc.). De plus, afin d'initier la formation des vagues, l'auteur impose une surface libre de forme sinusoïdale 

avec un taux de vide volumique moyen dans le tube de 50%. Cependant l'étude n'inclut pas de comparaison 

quantitative avec la littérature expérimentale, bien que l'auteur affirme que les fréquences de vagues et les 

pertes de charge sont conformes à des données expérimentales. Il note que la distance nécessaire à partir de 

l'entrée pour commencer à former des vagues est qualitativement plus importante qu'en expérimental, 

environ 4m pour un tube de diamètre 54mm. 

 

Dans le cadre d'études en sûreté nucléaire, un travail expérimental et numérique a été mené au Centre de 

Recherche Dresde-Rossendorf (FZD) [78;82;83]. Les auteurs utilisent les résultats de deux installations 

expérimentales pour les confronter à trois codes de CFD : Ansys CFX, NEPTUNE_CFD (un code CFD 

développé par le CEA et EDF) avec un modèle à deux fluides et détection d'interface, et le modèle VOF 

d'Ansys Fluent. La conclusion tirée de cette étude est que les deux premiers codes sont aptes à simuler les 

écoulements stratifiés, mais que Ansys Fluent (en version 2D) ne l'est pas. En simulant leur installation 

expérimentale avec le modèle à deux fluides (eulérien) et une détection d'interface, une bonne 

correspondance qualitative entre résultats numérique et expérimentaux est atteinte pour le processus de 

formation d'une vague (cf. Figure II-37). 
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Figure II-37. A gauche, résultats expérimentaux (Δt = 0,05s entre les images). A droite, résultats numériques [82] 

Les auteurs indiquent que la fréquence des vagues simulées est deux à cinq fois moins importante que dans 

la réalité (0,7 Hz numériquement, et 1,4 à 3,3 Hz expérimentalement), ce qu'ils attribuent notamment à la 

taille du canal simulé. En effet, outre la différence de vitesse à l'interface, ils expliquent que ce sont 

également des pics de pression des vagues sortant du canal qui créent les instabilités. Ces travaux se sont 

poursuivis, et une publication récente [147] a permis de raffiner ces simulations par l'amélioration des 

modèles de traînée et de turbulence à l'interface liquide-vapeur pour la simulation des écoulements stratifiés 

et intermittents. La création des vagues est alors mieux prise en compte. 

 

S'appuyant sur leur étude expérimentale (présentée dans la section II.2.1) Czapp et al. [81] ont également 

mené une étude numérique avec le logiciel libre OpenFOAM et le modèle VOF. L'écoulement est étudié 

localement en différents endroits. Numériquement, une impulsion est utilisée pour initialiser les vagues. 

Grâce à une remise à l'échelle temporelle et spatiale, les résultats numériques sont comparés aux résultats 

expérimentaux et une bonne correspondance est trouvée. 

 

Il apparaît donc qu'il existe peu d'études qui traitent de la simulation de poches en CFD, et que celles-ci ont 

parfois recours à une perturbation ou des conditions d'entrée variables pour les déclencher. De plus, peu de 

résultats quantitatifs majeurs existent sur le sujet. Néanmoins des études très récentes prouvent l'intérêt de la 

simulation numérique pour ces applications. Nous allons donc nous intéresser à ce régime et utiliser le 

logiciel Fluent afin de le simuler dans le chapitre IV. 

II.3.2.3 Simulation d'écoulements en changement de phase 

Les approches se basant sur une approche Volume Of Fluid pour la simulation d'écoulements avec 

transfert de chaleur et de masse ne sont pas couramment utilisées dans la littérature, contrairement à 

l'approche à deux fluides. L'implémentation des transferts de masse et de chaleur se base pour la plupart des 

travaux sur un terme arbitraire de création de masse permettant de reproduire le comportement d'une 

installation expérimentale, et sont donc perfectibles. Les travaux réalisés avec cette approche vont être 

présentés ci-dessous. 

 

 De Schepper et al. [148;149] 

 

Ces travaux se placent dans le contexte du traitement des hydrocarbures. De Schepper et al. [148] a réalisé 

deux publications dans le domaine de la simulation avec la méthode VOF, où il est plus particulièrement 

étudié le changement de phase du gasoil dans des tubes horizontaux. 

Dans une première publication [148], une étude adiabatique est menée pour prendre en main la méthode 

VOF avec Fluent, et lui a permis de simuler les différents régimes d'écoulements de la carte de Baker. Pour 

cela, un tube horizontal de 7 mètres de long et de 8 cm de diamètre a été maillé avec 550000 cellules. Puis un 

calcul stationnaire est mené en monophasique, et devient le point de départ pour la simulation instationnaire 

diphasique, avec un pas de temps de 1 ms. Une fois l'écoulement monophasique établi, les deux phases sont 
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introduites à l'entrée du tube avec les vitesses correspondantes au régime souhaité dans la carte de Baker. Les 

résultats de la simulation sont donnés sur la Figure II-38 : 

    

Figure II-38. Régimes d'écoulements reproduits avec le modèle VOF (liquide en rouge, vapeur en bleu) [148] 

A gauche, régimes (a) stratifié, (b) à vagues, (c) à poches, (d) à larges poches 

A droite, régimes (a) annulaire, (b) à bulles, (c) dispersé 

Les régimes d’écoulement attendus sont retrouvés, ce qui prouve que le modèle VOF est adapté à la 

reproduction des régimes d’écoulements liquide-gaz. Les petites structures sont néanmoins modélisées de 

façon peu précise et nécessiteraient peut être un raffinement du maillage. 

A la suite de cette étude, l’auteur a implémenté via une UDF un modèle de changement de phase dans Fluent 

[149]. Elle reprend les bases de son travail en adiabatique, et ajoute des termes de transfert de chaleur et de 

masse inspirés du modèle "evaporation-condensation" de Fluent. Elle choisit la solution de prendre les 

coefficients d'évaporation et de condensation à 0,1 comme conseillé par la documentation de Fluent. Les 

expressions des termes source de masse et d’énergie pour l'évaporation ont les suivants : 
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Le domaine de simulation est un assemblage de 4 tubes de 11.3 mètres de long et de diamètre 5 cm. Ils sont 

reliés entre eux par des coudes, l'ensemble formant un maillage de 2 millions de mailles environ. A l’entrée, 

un sous-refroidissement de 30 K est imposé, ce qui permet donc d'observer un début d'ébullition. 

L'écoulement est initié en stationnaire monophasique, puis la simulation diphasique commence avec un pas 

de temps de 1 ms. Le calcul est réalisé sur un temps réel de 14,67 secondes, qui correspond au temps de 

résidence du fluide dans la section étudiée. Les résultats sont donnés sur la Figure II-39. 

 

 

Figure II-39. Ecoulement diphasique en évaporation de gasoil dans des tubes horizontaux 

Le liquide est représenté en rouge, la vapeur en bleu [149] 
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Cependant cette étude numérique n’a pas été confrontée avec des résultats expérimentaux, il est donc 

difficile de juger les résultats. 

Ces résultats sont intéressants car ils montrent la faisabilité d’une étude tridimensionnelle des régimes 

d’écoulement en changement de phase dans de longs tubes horizontaux. Une comparaison expérimentale 

semble néanmoins nécessaire, et le modèle de changement de phase serait à améliorer. 

 

 Yang et al. [91-95]  

 

Cette étude fait partie de la même publication que celle présentée précédemment à la section II.2.2.2. Les 

auteurs s'intéressent à l’évaporation dans des serpentins, avec la configuration suivante : 

 

Figure II-40. Géométrie, conditions aux limites et photographie de l’installation étudiée par Yang et al. [91] 

Le fluide utilisé expérimentalement est du R141B, circulant dans un tube de quartz de diamètre interne de 6 

mm et externe de 8 mm chauffé par un flux constant par le biais d’une couche de matériau transparent 

conducteur. 

Le modèle diphasique VOF couplé au modèle "evaporation-condensation" de Fluent est utilisé pour 

reproduire les résultats expérimentaux. Sur la Figure II-41 sont comparés les résultats numériques avec les 

observations expérimentales suivant les cas définis dans le Tableau II-1 (voir la section II.2.2.2) : 
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Figure II-41. Comparaison des résultats expérimentaux et numériques (liquide en blanc, vapeur en noir) [91] 

Le coefficient du modèle "evaporation-condensation" est fixé à 100. Les auteurs le justifient en expliquant 

qu'un coefficient trop grand entraine des problèmes de convergence numérique alors qu'un coefficient trop 

petit entraine une trop grande différence entre la température à l’interface et la température de saturation 

(leur critère est de garder la température de l’'interface à Tsat ± 1K).  

Les différents régimes d’écoulement sont également reportés sur la Figure II-41. La création de vapeur est 

amorcée artificiellement par les auteurs par un terme source de vapeur dans une maille proche de la paroi de 

façon à initier le changement de phase. Cette maille est placée en fonction des observations expérimentales. 

En effet le calcul du début d’ébullition (ONB) n’est pas pris en compte dans ces simulations. 

Ces travaux montrent l’intérêt de la comparaison des résultats numériques avec les résultats expérimentaux. 

En effet le coefficient du modèle  de changement de phase a été ajusté de façon à reproduire au mieux les 

résultats expérimentaux. Une amélioration du modèle peut donc être apportée de façon à pouvoir l’adapter à 

différents cas expérimentaux. 
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 Khalij et al. [150] 

 

Dans cette étude les auteurs utilisent la méthode VOF pour modéliser l'ébullition et le flux critique de fluide 

FC-72 à l'intérieur d'un canal de section rectangulaire chauffé par un flux constant sur la face inférieure avec 

le logiciel de CFD Star-CD 3.2. Le domaine d'étude est donné sur la Figure II-42 : 

 

Figure II-42. A gauche : installation expérimentale, à droite domaine simulé [150] 

L’installation expérimentale utilisée pour la comparaison avec les résultats numériques peut fonctionner à 

horizontal, à 90° et à la verticale, ce qui permet d'étudier les effets de la gravité sur l'écoulement. 

 

La simulation est effectuée en mode instationnaire, sur environ 176000 mailles avec un modèle de turbulence 

k-ε pour bas Reynolds. L’évaporation a lieu quand la température d’une maille dépasse la température de 

saturation. Dans la cellule, la part de l'énergie qui ne sert pas à chauffer le fluide jusqu’à Tsat sert au 

changement de phase, et la masse de vapeur créée est la suivante : 
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avec Vc est le volume de la cellule considérée. Les auteurs déduisent de l’équation II.46 un temps 

caractéristique du transfert de masse (xm,v est le titre ou fraction massique de vapeur) : 
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finalement implémenté dans le terme source pour l'équation du taux de vide de la façon suivante : 
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Cette approche diffère du modèle "evaporation-condensation" de Fluent mais est tout de même basé sur un 

retour à la température de saturation d’une maille de liquide surchauffé. 

Les résultats obtenus pour la configuration horizontale sont présentés sur la Figure II-43 : 

 

Figure II-43. Comparaison des résultats numériques avec les données expérimentales [150] 

Une bonne correspondance est obtenue qualitativement avec les images expérimentales. Cependant les bulles 

n’apparaissent pas de façon distincte, peut-être dû à un maillage trop grossier. Les auteurs se sont aussi 

intéressés à l'effet de la gravité, et pour cela ont effectué des simulations correspondant à des inclinaisons de 

canal de 90° et 180°. Globalement les formes de bulles ne sont cependant pas toujours très bien reproduites, 
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mais la forme globale de l’écoulement est reproduite. Les auteurs notent qu'à une vitesse d'entrée plus élevée 

(1,5 m/s au lieu de 0,5 m/s) la phase vapeur n'est plus aussi bien modélisée, car celle-ci a tendance à former 

un film plutôt que des bulles. 

Cette étude est intéressante car elle traite du transfert de masse en utilisant un coefficient basé sur des 

propriétés physiques, cependant le transfert ne dépend pas de la surchauffe de la paroi, qui est un phénomène 

important en ébullition sous-refroidie. 

II.3.2.4 Conclusion 

La modélisation des écoulements en changement de phase avec le modèle VOF reste encore peu étudiée. 

Les auteurs comparent qualitativement leurs résultats et obtiennent généralement un bon accord avec les 

données expérimentales. Cependant les modèles de transfert de chaleur et de masse restent souvent 

dépendants d’un coefficient que les différents auteurs ajustent sur le cas expérimental étudié, ce qui en limite 

la généralisation. Le modèle VOF, bien que très efficace pour simuler des écoulements à larges structures 

diphasiques, l’est moins quand ces structures diminuent en taille (petites bulles). En effet, il nécessiterait 

alors un maillage très fin au niveau de ces interfaces, rendant la taille du maillage prohibitive pour des 

applications industrielles. Une modélisation sous-maille permettant de traiter ces petites structures semble 

une bonne solution pour rester dans des tailles de maillage raisonnables. 

II.3.3 Conclusion de l’étude bibliographique sur les écoulements en changement de phase 

Au cours de cette analyse bibliographique, trois approches de modélisation par CFD des écoulements 

diphasiques ont été utilisées par les auteurs pour simuler le transfert de chaleur et de masse dans les 

écoulements en convection forcée. Ces travaux sont pour la plupart récents, ce qui prouve l’intérêt pour ce 

domaine actuellement. Afin de résumer le travail bibliographique réalisé dans les sections précédentes, un 

tableau récapitulatif des possibilités offertes par les différentes approches diphasiques disponibles 

actuellement dans le logiciel Fluent (et plus généralement dans les logiciels de CFD actuels) est dressé (cf. 

Tableau II-2). 

  

Modélisation 

de l'interface 

Mouvement relatif de 

la vapeur par rapport au liquide 
Changement de régime 

Mélange Non Oui (si utilisation d'une vitesse relative) Non 

Deux fluides  

(eulérien) 
Oui Oui Oui 

VOF Oui, interface nette 

Oui, si une interface nette est formée, 

sinon modèle homogène pour la vapeur 

dispersée) 

Oui mais pas adapté au 

régime dispersé 

    

  
Ebullition en paroi 

Changement de phase 

à l'interface 
Temps CPU 

Mélange Pas par défaut 

Basé sur un retour à 

l'équilibre thermodynamique 

si T > Tsat 

Court 

Deux fluides  

(eulérien) 

Oui avec le modèle 

RPI 
Oui Long 

VOF Pas par défaut 

Basé sur un retour 

à l'équilibre thermodynamique 

si T > Tsat 

Moyen 

Tableau II-2. Tableau récapitulatif des possibilités des différents modèles diphasiques du logiciel Fluent 

Chaque modèle (pour écoulements dispersés ou pour la modélisation des surfaces libres) semble bien adapté 

à son domaine d'application. Il semble donc qu'une combinaison de ces méthodes serait intéressante afin de 

modéliser au mieux tous les régimes d'écoulement, depuis le régime à bulles jusqu’aux régimes stratifié et 

annulaire. 
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Modèle numérique 
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III.1 Introduction 

Dans le chapitre II, un état de l'art des modèles et travaux existants pour la simulation des écoulements 

diphasiques en changement de phase a été réalisé. La conclusion de ce travail est que la combinaison d'un 

modèle permettant de simuler correctement des interfaces avec un modèle adapté aux écoulements dispersés 

permet de traiter les transitions entre régimes d'écoulement, depuis l'apparition des bulles jusqu'au régime 

stratifié. Le but est de pouvoir conserver le modèle VOF pour sa capacité à traiter les larges structures, tout 

en l'améliorant pour prendre en compte la présence de structures beaucoup plus dispersées.  

 

Pour cela, une nouvelle phase appelée "vapeur dispersée" et dont le taux de vide est représenté par un 

scalaire personnalisé αd sera introduite. Le modèle VOF sera conservé pour la simulation des larges 

structures d'interfaces, mais les petites bulles seront traitées par un modèle sous-maille (le transport du 

scalaire αd), évitant ainsi la modélisation de leur interface. 

 

Un modèle de transport discret de cette vapeur dispersée de la paroi aux larges interfaces liquide-vapeur va 

être développé et implémenté grâce à des fonctions personnalisées.  

Le transfert thermique et la création de vapeur en paroi, fonction de la surchauffe de celle-ci, seront pris en 

compte par l'utilisation d'une corrélation empirique tirée de la littérature. 

De plus, différents phénomènes en rapport avec la nouvelle phase dispersée seront implémentés : ses 

transferts avec la phase continue gérée par le modèle VOF, son éventuelle recondensation dans le liquide, et 

le traitement de son accumulation, la phase dispersée devenant continue (Figure III-1). 

 

 

Figure III-1. Schéma des phénomènes pris en compte dans le modèle. 

Enfin, avant d'introduire la notion de vapeur dispersée, l'équation de conservation de l'énergie de Fluent sera 

réécrite afin de prendre en compte correctement les effets du changement de phase. 

III.2 Transport de l'énergie 

III.2.1 Mise en évidence du problème 

Dans le cadre de calculs sur des écoulements chauffés en changement de phase, il est très important que 

l'équation de conservation de l'énergie soit adaptée à nos besoins, et notamment que la gestion du 

changement de phase soit correctement appréhendée du point de vue thermique. Or cette partie est mal gérée 

nativement dans Fluent, et le problème peut être mis en évidence de façon simple. 
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Dans un canal horizontal de 2 m et de diamètre 25 mm, s'écoule de l'eau à pression atmosphérique. Le débit 

d'entrée est de 0,1 kg/s, l'eau est à une température de 95°C, correspondant à un sous-refroidissement de 5°C. 

A la paroi, un flux constant de 50 kW/m² est imposé. Les conditions sont rappelées dans le Tableau III-1. 

Grâce à un bilan de puissance, il est déterminé que le titre en sortie doit être de 2,5 %, l'eau sort donc sous 

forme diphasique.  

 

L (m) 2 

D (m) 0,025 

ΔT (K) 5 

Cp (J/kg/K) 4210 

m (kg/s) 0,1 

φ (W/m
2
) 50000 

Aext (m
2
) 0,15708 

Q (W) 7854 

hlv (J/kg) 2,2579.10
6
 

  
xthéo 0,025 

Tableau III-1. Paramètres du calcul mettant en évidence le problème 

La température moyenne dans une section en fonction de la longueur du canal peut être ainsi tracée (Figure 

III-2). La courbe du résultat numérique obtenu par Fluent est superposée à la courbe théorique : 

 

Figure III-2. Température calculée par un bilan de puissance 1D, 

et températures moyennées sur des sections calculées en 3D avec Fluent. 

En réalité, la température reste constante lorsque le fluide est à la saturation. Cependant on observe que la 

température du fluide calculée par Fluent passe au-dessus de cette température. Il peut donc être conclu que 

par défaut, Fluent ne gère pas correctement le changement de phase, et que l'équation de l'énergie proposée 

dans le logiciel n'est pas adaptée à nos besoins. 

 

L'équation de conservation de l'énergie résolue en monophasique ou lors de l'utilisation d'un modèle 

diphasique "à un fluide" (comme les modèles de mélange ou VOF) est celle du transport de l'enthalpie 

sensible CpTm : 

       EmmmPmP STTCvTC
t








 III.1 
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avec ρ la masse volumique, Tm la température du mélange, v


la vitesse du fluide, k la conductivité 

thermique, Cp la capacité calorifique et SE le terme source de l'équation. 

Le problème de l'équation de l'énergie de Fluent est que dans le cas d'une capacité calorifique constante, 

l'enthalpie latente de changement de phase n'est pas prise en compte. 

Une solution pourrait être de définir une capacité calorifique en fonction de la température, prenant en 

compte le changement de phase, où un Dirac apparaît à la température de saturation, satisfaisant la relation : 

  
lv

εT

TT

mmp
hdTTC

sat

satm






 III.2 

Cependant cette méthode pose des problèmes d'intégration dus à la formulation avec un Dirac, l'enthalpie de 

changement de phase pouvant alors être mal calculée. 

 

Une résolution personnalisée de l'équation de l'énergie en enthalpie et non plus seulement en température 

semble donc être une solution adaptée à ce problème. En effet, comme la notion d'enthalpie comprend 

l'énergie correspondant à une élévation de température (énergie sensible) et celle associée au changement de 

phase (énergie latente). 

III.2.2 Solution apportée 

Afin de résoudre le problème pointé à la section précédente, l'équation de l'énergie de Fluent va être 

réécrite en termes d'enthalpie et remplacée par une équation de transport de scalaire personnalisé (UDS pour 

User-Defined Scalar). Dans l'environnement Fluent, il est en effet possible de résoudre le transport d'un 

scalaire passif Φ par l'écoulement. Son équation de transport est la suivante, pour une formulation diphasique 

dans un modèle à un fluide : 

       



Sv

t
mmmm


  

 

III.3 

avec les différentes grandeurs de mélange (index m) définies de la même façon que dans le chapitre II. 

 

L'équation en enthalpie que nous souhaitons résoudre afin de prendre en compte la chaleur latente de 

changement de phase est la suivante : 

       Emmmmmmm SThvh
t








 III.4 

L’hypothèse est faite que la température du mélange est reliée linéairement à l’enthalpie de la façon 

suivante : 

 
p

m
m

C

h
T   III.5 

Ce qui conduit à une expression de l’équation de l’énergie écrite uniquement en enthalpie : 

       Emmmmmmm Shhvh
t




 
  III.6 

Le coefficient de diffusion 
m
Γ  est alors défini par : 

  
lp

leff

vp

veff

m
CC ,

,

,

,
1





   III.7 

avec Cp la capacité calorifique de la phase. La turbulence est prise en compte dans le coefficient de diffusion 

Γm par le calcul personnalisé des conductivités thermiques effectives λeff,v et λeff,l. Dans ce travail, le modèle 

k-ε RNG [109] est utilisé, et ainsi dans chaque maille, la conductivité effective est calculée de la façon 

suivante : 

 effPeff CA  Pr  III.8 



Chapitre III – Modèle numérique 

74 

 

avec μeff la viscosité effective calculée par le modèle de turbulence et APr un coefficient propre au modèle k-ε 

RNG, représentant l'inverse d'un nombre de Prandtl effectif qui intervient dans le transport des quantités 

turbulentes k et ε [109]. 

 

Par analogie entre les équations III.3 et III.6, il apparait donc que le scalaire Φ est l'enthalpie du mélange : 

 mh  III.9 

Le terme source SE est analogue à celui de l'équation de l'énergie standard, exprimé en W/m
3
. Il sera défini à 

la section III.4. 

 

Dans le cadre des calculs effectués dans ce travail, le maillage proche de la paroi ne sera pas assez fin pour 

coupler l'échange thermique entre le fluide et la paroi par la conduction thermique classique dans la demi-

maille fluide. 

Dans le modèle présenté ici, le transfert de chaleur de la paroi au fluide est réalisé par l'ajout à l'équation de 

transport de termes sources volumiques couplés : au début de chaque itération, un calcul du coefficient 

d'échange est réalisé (par exemple en monophasique par la corrélation de Dittus-Boelter [57]). Puis, par la 

connaissance des températures de paroi et de fluide, le flux de chaleur surfacique est déterminé. Celui-ci est 

ensuite transformé en terme source de flux de chaleur volumique SE pour les mailles adjacentes à la paroi et 

inséré dans l'équation II.12. Dans la paroi l'énergie sera toujours transportée par conduction, mais dans le 

fluide, le terme source simulera un terme de transport convectif. 

 

Soumis à un flux de chaleur constant, l'enthalpie du fluide (liquide puis mélange liquide-vapeur) va alors 

constamment augmenter, dû à la formulation en enthalpie de mélange. Il est à noter que de par l'approche à 

"un fluide" utilisée dans ce travail, les états métastables (comme la surfusion par exemple) ne peuvent pas 

être pris en compte. 

Afin de retrouver le champ de température réel Tm, une fonction linéaire par morceaux est imposée de la 

façon suivante : 

 

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
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
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 III.10 

Dans l'équation III.10, les coefficients al0, al1, av0 et av1 sont constants et déterminés en faisant l'hypothèse 

d'une capacité calorifique constante. Ainsi, par définition, pour une phase (le liquide par exemple), 

l'enthalpie est égale à : 

  

m

ref

T

T

lPm dTTCh ,  III.11 

Pour une capacité calorifique monophasique liquide Cp,l constante, on obtient : 

  
lrefmlpm TTCh

,,
  III.12 

Soit : 
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,
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Par analogie, on en déduit donc : 
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Cette approche peut évidemment être raffinée par la suite afin de prendre en compte des évolutions non 

linéaires de la capacité calorifique avec la température. 
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L'apport de cette méthode est la maîtrise de la relation entre l'enthalpie et la température. Sur la Figure III-3 

est représentée la relation entre la température et l'enthalpie obtenue pour le réfrigérant R141b à pression 

atmosphérique: 

 

Figure III-3. Relation entre température et enthalpie pour le réfrigérant R141b, 

obtenue grâce à la résolution personnalisée de l'équation de l'énergie. 

Sur cette figure, la température augmente linéairement avec l'enthalpie sur la partie monophasique liquide (à 

gauche de la courbe). Sur la partie droite, où le changement de phase a lieu (à partir de l'enthalpie de 

saturation du liquide) la température reste constante, tant que l'enthalpie du mélange ne dépasse pas 

l'enthalpie de saturation de la vapeur. 

 

L'équation de l'enthalpie est résolue de même dans le solide constituant la paroi. L'enthalpie dans cette zone 

se définit par : 

  
lrefssps TTCh

,,
  III.15 
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,
  III.16 

 

Cette méthode permet donc de transporter l'énergie de façon personnalisée dans le fluide et le solide, et de 

reproduire la bonne évolution de température lors du changement de phase. La température et l'enthalpie 

peuvent alors être post-traitées, et utilisées dans d'autres parties du code. 

III.2.3 Validation 

La nouvelle équation de conservation de l'énergie décrite ci-dessus a été implémentée dans un cas 

simple. Le but est ici de valider de façon monophasique les termes sources de base et le transport du scalaire. 

 

Une géométrie est construite et deux calculs indépendants sont réalisés. Un écoulement d'eau liquide à 20°C 

et à pression atmosphérique entre à une vitesse de 0,2 m/s dans un tube circulaire de diamètre interne Dint et 

externe Dext respectivement de 20 et 26 mm, et de longueur 1 m (Figure III-4). Un flux de chaleur constant de 

40 kW/m
2
 est imposé sur la face externe de la paroi. 
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Figure III-4. Géométrie et maillage utilisé pour la validation du transport de l'énergie. 

Qualitativement, la température augmente dans l'écoulement, et de l'énergie est également stockée sous 

forme sensible dans la paroi (Figure III-5). 

 

Figure III-5. Champ de température 

La température est tracée sur une ligne au centre du tube, en fonction de la distance axiale, pour le modèle 

par défaut de Fluent et le modèle présenté ici (Figure III-6). 

 

Figure III-6. Températures calculées par Fluent et par le modèle personnalisé, ainsi que l'erreur associée. 

Une très bonne correspondance entre le transport de l'énergie par défaut et le modèle personnalisé, est 

obtenue, la différence par rapport au calcul avec le modèle par défaut est très faible. 
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III.3 Transport d'une troisième phase : la vapeur dispersée 

III.3.1 Principe 

L’étude bibliographique sur l’état de l’art réalisée au chapitre II a permis de décrire les trois approches 

diphasiques couramment utilisées dans la littérature, à savoir le modèle de mélange, le modèle à deux fluides 

(eulérien) et le modèle Volume Of Fluid (VOF). Tandis que les deux premiers sont adaptés au transport de 

phase secondaire (vapeur) de façon dispersée dans la phase principale (liquide), le dernier est efficace pour 

modéliser des écoulements à larges interfaces (poches, stratification...). Il a été conclu qu’une amélioration 

possible des modèles existants serait de combiner ces méthodes afin d’en tirer le meilleur de chacune. 

 

Le but de ce travail est de simuler l’évolution des régimes d’écoulement lors de l’évaporation progressive le 

long d’un tube. La modélisation de grosses structures sera donc le cœur de l’étude, et c’est pourquoi il a été 

choisi d’utiliser le modèle VOF. De plus l’approche à "un fluide" permet de réduire le temps de calcul, ce qui 

est intéressant dans le cadre de calculs pour l'ingénierie. Cependant un inconvénient de ce modèle apparaît 

lors du calcul de petites structures, comme de fines bulles. En effet, l'interface étant résolue de façon fine, un 

maillage important est alors nécessaire. 

Or, lors de l'apport d'un flux de chaleur sur la face extérieure d'un tube dans lequel circule un fluide, un 

changement de phase se réalise sur la paroi interne, manifestée par la création de fines bulles, qui vont 

grossir et coalescer pour finalement former des structures plus larges. La modélisation de la première partie 

de l'évaporation peut alors poser problème. 

 

C'est pourquoi il a été décidé de traiter la vapeur créée en paroi (Figure III-7), de telle sorte que son transport 

de la paroi jusqu'à l'interface principale liquide-vapeur ne soit pas calculé par le modèle VOF mais par une 

équation de transport séparée. Cette approche se justifie par le fait que la vapeur en paroi est créée en faibles 

quantités dans le cas des centrales solaires à concentration (dû aux faibles flux de chaleur apportés). 

 

 

Figure III-7. Principe de la discrétisation du transport de la vapeur. 

A gauche, maillage fin pour la résolution des interface, 

à droite le même volume avec un maillage plus grossier et la vapeur discrétisée. 

Une troisième phase aurait pu être ajoutée aux deux phases déjà existantes du modèle VOF. Cependant, 

comme indiqué au chapitre II, à faibles taux de vide le modèle VOF dégénère en modèle homogène, c’est-à-

dire que le transport de la vapeur se fait par le même champ de vitesse que le liquide. Or en réalité une 

vitesse relative existe entre le liquide et la vapeur qui fait monter celle-ci dans le liquide jusqu'en haut du 

tube ou jusqu'à une interface si il en existe. Cette solution n'était donc pas possible pour notre cas. 

 

Afin de continuer de travailler dans l'environnement du modèle VOF, une nouvelle phase est créée, mais 

traitée sous la forme d'un scalaire personnalisé, qui correspond au taux de vide de cette vapeur dispersée 

créée en paroi. Ce nouveau scalaire sera noté αd par la suite. Afin de ne pas le transporter de façon 

homogène, le calcul de son déplacement sera réalisé en s'inspirant du modèle de mélange ("mixture model") 

de Fluent décrit au chapitre II [109]. L'intérêt de cette méthode est la possibilité de transporter la vapeur 

dispersée en introduisant une vitesse relative par rapport à la vitesse principale de l'écoulement. 
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III.3.2 Equation de transport 

Afin de réaliser le transport sous-maille de la vapeur dispersée jusqu'à l'interface liquide-vapeur 

principale (Figure III-8), un scalaire personnalisé est défini, de la même que pour le transport de l'énergie 

décrit à la section III.2 ci-dessus. 

 

 

Figure III-8. Transport de la vapeur dispersée. 

L'équation du transport de la nouvelle phase dite "vapeur dispersée" (noté avec l'index d), est la même que 

celle du transport de la phase secondaire dans le modèle de mélange (éq. II.16). Elle est rappelée ci-dessous : 

  
Mdvd

vd Svρα
t

ρα




 
 III.17 

Dans l'équation ci-dessus, SM est un terme source ou puits de masse, exprimé en kg/m
3
/s. 

Pour faire rentrer cette équation dans le cadre du transport d'un scalaire personnalisé (éq. III.3), des 

adaptations sont nécessaires. En effet les termes de l'équation de conservation de la masse de vapeur 

(équation II.17) sont définis pour la vapeur (α, ρv, d
v


…) alors qu'ils apparaissent pour le mélange dans 

l'équation III.3. Cette approche a déjà été utilisée avec succès par Celik et al. [151] pour le transport de 

gouttelettes d'huile dispersées dans de l'eau. 

 

Afin d'adapter l'équation II.17 au format de l'équation III.3, il faut donc effectuer le changement de variable : 

 
m

v

d
ρ

ρ
αΦ   III.18 

Cela va être réalisé en modifiant directement les termes instationnaire et convectif de l'équation de transport. 

De plus, la vitesse de transport du scalaire (la vitesse du mélange dans l'équation III.3) doit être modifiée afin 

d'utiliser la vitesse de la vapeur dispersée. Le coefficient de diffusion est quant à lui fixé à 0. 

 

De même que dans le modèle de mélange, la vitesse relative de la vapeur dispersée est calculée par une 

formule algébrique, puis additionnée à la vitesse de mélange calculée par le solver afin de trouver la vitesse 

de transport de la vapeur dispersée (Figure III-9). 

 

  

Figure III-9. Lien entre la vitesse de mélange, la vitesse relative et la vitesse de la vapeur dispersée. 

Il est pour cela nécessaire de modifier la façon dont sont calculées la partie instationnaire et le terme de flux 

convectif de l'équation III.3. Des fonctions personnalisées de Fluent (UDF pour User-Defined Functions) 
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permettent d'accéder à certaines étapes de la résolution du calcul et de les modifier. Deux UDF sont alors 

utilisées. La première modifie le terme transitoire de la façon suivante : 
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La seconde permet de changer le terme compris dans la divergence, dans la partie gauche de l'équation III.3.  

III.3.3 Calcul de la vitesse relative 

Le terme convectif  Φvρ
mm


  de l'équation III.3 est modifié pour le transport relative de la vapeur 

dispersée en  
dvd

vρα


 . Par définition, la vitesse de vapeur dispersée 
d

v


 est reliée à la vitesse de mélange 

par la relation suivante (voir le chapitre II) : 
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Cette relation fait intervenir la vitesse de drift 
dr

v


 qui n'est pas celle que l'on peut calculer. En effet les 

corrélations de la littérature permettent de calculer une vitesse relative 
rel

v


. Cette vitesse est définie par : 
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Les deux vitesses sont liées de la façon suivante pour un système à deux phases : 
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Ainsi l'expression de la vitesse de la vapeur dispersée qui est nécessaire au transport de la vapeur dispersée 

est de la forme suivante : 
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Finalement, l'équation de transport de la phase dispersée, faisant intervenir la vitesse de mélange (calculée 

par le modèle VOF) et la vitesse relative est la suivante : 
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L'inconnue de l'équation III.23 pour obtenir l'expression de la vitesse de transport de la vitesse dispersée est 

donc l'expression de la vitesse relative 
rel

v


. Celle-ci est calculée par la méthode exposée par Manninen et al. 

[110] et utilisée dans le modèle de mélange de Fluent (voir chapitre II) [109]. Elle est rappelée ci-dessous : 
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où fD est la fonction de trainée exprimé par exemple par la relation de Schiller et Naumann [109] : 
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Dd est le diamètre d'une bulle de vapeur, et est une donnée indispensable au calcul. Elle peut être extraite de 

la littérature ou calculée par des modèles existants. 

L'accélération a


 provient principalement de la gravité, mais sa forme complète est la suivante : 
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Ainsi grâce à une fonction personnalisée, la vitesse relative est calculée au début de chaque itération, et 

stockée dans une variable au centre des mailles afin de calculer le flux convectif de vapeur dispersée. 
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Physiquement, la vapeur dispersée doit rester sous l'interface, et il faut éviter qu'elle se transfère dans une 

maille contenant de la vapeur VOF (soit α > 0), autrement que par un transfert de masse vers la phase vapeur 

VOF. Numériquement, pour le calcul du flux convectif de vapeur dispersée, un test est donc réalisé afin de 

connaître quelles sont les mailles amont et aval par rapport à la vitesse relative de la face concernée (Figure 

III-10). 

 

Figure III-10. Détermination des mailles amont et aval, pour le calcul de la vitesse relative. 

La vitesse relative au centre de la face commune à deux mailles est d'abord calculée vectoriellement par une 

moyenne pondérée par les distances l0 et l1 de la face aux centres des mailles, afin de prendre en compte les 

maillages non réguliers : 
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Un produit vectoriel est ensuite réalisé entre la vitesse à la face et les vecteurs 
0

l


 et 
1

l


 pour déterminer dans 

quel sens va la vitesse relative par rapport aux mailles 0 et 1. Sur la Figure III-10, la maille avale est donc la 

maille 0, car 0
0,
 lv

facerel


. 

 

Le calcul de la quantité de vapeur dispersée transportée est réalisé, à partir de la valeur de αd la maille amont. 

La vitesse relative n'a de sens que dans les mailles contenant principalement du liquide (α inférieur à une 

valeur limite), sinon cette vitesse est annulée (le transport relatif de la vapeur dispersée par rapport à la 

vapeur VOF n'a pas de sens). Grâce à cette convention, on peut éviter des problèmes de transport de vapeur 

dispersée dans les mailles où il n'est pas sensé y en avoir, en prenant pour le transport à travers la face la 

valeur de la vitesse relative dans la maille aval. 

 

De plus, la vitesse de la vapeur dispersée étant la somme d'une vitesse relative et la vitesse de mélange, si la 

maille aval contient de la vapeur VOF, la composante verticale de la vitesse de mélange est annulée pour 

éviter un transport non voulu de la vapeur dispersée (la vitesse relative étant principalement verticale), 

comme indiqué sur la Figure III-11. 

 

Figure III-11. Vitesse utilisée pour le transport de la vapeur dispersée. 
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Grace à cette fonction le flux convectif de vapeur dispersée est calculé et son transport est ainsi maitrisé. 

L'intérêt de cette méthode est que le calcul de la vitesse relative peut facilement être modifié, afin d'utiliser 

par exemple une autre corrélation. 

Le transport de ce scalaire étant réalisé de façon explicite en temps, le pas de temps utilisé doit être choisi de 

façon à conserver une stabilité numérique. Pour cela, le nombre de Courant est calculé dans chaque maille 

pour la vitesse relative : 

 1





l

tv
Co rel  III.29 

avec vrel la norme de la vitesse relative, Δt le pas de temps et Δl la distance entre le centre de deux cellules. 

Le pas de temps correspondant à un nombre de Courant de 1 est pris comme pas de temps maximum. Il est 

éventuellement minimisé par le pas de temps calculé par Fluent basé sur l'évaluation d'un nombre de courant 

utilisant la vitesse de mélange vm dans les mailles : 
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Co m  III.30 

Finalement : 
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
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III.3.4 Validation 

Après avoir implémenté l'équation de transport de la nouvelle phase créée, il est nécessaire d'en vérifier 

le bon fonctionnement. 

La validation du transport se fait tout d'abord par la vérification en 3D des bilans de masse de vapeur 

dispersée. Outre le contrôle des résidus du calcul, les débits surfaciques à l'entrée et à la sortie du domaine 

sont comparés. 

 

La distribution dynamique du taux de vide de vapeur dispersée est également comparée à celle obtenue par le 

modèle de mélange de Fluent [109] dont l'équation de transport est inspirée. Deux calculs séparés sont alors 

réalisés, l'un avec le modèle de mélange ("mixture model") utilisé par défaut dans Fluent, l'autre avec le 

modèle présenté ci-dessus. 

Un canal tridimensionnel est modélisé (de dimensions 0,02 x 0,02 x 0,5 m
3
, composé de 10 x 10 x 50 

mailles), de l'eau liquide entre à une vitesse de 0,2 m/s et une condition de pression est imposée à la sortie. 

Sur les premières mailles adjacentes à la face inférieure, un débit volumique de phase dispersée est imposé 

arbitrairement à 0,1 kg/m
3
/s grâce à une fonction personnalisée (UDF) (Figure III-12). 

 

Figure III-12. Géométrie du cas de validation du transport de la vapeur dispersée. 

En rouge, les mailles avec une source volumique de vapeur (0,1 kg/m
3
/s). 

Dans le premier cas, le modèle de mélange par défaut de Fluent est utilisé, et de la vapeur est créée. Dans le 

second cas, de la vapeur dispersée est créée et le modèle présenté ci-dessus est utilisé. Dans les deux cas le 

diamètre des particules pour le calcul de la vitesse relative est fixé à 1 mm. La phase secondaire ainsi créée 
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près de la paroi inférieure est transportée par convection dans l'écoulement et se concentre en haut du canal 

du fait de la gravité. Un pas de temps de 0,01s est utilisé, le pas de temps maximum calculé par l'équation 

III.31 étant de 0,02s. 

La validation du transport se fait pour des taux de vide faibles (αd < αlim = 0,1) car comme son nom l'indique, 

la vapeur dispersée doit rester en faible proportion par rapport à la phase principale. Une trop forte 

concentration de vapeur dispersée amène à une non prise en compte de l'expansion volumique qui 

accompagne normalement la création de vapeur qui n'est alors pas prise en compte dans la maille. Nous 

allons d'ailleurs imposer une limite, telle que si le taux de vide de vapeur dispersée dépasse la valeur fixée 

αlim, elle se transforme alors en vapeur VOF non dispersée. 

 

Sur la Figure III-13, les taux de vide de vapeur du modèle mixture de Fluent et de vapeur dispersée du 

modèle développé sont comparés qualitativement à deux pas de temps différents et montrent une bonne 

correspondance. 

 

Figure III-13. Valeurs du taux de vide (a) de vapeur et (b) de vapeur dispersée, 

pour des temps (1) t = 0,5 s et (2) t = 1,0 s dans la partie amont du canal. 

De façon quantitative, les profils de taux de vide sur la ligne verte en pointillés de la Figure III-12 sont 

comparés sur la Figure III-14. Une légère différence observée vient probablement des termes de transport 

turbulent inclus dans le transport réalisé par Fluent mais pas encore dans notre modèle. Les débits de vapeur 

sont conservés, et il est vérifié que la masse de vapeur sortante est bien correspondante à celle créée par le 

terme source. 

  

Figure III-14. Taux de vide de vapeur et de vapeur dispersée en fonction de la distance axiale, 

(à gauche) t = 0,5 s., (à droite) t = 1,0 s. 
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La notion de vapeur dispersée étant maintenant définie et son transport décrit et validé, celle-ci va pouvoir 

être utilisée pour modéliser la création de vapeur en paroi due au changement de phase. 

III.4 Transfert thermique et massique à la paroi 

III.4.1 Approche utilisée 

Un des objectifs de ce travail est de développer un modèle permettant de traiter le changement de phase 

liquide-vapeur (en ébullition) sur une paroi chauffée par un flux imposé. 

D'après l'état de l'art dressé dans le chapitre II, les travaux utilisant le modèle VOF pour la simulation des 

écoulements en changement de phase basent leurs termes de création de vapeur sur un coefficient que les 

différents auteurs ajustent sur le cas expérimental étudié, ce qui en limite la généralisation. L'autre méthode 

majoritairement utilisée avec le modèle à deux fluides (eulérien) est une approche mécaniste de 

partitionnement du flux pariétal en différentes composantes (il n'est pas présent par défaut pour une 

utilisation avec le modèle VOF). Outre un temps de calcul important, un des inconvénients de ce modèle est 

qu'il repose sur des lois de fermeture, nécessitants la connaissance de paramètres expérimentaux auxquels 

nous n'avons pas accès. Une corrélation empirique va donc lui être préférée pour le calcul des termes de 

transferts dans ce travail. 

Le but est de calculer les termes sources couplés à ajouter dans les équations de conservation de l'énergie (SE 

dans l'équation II.12) et de la masse de vapeur dispersée pour prendre en compte la création en paroi (SM 

dans l'équation II.17). 

 

Figure III-15. Transfert de chaleur et de masse à la paroi. 

Lors de l'application d'un flux de chaleur sur la paroi extérieure d'un tube, le fluide circulant à l'intérieur de 

celui-ci va d'abord être réchauffé par un phénomène de convection forcée monophasique. 

 

 

Figure III-16. Schéma de l'échange de chaleur proche de la paroi. 

Un coefficient d'échange H, liant le flux de chaleur surfacique φ à la différence de température entre la paroi 

(Tp) et le liquide (Tl), peut alors être défini (Figure III-16) : 

 
lp

TT

φ
H


  III.32 

Dans le cas de la convection forcée, il peut alors être calculé par la corrélation de Dittus-Boelter [57] : 
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D

λ
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  III.33 
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avec λl la conductivité thermique du liquide, Dint le diamètre interne du tube, Re le nombre de Reynolds et Pr 

le nombre de Prandtl définis de la façon suivante : 

 

l

lpl

l

ll

λ
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μ

Dvρ

,

int

Pr

Re





 III.34 

où ρl est la masse volumique du liquide, vl sa vitesse moyenne, µl sa viscosité dynamique et Cp,l sa capacité 

calorifique. 

 

Cependant dans le cas où la température de la paroi dépasse la température de saturation (Tsat), un 

phénomène d'ébullition se met en place. Le liquide se transforme en vapeur (il y a changement de phase) à 

température constante, ce qui a pour effet notamment d'augmenter considérablement le coefficient d'échange. 

De nombreuses méthodes et corrélations existent pour décrire ce phénomène, mais cependant aucun 

consensus n'a été trouvé à l'heure actuelle sur la façon de modéliser l'échange de chaleur et de masse en 

changement de phase. 

 

Une des approches utilisée dans la littérature (voir le chapitre II) est de calculer localement le flux de chaleur 

lié à l'ébullition en utilisant des corrélations développées pour l'étude de l'ébullition nucléée. Elles lient ce 

flux de chaleur à la surchauffe de la paroi ΔTsat (la différence entre la température de paroi et la température 

de saturation) : 

 satpsat TTT Δ  III.35 

La corrélation de Rohsenow [63] est l'une des premières corrélations existantes, mais elle est encore très 

employée dans la littérature, notamment par les auteurs qui l'utilisent pour modéliser l'ébullition autrement 

que par des modèles mécanistes [64;112]. Le flux de chaleur surfacique φ (en W/m
2
) dû à l'ébullition peut 

alors être calculé en fonction des propriétés du fluide de la façon suivante : 
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avec hlv l'enthalpie de changement de phase liquide-vapeur, g l'accélération de la gravité et σ la tension 

superficielle. Le coefficient Cs dépend du fluide, du matériau composant la paroi et de son état de surface. Il 

est égal ici à 0,008, pour de l'eau sur une paroi de tube en acier industriel non poli. Avec une relation à la 

surchauffe de paroi au cube, le flux en est très dépendant. 

 

Numériquement, pour modéliser le transfert de chaleur et le changement de phase à la paroi interne du tube, 

un calcul est réalisé au début de chaque itération. Le but est de calculer, pour chaque cellule adjacente à la 

paroi, les termes sources de chaleur et de masse liés à la surchauffe pariétale. Une boucle est alors réalisée 

sur les faces de la paroi interne du tube, afin d'accéder aux mailles adjacentes des domaines fluide et solide. 

Un flux de chaleur φeb est calculé par la corrélation de Rohsenow, en fonction de la surchauffe de la paroi. 

Un flux de chaleur en convection monophasique φconv est calculé avec celle de Dittus-Boelter. En première 

approche, le flux convectif utilisé est le maximum entre le flux monophasique et le flux diphasique. 

Cette donnée surfacique est ensuite transformée en flux volumique en la multipliant par l'aire de la face et en 

la divisant par le volume des cellules fluides et solides. En effet, les termes sources de l'équation de 

conservation de l'énergie (éq. II.12) doivent être exprimés en W/m
3
. Pour le côté fluide : 

  
fluidecell

face
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,max   III.37 

En traçant la courbe du flux à la paroi en fonction de la surchauffe du tube obtenue numériquement, la 

dépendance en ΔTsat
3
 est retrouvée (Figure III-17). 
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Figure III-17. Flux d'ébullition en fonction de la surchauffe de la paroi au cube. 

Simultanément au terme source fluide, un terme puits d'enthalpie est créé dans la maille de paroi adjacente, 

permettant de supprimer la puissance surfacique transférée à la maille fluide (Figure III-18). 

 

Figure III-18. Flux surfaciques et volumiques. 

Ce terme source dans la paroi s'écrit donc de la façon suivante : 

  
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III.4.2 Gestion de l'assèchement 

Lorsque de larges poches de vapeur se forment dans le tube, certaines parties de la paroi peuvent se 

retrouver au contact de la vapeur, on parle alors d'assèchement. Le transfert de la chaleur étant très mauvais 

dans la phase vapeur du fait de sa faible conductivité thermique, le flux de chaleur y est alors bloqué (Figure 

III-19). 

 

Figure III-19. Représentation schématique du phénomène d'assèchement de la paroi. 
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Le transfert de chaleur décrit au paragraphe précédent a lieu uniquement s'il n'y a pas assèchement, soit si 

α < 1 et αd < 0,1. Dans le cas contraire, le flux est bloqué, et l'énergie non évacuée dans la paroi est diffusée 

par conduction dans les mailles adjacentes de celle-ci. 

De plus, afin d'éviter des flux de chaleur trop importants et non physiques, un flux maximum (le flux 

critique) est imposé au-delà duquel le transfert de chaleur n'augmente plus et reste constant. Le flux critique 

est le flux au-delà duquel une couche de vapeur se forme à la paroi, bloquant les échanges thermiques 

comme décrit ci-dessus. La température de la paroi augmente alors très rapidement (de plusieurs ordres de 

grandeur), ce qui peut endommager la surface (voir le chapitre I). 

De nombreuses corrélations existent pour le calcul de ce flux [39;40]. Kutateladze [152] a réalisé une analyse 

dimensionnelle afin de déterminer les facteurs principaux influençant sur le flux critique [40]. 
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Grâce à une interpolation sur des données expérimentales, le coefficient K a été fixé à 0,16 par Kutateladze, 

et ramené à 0,131 par Züber [153] grâce à une étude sur de nombreux fluides. Cette corrélation a le mérite 

d'être simple et facilement utilisable, même si elle est perfectible par l'ajout de phénomènes de second ordre. 

Elle est utilisée dans ce travail pour déterminer le flux critique, mais d'autres approches pourront également 

être utilisées ultérieurement. 

 

Numériquement en première approche, si la valeur du flux calculée dépasse le flux critique, le flux est pris 

comme étant égal au flux critique. 

III.4.3 Transfert de masse 

Le transfert de chaleur lors du changement de phase s'accompagne également d'un transfert de masse de 

la phase liquide à la phase vapeur. Numériquement, cela a lieu quand l'enthalpie de la maille adjacente à la 

paroi dépasse l'enthalpie de saturation du liquide. Un terme de création de vapeur dispersée pour l'équation 

de conservation II.17 est alors calculé à partir du terme calculé à l'équation III.37 : 
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La vapeur dispersée ainsi créée en paroi est ensuite transportée de façon convective avec la méthode décrite 

dans la section précédente, jusqu'à une large interface liquide-vapeur VOF. A cette interface, une 

transformation de la vapeur dispersée en vapeur VOF va être réalisée. 

III.5 Transfert de masse à l'interface 

Jusqu'à présent nous nous sommes intéressés au transfert de chaleur à la paroi, à la création et au 

transport de la vapeur dispersée. Celle-ci se déplace ensuite de façon discrète dans les mailles remplies de 

liquide, jusqu'à une large interface liquide-vapeur. A cette interface, un transfert de masse s'opère, 

supprimant la vapeur dispersée et créant de la vapeur VOF (Figure III-20). 

 

   

Figure III-20. Représentation du transfert de la vapeur dispersée dans une large structure de vapeur VOF. 
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Comme pour le transfert de chaleur et de masse à la paroi, le transfert de masse à une interface calculé par le 

modèle VOF va se réaliser numériquement par le biais de termes sources adéquats. Plusieurs étapes sont 

nécessaires pour mener à bien cette opération, implémentées dans des fonctions personnalisées.  

En premier lieu, une boucle va permettre la détection de l'interface, et plus particulièrement les mailles 

"puits" de vapeur dispersée et les mailles "sources" de vapeur VOF. Ces informations sont stockées dans des 

emplacements de mémoire, et vont ensuite être utilisées dans deux termes sources. 

III.5.1 Détection de l'interface 

La détection de l'interface permettant la transformation de la vapeur dispersée en vapeur VOF est une 

étape importante du processus. Elle permet de marquer les cellules sièges d'un transfert de masse de la 

vapeur dispersée à la vapeur VOF. 

Elle se fait sur la base d'une valeur limite arbitraire de taux de vide, fixée à : 

 1,0
lim
α  III.41 

Une première boucle est réalisée sur les faces. Soit deux cellules voisines, si l'une a un taux de vide en 

dessous de la limite et l'autre au-dessus, ces cellules sont alors "marquées" respectivement comme 

"donneuse" et "receveuse" (Figure III-21). 

 

 

Figure III-21. Représentation schématique des mailles donneuses et receveuses à proximité de l'interface. 

Ce marquage est réalisé dans deux emplacements de mémoire (UDMI pour User-Defined Memory), qui sont 

incrémentés d'une unité à chaque passage dans la cellule (au total 6 passages dans le cas de cellules 3D 

hexagonales). Le lien entre les cellules Donneuses et les Receveuses est ainsi également connu. 

Une seconde boucle sur les faces est ensuite effectuée, afin de calculer les termes sources entre les cellules. 

La même détection d'interface que dans la première boucle est réalisée, et ce sont cette fois-ci les termes 

sources qui sont calculés. 

III.5.2 Termes sources 

Les calculs effectués dans les deux boucles présentées ci-dessus peuvent être illustrées en considérant 

une interface bidimensionnelle simplifiée (Figure III-22). 

 

Figure III-22. Schématisation bidimensionnelle de l'interface liquide-vapeur. 



Chapitre III – Modèle numérique 

88 

 

Sur la partie droite de la Figure III-22 est représenté schématiquement un zoom au niveau de l'interface. 

Dans les mailles liquides (en bleu), de la vapeur dispersée est présente. Elle a été créée en paroi et 

transportée par convection dans le liquide. 

A l'interface, la vapeur dispersée est supprimée, par la création d'un terme puits dans l'équation II.17. Elle est 

alors transférée à la vapeur VOF (en rouge) par le calcul d'un terme source de création de masse dans 

l'équation de transport du taux de vide VOF. Il est fait l'hypothèse que la part de vapeur dispersée d'une 

cellule Donneuse supprimée est distribuée de façon égale dans les cellules Receveuses qui l'entourent. 

Pour une cellule donnée, le nombre de cellules Receveuses si elle-même est Donneuse (ou le nombre de 

cellules Donneuses si elle est Receveuse) qui l'entourent est connu grâce à la première boucle de détection 

d'interface (voir la section précédente).  

Ainsi, dans le cas de l'exemple donné sur la Figure III-22, le tableau suivant peut être dressé, résumant les 

termes sources SM,interf calculés (les termes adimensionnels pn vont être explicités plus loin) : 
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Tableau III-2. Tableau des interactions entre cellules Donneuses et Receveuses. 

Par exemple, la cellule Donneuse n°4 est entourée de 3 cellules Receveuses (1, 3 et 5). Elle est donc vidée de 

vapeur dispersée, qui est distribuée sous forme de vapeur VOF pour un tiers dans chaque cellule Receveuse 

associée. 

A l'interface, de la vapeur dispersée est supprimée et transformée en vapeur VOF. Cela s'accompagne 

également d'un terme puits pour le liquide. Le terme source SM,interf  est doublé d'un terme puits dans 

l'équation de conservation de la masse du mélange (éq. II.10). 

 interfM,interfm SS 
,  III.42 

Sur la Figure III-23, un écoulement diphasique en évaporation dans un tube horizontal est représenté en vue 

de coupe. Le taux de vide est tracé dans les cellules, et une large interface est visible. En dessous sont 

représentées les valeurs associées aux cellules Donneuses et Receveuses. 
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Figure III-23. En haut, taux de vide de vapeur VOF, présence d'une interface. 

En bas à gauche, mailles Donneuses colorées en fonction du nombre de Receveuses adjacentes. 

En bas à droite, mailles Receveuses colorées en fonction du nombre de Donneuses adjacentes. 

En réalité, seul un pourcentage de la maille est vidé de vapeur dispersée (et non la totalité de la masse de 

vapeur dispersée contenue). En effet, seule la proportion de vapeur dispersée transportée par la vitesse 

relative peut sortir d'une cellule. 

Numériquement, ce pourcentage pn est calculé en considérant la norme de la vitesse relative dans la maille 

Donneuse, la distance entre les centres des deux cellules dcell et le pas de temps Δt de la façon suivante : 
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n
d

tΔv
p   III.43 

Cette valeur permet de ne pas transporter la vapeur dispersée sur une distance plus longue que la distance 

séparant deux centres de mailles. De plus, afin de stabiliser ces termes, la valeur du taux de vide de la vapeur 

dispersée αd est prise au pas de temps précédent. Les faibles pas de temps utilisés et donc les faibles quantités 

de masse transportées permettent de ne pas fausser le calcul en utilisant cette formulation explicite. 

 

Le transfert entre la vapeur dispersée et la vapeur VOF est donc maîtrisé aux interfaces liquide-vapeur. Cette 

méthode permet donc le transport de la faible quantité de vapeur dispersée créée à la paroi jusqu'aux larges 

structures pour alimenter ces dernières et les faire grossir. 

III.5.3 Création des premières bulles de vapeur VOF 

Le phénomène d'ébullition crée en paroi uniquement de la vapeur dispersée. Il n'y a jusque ici pas de 

terme de création de vapeur VOF, autre qu'à l'interface liquide-vapeur VOF. La construction du modèle fait 

qu'une interface est nécessaire à l'initiation du transfert de la phase dispersée vers la phase continue, ce qui 

n'est pas le cas lorsque du liquide sous-refroidi entre dans le canal par exemple. Dans ce cas, de la vapeur 

dispersée s'accumule, ce qui amène une incohérence : la vapeur dispersée doit par définition rester en faible 

quantité dans une maille. 

Un terme source de vapeur VOF est donc introduit pour transformer une accumulation de phase dispersée en 

phase continue (Figure III-24). 
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Figure III-24. Formation des premières bulles de vapeur VOF. 

Ce terme source va ainsi permettre de créer les premières bulles de vapeur VOF. Ainsi, si dans une maille 

liquide le taux de présence de la phase dispersée dépasse la valeur limite αlim (définie à l'éq. III.41), une 

faible fraction de la vapeur dispersée (1%) est transformée en vapeur VOF, afin d'initier une interface : 
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Ceci permet que la majorité du transfert de masse se fasse à l'interface par le terme Sm,interf. 

Le taux de vide de la vapeur dispersée est pris au pas de temps précédent afin d'éviter des instabilités 

numériques. Il s'agit de faibles quantités de vapeur, ayant pour seul but de commencer le transfert de masse 

de la vapeur dispersée vers la vapeur VOF et donc de créer les premières structures dans le modèle VOF. 

III.6 Recondensation dans l'écoulement 

La présence de liquide sous-refroidi lors de l'ébullition peut amener à une recondensation de la vapeur 

dispersée créée en paroi (Figure III-25). 

 

 

Figure III-25. Recondensation de la vapeur dispersée dans le liquide. 

Celle-ci est à température de saturation lorsqu'elle quitte la paroi. En entrant en contact avec le liquide sous-

refroidi loin de la paroi, la vapeur dispersée peut alors participer à la chauffe du liquide en se condensant. 

Son énergie latente de changement de phase est alors cédée au liquide sous forme de chaleur sensible (Figure 

III-26). 

 

Figure III-26. Représentation schématique du processus de recondensation de la vapeur dispersée. 
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Cela est pris en compte numériquement grâce à un terme source dans l'équation de conservation de l'énergie 

(éq. II.12) et un terme puits dans l'équation de conservation de la vapeur dispersée (éq. II.17). La corrélation 

de Ranz-Marshall [109] est utilisée :  
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λ
H 3121 PrRe6,00,2   III.45 

Dans l'équation III.45, Dp est le diamètre des particules de vapeur dispersée, le même que celui pris pour le 

calcul de la vitesse relative (voir la section III.3.3). 

Red est le nombre de Reynolds calculé avec le diamètre des particules Dd [109] : 
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Le coefficient d'échange ainsi calculé est ensuite utilisé pour déterminer le terme source de puissance 

volumique : 
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avec Tm la température du mélange dans la maille et Ad la surface des particules de vapeur dispersée dans la 

maille : 

 2

dp
DπA   III.48 

Le terme source dans l'équation de l'énergie est également doublé d'un terme puits dans l'équation de 

conservation de la masse de vapeur dispersée : 
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Si une recondensation a lieu dans une cellule, les autres termes sources de création de masse sont annulés 

(notamment la transformation de vapeur dispersée en vapeur VOF aux interfaces). Ceci a pour but de ne pas 

utiliser simultanément une quantité de vapeur dispersée pour chauffer le liquide et pour créer de la vapeur 

VOF. 

Le terme développé ci-dessus permet donc la prise en compte du phénomène de recondensation dans le 

liquide sous-refroidi, et contribue dans ce cas à la chauffe du cœur de l'écoulement. 

III.7 Bilans des nouveaux termes introduits 

Deux nouveaux scalaires ont été introduits dans ce travail : une enthalpie de mélange et le taux de vide 

de la vapeur dispersée. En plus de la vérification des résidus de leurs équations de conservation, des bilans de 

conservation de l'énergie et de la masse de vapeur dispersée sont réalisés à la fin de chaque pas de temps 

pour contrôler leur conservation. 

III.7.1 Conservation de l'énergie totale 

En reprenant les termes sources volumiques introduits dans les sections précédentes, le terme source 

SE,fluide de l'équation de conservation de l'énergie pour le fluide défini dans l'équation II.12 peut se 

décomposer en deux termes : SE,paroi,fluide (voir éq. III.37) le terme source de transfert thermique de la paroi au 

fluide, et SE,recond (voir éq. III.47) le terme de transfert thermique dû à la recondensation dans le cœur de 

l'écoulement. 

 

Dans la paroi, le terme source comprend SE,paroi,solide, opposé au terme équivalent dans le fluide, et SE,flux ext le 

flux de chaleur extérieur modélisant par exemple le flux solaire concentré dans le cas d'une centrale solaire. 

Il est en pratique imposé par un terme source volumique dans les mailles solides adjacentes à la paroi 

extérieure, équivalent à un flux surfacique rapporté au volume de ces mailles. 

Finalement, le terme source de l'équation de l'énergie dans les domaines solide et fluide comprend les termes 

suivants : 
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Ils ne sont pas tous actifs dans les mêmes zones du domaine, comme résumé sur la Figure III-27 : 

 

Figure III-27. Localisation des termes source d'énergie personnalisés. 

Le bilan d'énergie dans tout le domaine est alors calculé à chaque pas de temps de la façon suivante : 
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Les termes sont définis comme suit : 
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Le bilan établi à l'équation III.51 est vérifié à chaque pas de temps et permet de s'assurer une bonne 

conservation de l'énergie, en prenant en compte les différents phénomènes introduits dans les sections 

précédentes. 

III.7.2 Conservation de la masse de vapeur dispersée 

De même que pour l'énergie, un bilan de masse de la vapeur dispersée dans le fluide est dressé à chaque 

pas de temps. Le terme source volumique SM de l'équation II.17 se décompose finalement de la façon 

suivante : 

 nuclMrecondMerfintM,paroiMM SSSSS
,,,

  III.53 

A chaque pas de temps, dans le fluide la masse de vapeur dispersée varie en fonction de sa création à la paroi 

due au flux de chaleur, sa suppression à une interface liquide-vapeur VOF, de son éventuelle recondensation 

dans du liquide sous-refroidi et enfin de la nucléation si nécessaire. De la même façon que pour l'énergie, les 

termes sources sont actifs seulement dans certaines parties du domaine (Figure III-28). 
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Figure III-28. Termes sources personnalisés pour l'équation de transport de la vapeur dispersée. 

Le bilan de masse pour la vapeur dispersée vérifié à la fin de chaque pas de temps s'écrit : 

 voldsortiedentréed

t

d

tΔt

d
mmmmm

,,,
  III.54 

avec : 
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Ce bilan permet de connaître à chaque pas de temps la masse de vapeur dispersée dans l'écoulement. Il est 

vérifié dans les calculs effectués que cette masse est faible par rapport à la masse totale et à la masse de 

vapeur (de l'ordre de 0,01% de la masse totale et 5% de la masse de vapeur VOF). L'aspect "dispersé" de 

cette phase confirme hypothèse de phase dispersée faite au début de ce chapitre. 

 

Ainsi, la conservation de la masse totale du modèle VOF reste valable et vérifiée dans Fluent, car la vapeur 

dispersée ne rentre pas dans ce bilan. Elle est directement transportée de la paroi à une interface liquide-

vapeur VOF où elle est supprimée. 

III.8 Conclusion 

Le modèle présenté dans ce chapitre est basé sur deux nouvelles équations de conservation introduites 

afin de modéliser les écoulements en changement de phase, de la zone à écoulement dispersée jusqu'aux 

larges structures liquide-vapeur. 

La première est une équation de conservation de l'énergie : 

     
Emmmmmmm

Shhvρhρ
t





Γ


 

Elle a été réécrite en enthalpie pour prendre en compte le changement de phase (et notamment l'enthalpie 

latente d'évaporation). 

 

Une nouvelle phase, appelée "vapeur dispersée", a également été définie. Son transport se fait par 

convection, grâce à une vitesse relative par rapport à la vitesse de mélange du modèle VOF. 
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Le transport se fait de la paroi où elle est créée, jusqu'aux larges interfaces liquide-vapeur transportées par le 

modèle VOF. 
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L'implémentation de termes sources dans ces deux équations permet la modélisation des phénomènes liés à 

l'évaporation progressive. Le transfert thermique en paroi est géré par une corrélation empirique liant le flux 

de chaleur dû à l'ébullition à la surchauffe pariétale, permettant une amélioration du modèle par rapport à 

l'utilisation d'un coefficient ajustable souvent utilisé dans la littérature. 

Différents phénomènes comme la gestion du sous-refroidissement, et donc la recondensation de la vapeur 

dans le liquide, sont implémentés grâce à des termes sources couplés dans les équations de conservation de 

masse et d'énergie. Il faut cependant être conscient que dans ce modèle, certains phénomènes physiques sont 

traduits par des données et corrélations issus de la littérature : le diamètre des bulles de vapeur dispersée, la 

corrélation de transfert thermique diphasique (la corrélation de Rohsenow) et le flux critique. Il faut donc 

rester dans leurs domaines de validité afin que le modèle reste valable. 

 

Pour finir, un bilan est dressé des différents termes sources, et leur conservation dans les domaines solide et 

fluide est vérifiée à chaque pas de temps. 

 

Ce modèle va pouvoir être mis en application pour la simulation d'écoulements en changement de phase, et 

les résultats comparés avec des données expérimentales dans le chapitre IV. 

 



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Chapitre IV 

 

 

Simulations d'écoulements diphasiques 

avec et sans changement de phase 
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IV.1 Introduction 

Différents régimes d'écoulement apparaissent lors de l'évaporation progressive d'un liquide le long d'un 

tube horizontal. Le liquide entre sous-refroidi, puis au fur et à mesure de son échauffement des bulles 

commencent à apparaitre, puis grossissent progressivement pour former de longues structures puis des 

poches, jusqu'à ce qu'un écoulement annulaire plus ou moins stratifié apparaisse lorsqu'une grande partie du 

liquide s'est transformée en vapeur (voir le chapitre I). 

Dans le but de pouvoir simuler le processus d'évaporation dans sa totalité, le modèle diphasique Volume Of 

Fluid (VOF) de Fluent est utilisé pour la gestion des larges interfaces liquide-vapeur, et modifié afin de 

prendre en compte le régime dispersé intervenant au début de l'évaporation (voir le chapitre III). 

 

Des travaux récents se sont intéressés à la simulation des écoulements à larges interfaces (régimes stratifié et 

intermittent adiabatiques, c’est-à-dire sans évaporation) avec des logiciels de CFD. Bartosiewicz et al. [83] 

ont trouvé que le code Fluent n'est pas adapté à la simulation de ce type d'écoulement, à cause d'une 

mauvaise gestion de la différence de vitesse importante entre le gaz et le liquide (voir le chapitre II). 

 

Une première étape consiste donc à comprendre pourquoi ces travaux ont conclu à une incapacité du modèle 

VOF de Fluent à simuler ces régimes, et à s'assurer que le code est en fait bien capable de les reproduire dans 

une configuration adiabatique. 

Puis le modèle décrit au chapitre III sera utilisé afin d'étudier l'évolution progressive des régimes 

d'écoulement lors de l'évaporation. 

IV.2 Validation du modèle VOF pour le régime intermittent adiabatique 

IV.2.1 Introduction 

Afin de mieux connaître les capacités du logiciel pour la simulation des écoulements stratifiés et 

intermittents, une étude de la simulation du régime stratifié adiabatique va être tout d'abord réalisée. Puis, le 

mécanisme de formation des vagues et des poches par les instabilités de Kelvin-Helmholtz va être rappelé, et 

il sera prouvé que ces instabilités peuvent être simulées par le code. Enfin, la limite de stabilité va être 

analysée, et la formation de poches sera validée quantitativement avec des données expérimentales de la 

littérature. 

IV.2.2 Validation du calcul d'un écoulement stratifié 

Peu de modèles permettent de prédire le taux de vide et de le relier au titre en écoulement stratifié. Ils se 

basent généralement sur le modèle analytique de Taitel & Dukler [8;154]. Ce modèle généralise les travaux 

effectués sur des écoulements huile-air par Agrawal et al. [155]. De nombreux auteurs ont repris cette 

théorie, pour d'autres fluides et configurations [156]. Le but est d'établir une relation entre le titre x et le taux 

de vide α à l'équilibre, pour des écoulements stratifiés en tube horizontaux. La méthode se base sur des 

analyses de stabilité d'une surface liquide au-dessus de laquelle s'écoule un gaz à une vitesse élevée. 

Taitel et Dukler [8] ont ainsi lié graphiquement le paramètre de Martinelli X avec une hauteur 

adimensionnelle *

L
Z  représentant le rapport entre la hauteur du liquide et la hauteur du canal (Figure IV-1). 
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Figure IV-1. Relation entre le paramètre de Martinelli et la hauteur d'eau dans un canal [8]. 

Le paramètre de Martinelli X est défini en fonction des pertes de pression monophasiques, et peut être 

approximé en fonction du titre et des propriétés physiques du liquide et du gaz (voir le chapitre I) : 
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Le paramètre Y représente le rapport des forces d'Archimède aux forces de pression motrice. Il est lié à 

l'inclinaison du tube, et est donc nul pour un tube horizontal. 

 

Pour un écoulement de liquide et de gaz aux conditions d'entrée connues, il est donc possible de calculer le 

paramètre de Martinelli X. En le reportant en abscisse sur la Figure IV-1, pour un Y donné on peut trouver 

graphiquement une valeur de *

L
Z , puis celle du taux de vide α pour un tube grâce à la relation suivante 

[8;154] : 
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Pour l'étude des écoulements stratifiés et intermittents, il est courant de raisonner en hauteur de liquide dans 

un canal plan, ou en taux de présence du liquide dans un tube. Le taux de présence liquide, souvent noté 1–α 

ou αl, est défini de la même façon que le taux de vide (voir le chapitre I), et correspond pour une section de 

tube à la surface occupée par le liquide Aliq sur la surface totale Atot. 

 
tot

liq

l
A

A
  1  IV.3 

 

La géométrie choisie est un tube horizontal de diamètre 54 mm et de longueur 5 m. Un premier calcul a été 

réalisé sur cette géométrie, puis sur un demi-tube avec une symétrie par rapport à un plan vertical médian, 

afin de réduire le temps de calcul. La comparaison des deux calculs montre que l'hypothèse de symétrie est 

vérifiée, et cette hypothèse sera donc utilisée pour tous les calculs suivants. 

 

La géométrie et le maillage utilisés pour une face transversale sont donnés sur la Figure IV-2.  
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Figure IV-2. Vue en perspective de la géométrie et du maillage utilisé. 

Il s'agit d'un maillage structuré, tel que préconisé par la littérature pour la simulation des écoulements 

diphasiques [157]. Il est composé de 28 mailles sur le diamètre (et au total 294 mailles sur la face). Il est 

constitué d'un demi-carré interne de 7x14 mailles et d'un maillage structuré dans les zones l'entourant. Le 

nombre de mailles suivant l'axe du tube est de 500 (soit un pas de 1 cm), le maillage total est donc finalement 

de 147000 mailles. 

 

Pour des débits de liquide et d'air donnés en entrée, la valeur du taux de vide s'établit au bout d'une certaine 

longueur. Cette évolution du taux de vide est représentée sur la Figure IV-3, le profil s'établit à une distance 

d'environ 4 m, correspondant dans le cas général à un rapport longueur sur diamètre L/D de 80. Un rapport 

L/D supérieur à 75 sera donc nécessaire dans les calculs d'écoulement stratifiés afin de s'assurer d'un 

équilibre. 

 

 

 

Figure IV-3. En bas, évolution du taux de liquide dans le canal, pour un taux de vide en entrée de 50%, et des vitesses 

superficielles de liquide et de gaz respectivement Jl = 1 m/s et Jg = 0,5 m/s. 

En haut, le liquide est représenté en bleu et la vapeur en rouge.  

Les taux de vide moyens à l'équilibre obtenus par le code CFD sont ensuite comparés aux prédictions de 

Taitel et Dukler correspondantes sur la Figure IV-4. 
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Figure IV-4. Taux de présence du liquide dans le canal calculé par le modèle VOF, 

comparaison aux prédictions du modèle de Taitel et Dukler [8]. 

Les hauteurs de liquide dans le canal calculées par le modèle VOF en régime transitoire sont en bon accord 

avec ceux prédits par le modèle graphique de Taitel et Dukler, l'erreur ne dépassant pas 15%. Pour un taux de 

présence liquide inférieur à 50%, l'écoulement est de type stratifié à vagues, ce qui explique la meilleure 

précision du calcul (2-3%). Pour un taux de présence liquide supérieurs à 50% l'écoulement devient 

intermittent, du fait des instabilités se créant à l'interface (voir la section IV.2.3). Cependant, avant la 

déstabilisation de celle-ci, un équilibre métastable est observé et la hauteur de liquide correspondante peut 

être relevée. Cette hauteur avant les instabilités correspond bien à la prédiction de Taitel et Dukler. 

 

Il a aussi été vérifié qu'une géométrie bidimensionnelle (correspondant en fait à un canal plan) ne permet pas 

de retrouver un taux de vide d'équilibre avec Fluent, comme relevé dans la littérature [83]. En imposant un 

taux de vide à l'entrée de 50%, celui-ci n'évolue pas pour s'établir à une valeur d'équilibre. Cela est peut-être 

dû aux valeurs des termes interfaciaux mal pris en compte dans la formulation 2D du modèle VOF. 

Cependant une géométrie tridimensionnelle permet bien de simuler ce type d'écoulement.  

 

Afin de tester la sensibilité de la condition en limite de sortie, les conditions pressure-outlet (pression 

imposée) et outflow (gradients nuls) ont été testées, donnant le même résultat. De plus, il a été vérifié que la 

condition aux limites de sortie n'influence pas la solution. Pour cela, un calcul sur un tube de 2 m de long a 

été effectué. Les paramètres de sortie de ce calcul (vitesse, turbulence, taux de vide) ont été imposés en 

entrée d'un second calcul sur une longueur de 2 m et comparé à un cas de 4 m de long. Il a été observé un 

recouvrement parfait des grandeurs relevées entre le cas "2m+2m" et un cas de 4m. 

IV.2.3 Étude de la transition vers le régime intermittent 

IV.2.3.1 Limite de stabilité 

L'analyse de la littérature réalisée au chapitre II a permis d'étudier le régime d'écoulement à poches et 

bouchons adiabatique, et notamment le mécanisme de formation des poches liquide-gaz. Celles-ci sont 

majoritairement causées par les instabilités de Kelvin-Helmholtz s'exerçant sur un écoulement stratifié. Ces 

instabilités sont le résultat d'un équilibre entre différentes forces s'exerçant sur une perturbation de l'interface 

entre le liquide et le gaz [8]. 

L'analyse de stabilité permet de montrer après quelques simplifications [72] que dans un tube de diamètre D, 

contenant du gaz occupant une surface Ag et du liquide à une hauteur ll, une vague grandit (il y a donc 
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formation d'instabilités) si la différence de vitesse entre le gaz et le liquide est supérieure à la valeur 

exprimée par l'équation II.3 : 
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IV.4 

Cette limite (équation II.3) est tracée sur la Figure IV-5, dans le cas d'un tube de diamètre 54 mm, dans 

lequel s'écoulent de l'eau et de l'air. 

 

  

Figure IV-5. Limite de stabilité de Kelvin-Helmholtz dans un tube 

D'après la théorie de Kelvin-Helmholtz, dans la plage de vitesse relative inférieure à la limite, l'écoulement 

est stable, alors que dans la partie supérieure des vagues se forment spontanément. Ce qui signifie que 

localement, si le couple taux de vide et différence de vitesse se trouve dans la zone instable, une vague va se 

former et croître. Plus la hauteur de liquide dans le canal est importante, moins la différence de vitesse 

nécessaire à la déstabilisation est importante. 

 

Le processus de formation des vagues peut être observé graphiquement grâce au code. Le calcul réalisé à la 

section précédente (Figure IV-3) est prolongé sur une longueur totale de 10 m, laissant apparaitre des vagues 

à une distance d'environ 7 m de l'entrée (Figure IV-6). 

 

 

Figure IV-6. Taux de vide dans un tube (liquide en bleu, gaz en rouge). 

L = 10m, Jg = 0,5 m/s, Jl = 1 m/s, t = 8,8225 s. 

Juste après l'entrée, l'écoulement est stratifié. En effet, le taux de vide est fixé en entrée à 50%, mais celui-ci 

n'est pas le taux de vide à l'équilibre pour le titre imposé. L'équilibre est en effet prévu à un taux de vide de 

10% (équivalent donc à un taux de présence liquide de 90%), il faut donc que l'écoulement s'établisse. 
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Lorsque le taux de vide est établi, des perturbations peuvent alors se former et grandir, formant des poches et 

des bouchons. Les moyennes de taux de présence liquide sur des sections de tube sont alors tracées en 

fonction de la distance à l'entrée (Figure IV-7). 

 

 

Figure IV-7. Taux de présence de liquide en fonction de la distance à l'entrée. 

L = 10m, Jg = 0,5 m/s, Jl = 1 m/s. 

Il apparait alors clairement qu'après la zone stratifiée en amont du tube, l'écoulement se déstabilise et des 

poches apparaissent. 

 

Une légère oscillation de l'interface est induite par la différence de vitesse entre le gaz et le liquide. Si la 

différence de vitesse est suffisante, la perturbation grandit, réduisant la section de passage du gaz dans la 

conduite. Du fait de cette réduction de section, la vapeur accélère alors localement (Figure IV-8). 

 

 

Figure IV-8. Accélération de la vapeur lors de la formation d'une vague (vecteurs vitesse colorés par leur norme, en 

m/s). 

Cela induit alors une différence de pression locale, due à cette accélération. Sur la Figure IV-9, la pression 

totale est représentée (relativement à la pression atmosphérique), elle est égale à la somme de la pression 

hydrostatique ρgl et de la pression dynamique 2

2

1
vρ . 

 

Figure IV-9. Pression totale lors de la formation d'une vague (en Pa) 
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Ce gradient de pression induit alors un mouvement de la perturbation vers le haut du tube, jusqu'à ce qu'elle 

vienne s'y coller et ainsi former une poche de gaz, séparée par deux bouchons de liquide. 

 

Le processus complet peut être observé sur la Figure IV-10 : 

 

 

Figure IV-10. Formation d'une vague observée lors d'un calcul avec le modèle VOF. 

Taux de vide en entrée de 50%, Jl = 1 m/s et Jg = 0,5 m/s. 

Une faible perturbation grandit, puis le liquide vient se coller en haut du tube, formant ainsi une poche, qui 

va évoluer dans le canal. 

IV.2.3.2 Validation de la formation de vagues puis de poches 

Dans le but de vérifier que la formation d'instabilités est correctement représentée dans Fluent, la 

géométrie de Czapp et al. [73;81] (voir le chapitre II) est construite et utilisée. Il s'agit d'un tube horizontal 

de 9,46 m de longueur et de 54 mm de diamètre interne. L'entrée du canal est séparée en deux par une plaque 

horizontale où sont injectés de l'air par le haut et de l'eau par le bas à des vitesses maitrisées. Le taux de vide 

à l'entrée est donc fixé à 50%. Deux dispositifs de Stéréo PIV sont installés à des distances fixes de l'entrée, à 

2,22 et 7,25 m, l'origine étant prise à l'extrémité de la lame séparatrice des phases à l'entrée. 

 

La méthode de la Stereo PIV est utilisée pour relever 3 composantes de la vitesse sur un plan d'observation 

(2D3C). Elle est basée sur le principe de la parallaxe. En plaçant deux caméras filmant le même plan avec 

des angles de vue différents, deux champs de deux composantes de vitesse légèrement différents sont 

obtenus. La combinaison des deux champs permet d'obtenir la troisième composante de la vitesse, hors du 

plan d'observation. 

 

Dans un premier temps, les auteurs ont utilisé des cas monophasiques liquide pour étalonner leur dispositif 

de Stereo PIV, notamment en termes de mesure de la vitesse axiale. Ces deux cas monophasiques sont 

résumés dans le Tableau IV-1 : 

 

 Cas D Cas E 

Vitesse superficielle en entrée (m/s) 0,69 1,06 

Vitesse axiale moyenne w (m/s) 0,64 0,99 

Ecart type de w (mm/s) 1,2 2,3 

Tableau IV-1. Description des cas expérimentaux monophasiques D et E de Czapp et al. [81]. 

De la même façon nous allons pour commencer valider nos simulations sur le cas monophasique. 

 

Le maillage utilisé pour la simulation est le même que celui présenté à la Figure IV-2. Les propriétés 

physiques de l'eau et l'air utilisées pour les calculs sont résumées dans le Tableau IV-2 : 

 

Eau Air 

ρl (kg/m
3
) 1000 ρg (kg/m

3
) 1,2 

μl (Pa.s) 0,001 μg (Pa.s) 1,8.10
-5

 

Tableau IV-2. Propriétés physiques utilisées pour le calcul. 
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Sur la Figure IV-11, les profils de vitesse axiale obtenus par la simulation avec le modèle k-ε RNG de Fluent 

sont comparés aux résultats expérimentaux de Czapp et al. [81] obtenus par la méthode de la Stereo PIV. 

 

 

Figure IV-11. Comparaison des résultats monophasiques expérimentaux [81] avec nos résultats numériques. 

A gauche, cas D, à droite, cas E. 

Les profils de vitesse sont en bon accord avec les données expérimentales, permettant ainsi de valider la 

finesse du maillage et l'approche de turbulence utilisée. 

 

Après avoir étalonné le dispositif de Stereo PIV, Czapp et al. [81] ont réalisé des mesures sur des 

écoulements intermittents (voir le chapitre II). Leur but est d'étudier temporellement l'évolution d'une poche 

à une distance fixée de l'entrée. Le cas est résumé dans le Tableau IV-3 : 

 

 Cas G 

Vitesse superficielle d'eau (m/s) 0,71 

Vitesse superficielle d'air (m/s) 0,57 

Taux de vide α en entrée (-) 0,50 

Tableau IV-3. Description du cas expérimental G de Czapp et al. [81]. 

Le cas est reproduit numériquement, avec les conditions aux limites correspondantes au cas G. 

Numériquement, les premières poches se forment environ à 7 m de l'entrée, puis elles grandissent en 

avançant dans le tube (Figure IV-12). Le taux de vide à l'entrée est de 50%, et s'établit dans le tube jusqu'à un 

équilibre d'environ 10% (soit un taux de présence liquide de 90%). La vitesse de l'air induit alors des 

perturbations qui forment des poches de façon périodique. 

 

 

Figure IV-12. Evolution temporelle d'une poche. 
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Le taux de présence liquide dans des sections de tube est relevé en fonction du temps, en un plan donné, situé 

à 7,27 m de l'entrée, faisant apparaitre le passage de poches (Figure IV-13). Le taux de liquide (1 – α) varie 

en fonction du passage des poches : cela correspond à la partie de la courbe où le taux de liquide passe à 1. 

 

 

Figure IV-13. Evolution temporelle d'un écoulement intermittent. 

Comparaison entre les données expérimentales de Czapp et al. [81] (en noir) 

et la simulation numérique à différentes distances de l'entrée (en couleurs). 

Différents plans de mesures numériques sont présentés : z = 7,27 m, 8 m et 9,40 m. La poche se crée vers 

z = 7 m de l'entrée, et passe donc rapidement devant le plan z = 7,27 m. Un peu plus loin, au plan z = 8 m, la 

poche calculée a la même taille qu'expérimentalement, bien que le niveau de liquide la précédant soit plus 

élevé. Ces niveaux de liquide avant et après la poche sont plus corrects un peu plus en aval, au plan z = 

9,4 m. Cela est dû au fait qu'expérimentalement les vagues se créent plus en amont du tube. Les oscillations 

du circuit fluide et les vagues induites en amont de la section d'essais favorisent en effet la formation de 

vagues. Les conditions d'entrées numériques étant très stables comparé aux conditions expérimentales (voir 

la section IV.2.3.3), les vagues et les poches sont créées plus loin dans le modèle. 

 

Les auteurs ont également réalisé une étude numérique sur la simulation des poches. Cependant dans leur cas 

les vagues (et donc les poches) ne se créent pas toutes seules. Leur première vague est initiée par une 

condition d'entrée en débit variable en fonction du temps, et non pas à cause d'une déstabilisation calculée 

par le code. Cette "vague artificielle" leur permet de créer les vagues suivantes. Le maillage utilisé est celui 

de la Figure IV-2, cependant une adaptation automatique du maillage à l'interface liquide-gaz leur est 

nécessaire afin d'entretenir la formation de vagues, ce qui n'est pas notre cas. De plus, ils comparent la forme 

des poches expérimentales et numériques sur deux plans différents, et en utilisant deux échelles de temps 

différentes. 

 

Afin de tester d'autres conditions d'entrée, des points supplémentaires ont été réalisés en faisant varier les 

vitesses superficielles de liquide et de gaz en entrée (Tableau IV-4). 
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Numéro du cas 
Taux de présence de 

liquide à l'équilibre (1-α) 

Vitesse superficielle 

de gaz (m/s) 

Vitesse superficielle 

de liquide (m/s) 

G 

(Czapp et al.) 
90% 0,56 0,71 

1 90% 0,50 1,00 

2 75% 1,60 0,73 

3 65% 3,45 0,60 

4 55% 6,51 0,85 

5 50% 4,46 0,40 

Tableau IV-4. Description des cas étudiés. 

Ces points sont placés sur une carte d'écoulement de Taitel & Dukler [8], tracée pour les paramètres 

physiques correspondant au cas étudié (Figure IV-14). 

 

 

Figure IV-14. Points correspondants aux cas étudiés, placés sur une carte de Taitel et Dukler [8] 

A un instant t donné, pour les conditions listées dans le Tableau IV-4, la différence de vitesse entre le liquide 

et la vapeur vv – vl est tracée dans différents plans le long de la conduite (tous les 0,2 m), en fonction du taux 

de présence liquide 1 – α (Figure IV-15). Les différences de vitesse sont alors comparées à la limite de 

stabilité tracée sur la Figure IV-5. Seuls les points correspondants à la zone allant de l'entrée jusqu'à la 

première vague sont tracés sur la figure, le but étant d'analyser la première déstabilisation de l'interface. 

Les vitesses de liquide et de gaz sont les vitesses débitantes de chacune des phases (débit de la phase 

rapportée à sa section de passage, calculée par le taux de vide) pour un plan donné. 
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Figure IV-15. Comportement des différents cas autour de la limite de stabilité. 

Le taux de vide en entrée est fixé à 50%, c'est pourquoi l'écoulement doit d'abord s'établir. Les points se 

stabilisent ensuite et restent globalement dans la zone autour de la limite de stabilité, mais certains points 

(entourés sur la Figure IV-15) passent largement au-dessus. A cet endroit, une vague se forme et grandit. 

 

Il est intéressant de noter que le cas n°5, correspondant à un taux de vide à l'équilibre de 50%, ne produit pas 

spontanément des vagues, contrairement au cas n°4 qui a un taux de vide à l'équilibre proche (Figure IV-16).  

 

 

Figure IV-16. (a) Cas n°4, écoulement à poches (t = 8,798 s) 

(b) Cas n°5, écoulement stratifié à vagues (t = 8,917 s). 

Le régime observé pour le cas 5 est stratifié à vagues, et cela s'observe également sur la Figure IV-15, la 

différence de vitesse entre le liquide et le gaz restant en dessous de la limite de stabilité. 

 

Afin d'étudier localement l'évolution de la vitesse de la vapeur lors de la formation d'une vague, on se place à 

une distance z = 7,18 m de l'entrée pour le cas n°1. Sur la Figure IV-17 est tracée l'évolution temporelle du 

maximum de la vitesse du mélange et du taux de présence du liquide en fonction du temps. Il s'agit donc de 

l'évolution de l'état du plan z = 7,18 m au cours du temps. 
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Figure IV-17. Evolution temporelle à une distance de 7,18 m de l'entrée, au passage d'une vague (cas n°1). 

À t = 8,55 s, la courbe se trouve très proche de la limite de stabilité théorique (le taux de présence liquide 

d'équilibre est de 90% pour ce cas). À cause d'une déstabilisation, la section de passage du gaz diminue et la 

vitesse de la vapeur augmente, ainsi que le taux de présence liquide. L'instabilité s'amplifie, au fur et à 

mesure de l'augmentation de la vitesse. À t = 8,70 s le maximum de la vitesse est atteint car le film de vapeur 

se réduit au minimum, puis une chute brutale est observée (à t = 8,705 s) du fait du passage de la vague (le 

taux de liquide est alors très proche de 1). La vitesse de mélange correspond alors à la vitesse du liquide. 

Il s'agit d'un phénomène cyclique, car après le passage de la vague, le maximum de la vitesse diminue pour 

revenir à une vitesse proche de la position d'équilibre.  

IV.2.3.3 Validation des fréquences de passage de poches 

Après avoir réussi à créer des vagues et des poches dans un écoulement adiabatique, et avoir relié cette 

formation à un processus physique, le but est de s'assurer que le modèle VOF de Fluent permet de créer des 

poches de façon correcte, ce qui n'a pas été retrouvé dans la littérature (voir le chapitre II). 

 

Une façon de vérifier quantitativement le traitement d'un régime d'écoulement intermittent est de comparer 

les fréquences de formation des poches créées. Pour cela le code est confronté à des résultats expérimentaux 

de la littérature. Ujang et al. ont réalisé une étude expérimentale de la fréquence de passage des poches en 

fonction de la longueur du canal [80]. Leur installation expérimentale consiste en un tube de diamètre interne 

0,078 m et de longueur 37 m, à pression atmosphérique en sortie, dans lequel s'écoulent de l'eau et de l'air, à 

différentes vitesses superficielles (Figure IV-18). 
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Figure IV-18. Schéma du dispositif expérimental de Ujang et al.[80] et condition d'entrée numérique. 

Les fluides sont injectés à l'entrée perpendiculairement à l'axe du tube, et le taux de vide peut être ajusté à 

l'aide d'une plaque séparatrice réglable en hauteur. Ici elle est maintenue au milieu du canal, imposant un 

taux de vide de 50% en entrée. 

 

Des calculs ont été réalisés avec les mêmes conditions aux limites, durant un temps de 60 secondes. Le 

calcul est réalisé sur la moitié du domaine dans le but de réduire le temps de calcul. Pour cela une condition 

de symétrie est imposée sur le plan vertical médian. Cette condition aux limites impose une vitesse normale 

au plan nulle, et annule aussi les gradients de tous les scalaires, ce qui se traduit par le fait qu'il n'y ait aucun 

transport convectif ni diffusif à travers ce plan. Nous supposons donc que les instabilités se forment de façon 

symétrique dans le tube. Cette hypothèse est vérifiée par la comparaison entre un calcul sur un tube complet 

et sur un demi-tube avec une symétrie, qui donnent les mêmes résultats en termes de fréquences de passage 

des poches. 

Une coupe transversale du maillage utilisé est présentée à la Figure IV-19. Le maillage possède 20 mailles 

sur le diamètre, soit 150 mailles sur une face, et 3500 mailles sur la longueur (soit un pas de 1 cm), pour un 

total de 525000 mailles. 

 

Figure IV-19. Coupe transversale du maillage utilisé 

Différentes vitesses superficielles sont utilisées pour le liquide et le gaz. Les cas étudiés sont résumés dans le 

Tableau IV-5 : 

Cas c d e 

Vitesse superficielle d'eau Jl (m/s) 0,61 0,80 1,00 

Vitesse superficielle d'air Jg (m/s) 2,55 2,70 4,26 

Taux de vide α en entrée (-) 0,50 0,50 0,50 

Tableau IV-5. Cas expérimentaux de Ujang et al. [80]. 
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Les fréquences de passage des poches à différentes distances de l'entrée sont alors mesurées, et comparées 

aux données expérimentales pour les différents cas (figures 20, 21 et 22). 

 

 

Figure IV-20. Comparaison des résultats numériques avec les données expérimentales pour le cas c [80]. 

 

Figure IV-21. Comparaison des résultats numériques avec les données expérimentales pour le cas d [80]. 

 

Figure IV-22. Comparaison des résultats numériques avec les données expérimentales pour le cas e [80]. 
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Expérimentalement, les auteurs relèvent une fréquence de passage de poches importante près de l'entrée du 

tube. Puis la fréquence se stabilise en aval, à partir d'une distance de l'entrée d'environ 15 à 20 mètres. Cela 

est probablement dû au système d'injection (donc à la condition d'entrée expérimentale), les fluides arrivant 

perpendiculairement à l'axe de l'écoulement, ce qui induit une forte perturbation de la surface libre juste 

après l'entrée. Ces phénomènes d'entrée s'estompent ensuite avec la longueur du tube, laissant place 

uniquement aux déstabilisations créées par la différence de vitesse entre le gaz et le liquide. 

 

Numériquement, les vagues se forment à une distance plus importante de l'entrée, du fait que les conditions 

aux limites d'entrée sont plus stables que les conditions réelles. En effet, dans le calcul l'eau et l'air sont 

injectés suivant l'axe du tube, avec un taux de vide de 50%. Il faut donc que l'écoulement et donc la condition 

de différence de vitesse entre l'air et l'eau s'établisse pour que se forment les premières vagues. 

Lorsque la condition d'entrée n'influe plus sur le résultat, la valeur de la fréquence de passage expérimentale 

est donc conforme aux résultats expérimentaux. Cela permet de conclure que le code permet de reproduire 

quantitativement le processus de formation des vagues et des poches lors du régime d'écoulement 

intermittent. 

IV.2.4 Conclusion 

Utilisé dans les bonnes conditions, le modèle VOF de Fluent permet donc de simuler les régimes 

adiabatiques stratifiés et intermittents, donnant des résultats très satisfaisants. Les niveaux de liquide à 

l'équilibre en écoulement stratifié sont cohérents avec les données de la littérature. La limite de stabilité pour 

la formation des vagues est retrouvée, et la formation de poches est ensuite validée qualitativement et 

quantitativement. Il est à noter que les calculs doivent être menés en 3D pour que l'interface soit 

correctement gérée. Dans le cas contraire, les niveaux de liquide sont mal calculés et la création d'instabilité 

n'est pas possible, comme relevé dans la littérature [83]. 

Cette analyse nous permet donc d'être confiants sur l'utilisation du modèle VOF de Fluent pour traiter des 

régimes stratifiés et intermittents en changement de phase. L'ajout de termes de création de vapeur ne doit 

pas modifier la simulation des phénomènes à l'origine des instabilités et de la structuration de l'écoulement : 

les forces de pression, la gravité et la tension superficielle. 

IV.3 Validation du modèle pour l'évaporation progressive 

Dans la section précédente, le modèle VOF a été validé de façon adiabatique pour les régimes stratifié et 

intermittent. Après avoir implémenté le modèle présenté au chapitre III, celui-ci est utilisé ci-dessous pour la 

simulation des écoulements diphasiques en évaporation. 

IV.3.1 Cas de référence 

Lors de l'étude bibliographique réalisée au chapitre II, très peu de résultats expérimentaux ont été trouvés 

dans la littérature concernant la visualisation des écoulements en évaporation dans des tubes horizontaux se 

rapprochant de nos conditions. Le but étant d'étudier les régimes d'écoulement et leur évolution du fait de 

l'apport de vapeur par changement de phase liquide vers vapeur, la visualisation directe de l'écoulement en 

train de s'évaporer est très importante. 

 

Les seuls travaux permettant de telles visualisations sont ceux de Yang et al. [91]. Le dispositif (présenté au 

chapitre II), se compose d'une boucle permettant la circulation d'un fluide frigorigène, ainsi que d'une section 

d'essais où se déroule l'évaporation. Elle est composée d'un tube de quartz en serpentin recouvert d'oxyde 

transparent conducteur, permettant simultanément l'apport d'un flux de chaleur constant par effet Joule et la 

visualisation de l'écoulement (voir les chapitres II et V). 
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IV.3.1.1 Géométrie, maillage et propriétés physiques 

Dans le but de réaliser des calculs sur cette géométrie, celle-ci a été reproduite à l'aide du logiciel 

Gambit [158], et afin d'économiser du temps de calcul elle a été limitée aux deux premiers coudes. Les 

dimensions du dispositif sont présentées sur la Figure IV-23. 

 

 

Figure IV-23. Géométrie et dimensions du domaine de calcul, d'après la section d'essais de Yang et al. [91]. 

En pointillés, la continuité de la géométrie réelle. 

À l'aide d'une étude bibliographique approfondie, il a été montré que les longueurs données dans la 

publication originale de Yang et al. [91] ne correspondent pas aux longueurs relevées sur les photographies, 

notamment au niveau des proportions. Pour plus de cohérence, elles sont rectifiées d'après les données de 

Meng et al. [93], ayant utilisé la même géométrie dans le même laboratoire. 

 

Sur la Figure IV-24 sont représentés une vue isométrique de la géométrie, ainsi que le détail du maillage 

d'une coupe transversale. 

 

Figure IV-24. Vue isométrique de la géométrie de l’installation expérimentale de Yang et al. [91] 
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Le maillage est structuré de la même façon que dans les sections précédentes, et est composé d'un carré 

central et de deux couronnes, permettant un maillage structuré. Il est constitué de 420 mailles sur une coupe 

transversale, dont 120 pour la paroi solide et 300 pour le domaine fluide (20 mailles sur le diamètre interne). 

Le pas utilisé suivant l'axe est de 1 mm, ce qui donne un nombre total de mailles à 108360, permettant des 

calculs relativement rapides (de l'ordre d'une journée pour simuler le temps de séjour dans le canal, soit 

environ 2,5 s.). 

 

Le fluide de travail utilisé est le réfrigérant R-141b, dont les propriétés physiques autour de la température de 

saturation sont résumées dans le Tableau IV-6 : 

 

 R-141b  

 Tsat (K) 305,15  

 hlv (J/kg) 223800  

 σ (N/m) 0,020  
    

Phase liquide Phase vapeur 

ρl (kg/m
3
) 1220 ρv (kg/m

3
) 4,87 

μl (kg/m/s) 3,78.10
-4

 μv (kg/m/s) 9,48.10
-6

 

λl (J/m/K) 0,092 λv (J/m/K) 0,010 

Cp,l (J/kg/K) 1165 Cp,v (J/kg/K) 793,5 

hl,sat (J/kg) 236600 hv,sat (J/kg) 460400 

Tableau IV-6. Propriétés physiques du fluide frigorigène R-141b utilisé, à pression atmosphérique. 

Il s'agit des propriétés physiques utilisées par les auteurs [91;93], recoupées avec les données du logiciel 

RefProp 7. Le diamètre des bulles utilisé pour le transport de la vapeur dispersée est pris comme étant égal à 

1,5 mm, correspondant aux données expérimentales de tailles de bulles trouvées pour le même fluide sur la 

même installation expérimentale de Meng et al. [159]. 

 

La paroi du tube est en quartz, dont les propriétés physiques sont les suivantes : 

 

Quartz 

ρs (kg/m
3
) 2650 

λs (W/m/K) 1,4 

Cp,s (J/kg/K) 700 

Tableau IV-7. Propriétés physiques de la paroi en quartz. 

La résolution de l'équation de l'énergie étant réalisée par conservation de l'enthalpie, une référence pour la 

conversion de l'enthalpie en température est nécessaire. La référence utilisée pour l'enthalpie provient du 

diagramme donné par la Figure IV-25 : 
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Figure IV-25. Diagramme pression-enthalpie du fluide R-141b (ASHRAE, 1992). 

Les couples enthalpie-température sont lus sur la Figure IV-25 afin de pouvoir construire la fonction 

permettant de retrouver la température en fonction de l'enthalpie (voir le chapitre III). Les valeurs d'enthalpie 

sont relevées à la pression atmosphérique, et considérées comme linéaires entre le liquide à 20°C et le liquide 

saturé, ainsi qu'entre la vapeur saturée et la vapeur à 60°C : 

 

Température Enthalpie 

Tl = 20°C (293,15 K) hl = 223000 J/kg 

Tsat = 32°C (305,15 K) 
hl,sat = 236600 J/kg 

hv,sat = 460400 J/kg 

Tv = 60°C (333,15 K) hv = 480000 J/kg 

Tableau IV-8. Propriétés physiques de la paroi en quartz. 

IV.3.1.2 Conditions aux limites 

Les conditions aux limites utilisées pour les calculs sont résumées dans le Tableau IV-9 : 
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Surface Condition aux limites 

Entrée 

 Vitesse imposée (velocity-inlet 

ou mass-flow-inlet) 

 Enthalpie : valeur imposée, 

correspondant à la température 

d'entrée 

Sortie 
 Pression imposée (pressure-

outlet) 

Paroi extérieure  Enthalpie : flux imposé  

Figure IV-26. Schéma des conditions aux limites. Tableau IV-9. Conditions aux limites imposées. 

Le cas expérimental n°1 de Yang et al. [91] est pris comme référence : du liquide sous-refroidi de 8,5 K 

entre dans la section d'essais, avec un débit d'entrée de 10 L/h (correspondant à 3,4.10
-3

 kg/s, soit une vitesse 

débitante de 0,10 m/s). Un flux de chaleur constant de 6888 W/m
2
 est imposé par effet Joule, dans une 

couche d'oxyde transparent conducteur (TCO, voir le chapitre II). 

IV.3.1.3 Discussion sur les pertes du dispositif expérimental 

Un problème a été rencontré concernant le flux de chaleur apporté au système. En comparaison aux 

photographies expérimentales, ce flux (et donc la quantité de vapeur créée) semblait toujours plus important 

dans le cas numérique. Les bilans numériques étant conservés, et la quantité de vapeur créée vérifiée par 

rapport à un calcul monodimensionnel, il s'est avéré que trop de flux était apporté au système 

numériquement. Nous avons donc soupçonné un problème de pertes de chaleur sur l'installation 

expérimentale. 

En effet les auteurs précisent un flux de chaleur correspondant à la puissance électrique consommée par effet 

Joule dans la couche de TCO. Or il n'est pas précisé quel est la part de flux qui est transmise au fluide (et 

donc quelle est la part des pertes). 

 

Afin d'estimer ces pertes non précisées dans la publication, une comparaison des différents travaux réalisés 

par la même équipe sur le dispositif expérimental [92-95;160] a été nécessaire. 

Meng et al. [93], pour la même configuration et les mêmes flux de chaleur, estiment les pertes à environ 3% 

de la puissance injectée. Cependant, pour ce calcul, les auteurs ne se basent pas sur des données 

expérimentales (comme par exemple un bilan de puissance monophasique), mais sur un calcul 

monodimensionnel des pertes, soit : 

  satparoiextpertespertes TTAHQ   IV.5 

Les auteurs prennent Tparoi comme étant la température de saturation du fluide. Cependant cette température 

semble incohérente avec la mesure expérimentale de Huang et al. [94], mesurant une température moyenne 

de la paroi sur l'ensemble du dispositif (de l'entrée sous-refroidie à la sortie) de 59,1°C, soit une température 

27°C supérieure à la température de saturation. Cela signifie également que localement la température peut 

également être plus élevée. Un calcul monodimensionnel utilisant cette température de paroi, la surface 

extérieure du dispositif, un coefficient d'échange par convection naturelle de 10 W.m
-2

.K
-1

 dans l'équation 

IV.5 amène à des pertes de l'ordre de 10% de la puissance injectée. 

 

Or, en se basant sur l'expérience du laboratoire en termes d'installations expérimentales utilisant des couches 

de TCO pour chauffer un tube, les pertes rencontrées sont en général beaucoup plus importantes. 

Ces pertes peuvent avoir plusieurs origines : 
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- une épaisseur non homogène de dépôt, amenant à des zones plus épaisses (moins chaudes) et des 

zones trop fines (plus chaudes), 

- un mauvais contact entre les amenées de courant en cuivre et la couche de TCO, augmentant la 

résistance et créant des points chauds. 

La valeur de 35% de pertes a semblé plus cohérente et a été retenue pour la suite, d'autant que les résultats 

numériques correspondent bien aux résultats expérimentaux. Les résultats présentés dans les sections 

suivantes incluent donc ces pertes dans le flux de chaleur apporté au système. 

IV.3.1.4 Méthodes numériques 

Le code Fluent 14.5 [109] a été utilisé pour la résolution. Le modèle de turbulence k-ε RNG a été adopté, 

avec une modélisation de la turbulence proche paroi (Enhanced Wall Function [109]). Cette approche est 

conseillée dans ce type d'écoulements, notamment à cause du paramètre de maille y
+
 assez fin dans notre cas 

(de l'ordre de 5). Une analyse des autres modèles de turbulence n'a pas été réalisée, mais le modèle k-ω SST 

semble avoir donné de bons résultats dans des travaux récents en écoulements stratifiés [147] et son 

utilisation pourrait être investiguée. 

Les équations de conservation de masse, de quantité de mouvement, de turbulence, ainsi que des deux 

scalaires, enthalpie et taux de présence de vapeur dispersée (voir le chapitre III), sont résolues de façon 

séquentielle (segregated solver). Le schéma de couplage pression-vitesse PISO est utilisé car plus adapté au 

régime transitoire. Le schéma PRESTO! est utilisé pour l'interpolation de la pression aux faces des cellules 

comme conseillé avec l'utilisation du modèle VOF [109]. La discrétisation spatiale est réalisée par le schéma 

QUICK pour toutes les équations, sauf le taux de vide pour lequel le schéma Geo-Reconstruct est utilisé 

(voir le chapitre II) afin de modéliser finement l'interface liquide-vapeur et éviter sa diffusion. 

La convergence d'un pas de temps est considérée comme atteinte lorsque les résidus normalisés des 

équations résolues deviennent inférieurs à 10
-5

. A chaque pas de temps les bilans de conservation sont 

vérifiés pour les deux scalaires personnalisés (voir le chapitre III).  

 

Le calcul est d'abord initialisé dans le domaine fluide aux valeurs des champs à l'entrée. Dans le domaine 

solide constituant la paroi, le champ d'enthalpie est initialisé à une valeur correspondant à une température 

supérieure de 5 K à la température de saturation, afin d'accélérer le transitoire thermique de la chauffe de la 

paroi. La température du liquide dans le domaine est initialisée à la valeur de la condition aux limites 

d'entrée, et est donc sous-refroidi. Les premiers pas de temps sont ajustés manuellement (à environ 10
-2

 s.) 

afin que l'écoulement monophasique liquide s'établisse et que le transfert thermique se déroule jusqu'à la 

création de vapeur dispersée dans la première maille. A partir de ce moment, le pas de temps est ajusté à 

5.10
-4 

s et laissé variable. Dans le chapitre III, le pas de temps maximum a été défini comme : 

 






 


relm v

l

v

l
t ;minmax  IV.6 

Dans le cas défini ci-dessus, le pas de temps maximum calculé est de l'ordre de 10
-3

 s. Cependant, du fait de 

phénomènes transitoires violents pouvant apparaitre lors de la création de la vapeur et de son accélération 

due à l'expansion volumique, un pas de temps maximum de 5.10
-4

 s est généralement utilisé afin d'éviter des 

problèmes numériques. 

IV.3.1.5 Résultats 

Les résultats du modèle présenté au chapitre III et implémenté dans le modèle diphasique VOF du 

logiciel Fluent sont présentés ci-dessous. 

IV.3.1.5.1 Simulation du taux de vide 

Pour le cas de référence n°1, la photographie de Yang et al. [91] est comparée avec les résultats de 

simulations sur la Figure IV-27. 
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Figure IV-27. A gauche, cas expérimental n°1 de Yang et al. [91]. A droite, résultat de nos calculs. 

La forme de l'écoulement diphasique est reproduite en fin de canal : de grosses bulles se créent et évoluent de 

la même façon que dans le cas expérimental. Dans la première partie du canal, où du liquide sous-refroidi 

circule, il est observé expérimentalement que de petites bulles se forment, ce qui n'est pas représenté 

numériquement du fait de la taille des mailles. Celles-ci sont en effet trop volumineuses pour représenter 

l'interface. 

De plus, la création de vapeur est principalement liée à un critère décrit au chapitre III. Lorsque l'enthalpie 

dans une maille dépasse l'enthalpie de saturation, le transfert thermique s'accompagne alors d'une création de 

vapeur dispersée. La taille de la maille influençant ce paramètre, le début de l'ébullition peut en être retardé. 

 

Peu de détails étant donnés sur l'installation expérimentale, il est également possible que ces petites bulles 

(existant dans du liquide sous-refroidi) soient produites par un échauffement local de la paroi, dû à un dépôt 

non homogène de TCO, ou au mauvais contact au niveau de l'amenée de courant proche de l'entrée, 

déplaçant le point de début d'ébullition en amont du dispositif. 

IV.3.1.5.2 Champ de pression 

Le champ de pression dans le canal est tracé sur le plan médian vertical et est représenté sur la Figure 

IV-28: 

 

Figure IV-28. Champ de pression, cas n°1. 
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La pression affichée représente l'écart à la pression atmosphérique. La différence de pression entre l'entrée et 

la sortie est dans ce cas principalement de type monophasique, car peu de vapeur est présente dans le 

domaine fluide. Sur la fin du canal, la surpression dans les bulles de vapeur est clairement visible. 

Elle peut également être observée sur la Figure IV-29 : 

 

Figure IV-29. Surpression dans une bulle de vapeur, cas n°1. 

Il est possible de vérifier la valeur de la surpression. En effet, la différence de pression entre le liquide et la 

vapeur à l'interface est directement liée à la tension superficielle σ et au rayon de courbure Rc de la bulle de la 

façon suivante : 

 
c

R

σ
PΔ

2
  IV.7 

Ainsi pour une bulle de rayon de courbure égal à la moitié du diamètre du canal (soit 3 mm), et une tension 

superficielle de 0,02 N/m, la différence de pression est égale à 13,3 Pa. Cette valeur est retrouvée dans le 

code (Figure IV-29). 

IV.3.1.5.3 Champ de température 

Le champ de température pour le cas de référence présenté ci-dessus est représenté sur la Figure IV-30. 

 

 

Figure IV-30. Champ de température pour le cas n°1. 
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La température du liquide en entrée est sous-refroidie de 8,5 K par rapport à la température de saturation (Tsat 

= 305,15 K = 32°C). Elle s'homogénéise petit à petit sous l'effet du flux de chaleur apporté. La température 

de paroi se stabilise dans ce cas à 311,7 K, soit 6,5 K au-dessus de la température de saturation. Une part 

d'énergie est donc stockée dans la paroi, et un équilibre se crée entre le flux apporté et la chaleur cédée au 

fluide. 

IV.3.1.5.4 Évolution temporelle 

Le phénomène d'ébullition étant très instationnaire, il est généralement difficile de comparer des 

photographies expérimentales avec les résultats numériques. Pour se rendre compte de l'évolution temporelle 

d'une bulle depuis sa création jusqu'à la sortie du tube, celle-ci est représentée sur la Figure IV-31. 

 

 

Figure IV-31. Évolution temporelle de la création d'une bulle. 

Graphiquement, il peut être mesuré que le centre de la bulle se déplace à 0,11 m/s. Le liquide entrant à 

0,10 m/s, la vitesse relevée est donc cohérente. La bulle accélère ensuite du fait de son expansion volumique. 

De plus, on observe que chaque bulle créée augmente en volume tout en se déplaçant. Cela est dû à l'apport 

de vapeur dispersée venant de la paroi, s'ajoutant à la petite structure de vapeur et la faisant grossir. 

IV.3.2 Influence du maillage 

IV.3.2.1 Raffinement du maillage 

Dans le but d'analyser l'influence du maillage sur les résultats, un raffinement est réalisé sur le maillage 

de base décrit dans la section IV.3.1.1 : toutes les mailles sont divisées par 8 en volume (par deux dans 

chaque direction), passant le nombre total de mailles de 108360 à 866880, et multipliant le temps de calcul 

par 6,5. Le maillage transversal devient alors beaucoup plus fin (Figure IV-32). 
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Figure IV-32. Vues du maillage transversal. A gauche, cas de référence. A droite, après raffinement. 

Un calcul est réalisé dans les mêmes conditions que le cas de référence présenté dans la section précédente 

(Figure IV-33). Dans ce calcul on voit des bulles se former dans le premier coude alors que sur le cas de 

référence elles apparaissent dans la zone proche de la sortie. Ces bulles restent petites, et dans la dernière 

zone droite finissent par grossir pour former les mêmes structures que pour le cas de référence (Figure 

IV-27). 

 

 

 

Figure IV-33. Influence du maillage sur la création des bulles de vapeur. 

Cette différence s'explique par le raffinement du maillage. En effet, le volume des cellules proches de la 

paroi est plus petit et cela a une influence sur la création des premières bulles. En effet, deux phénomènes 

sont liés à la taille de la maille proche paroi. 

Pour une même masse de vapeur, une maille plus volumineuse aura un taux de vide moins élevé (Figure 

IV-34).  

 

Figure IV-34. Illustration du changement de la valeur du taux de vide 

pour une même masse de vapeur dans une maille proche de la paroi. 
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Le raffinement du maillage permet donc un raffinement de l'interface liquide-vapeur, ce qui aura pour effet 

de faire apparaitre des bulles plus petites. De plus, une bulle ne pourra jamais être plus petite que la taille de 

la maille. 

D'autre part, le critère que nous avons choisi au chapitre III pour le début de la création de vapeur dispersée 

est lié à la taille de la maille proche paroi. Le transfert de chaleur s'accompagne d'un transfert de masse de la 

phase liquide vers la phase vapeur quand l'enthalpie de la cellule dépasse l'enthalpie de saturation du liquide. 

Une maille moins volumineuse contient moins de masse de liquide, et moins d'énergie est donc nécessaire 

pour amorcer le changement de phase. 

 

Cependant en comparant les deux calculs, l'un non raffiné et l'autre raffiné, il apparait que la taille de la 

maille proche paroi influe uniquement dans la zone sous-refroidie après l'entrée du tube. En effet dans la 

zone saturée (le liquide est proche de la température de saturation), les formes de bulles sont les mêmes, 

indépendamment de l'amont (Figure IV-35). 

 

 

Figure IV-35. Comparaison de la zone saturée avec et sans raffinement du maillage. 

Le raffinement du maillage n'influence pas la forme et la taille des bulles. Celles-ci conservent leur 

sphéricité, ce qui confirme la bonne prise en compte de la tension superficielle par le code, et cela 

indépendamment du maillage (Figure IV-36). 

 

 

Figure IV-36. Effet du raffinement sur la forme des bulles. A gauche, cas de référence, à droite le cas raffiné. 

Sur la Figure IV-35, la valeur du taux de vide est extrapolée depuis le centre des mailles sur les nœuds, 

permettant un lissage de la valeur, alors que sur la Figure IV-36 sont tracées directement les valeurs au centre 

des mailles. Le maillage est alors directement visible sur la figure, et cela permet de mieux voir l'influence de 

celui-ci sur l'interface calculée par le code. En effet, les valeurs affichées correspondent à ce qui est calculé, 

le code stockant les valeurs des champs calculés au centre des cellules. On comprend alors l'intérêt d'un 
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maillage raffiné qui permet, sans artifice d'interpolation, de mieux visualiser l'interface entre le liquide et la 

vapeur. 

IV.3.2.2 Relaxation du maillage 

Inversement, afin de déterminer la sensibilité du maillage dans le cas d'une relaxation, c’est-à-dire de la 

diminution du nombre de mailles le composant, la taille des mailles suivant l'axe du tube a été multipliée par 

1,5, portant donc le nombre de mailles à 76020. 

 

Figure IV-37. Effet de la relaxation du maillage. A gauche, cas de référence, à droite le cas avec le maillage relaxé. 

De même qu'expliqué précédemment, ce cas ne permet pas la simulation fine des bulles dans la première 

partie du canal, et le contour des bulles est très grossier. Cependant, la structure des bulles et de l'écoulement, 

et les quantités de vapeur créée et d'énergie transmise sont retrouvées. 

La relaxation du maillage peut donc permettre d'obtenir de premiers résultats sur un problème, grâce au fait 

que les quantités de vapeur et le transfert thermique restent corrects, tout en conservant la structure globale 

de l'écoulement. Cette solution peut alors ensuite servir de point de départ à un calcul plus raffiné, qui lui 

permettra de simuler les configurations d'écoulement de façon plus fine. 

 

Le Tableau IV-10 résume pour les différents cas simulés dans les sections précédentes les valeurs de 

l'allongement du maillage (le rapport de la profondeur d'une cellule suivant l'axe sur sa largeur sur une coupe 

transversale), comparé aux valeurs utilisées ici pour les calculs avec changement de phase. 

 

Cas 

Czapp et al. 

(section 

IV.2.3.2) 

Ujang et 

al. (section 

IV.2.3.3) 

Ujang et al. 

(maillage 

relaxé) 

Yang et al. 

(cas de 

référence) 

Yang et al. 

(maillage 

raffiné) 

Yang et al. 

(maillage 

relaxé) 

Diamètre interne 

(m) 
0,054 0,078 0,078 0,006 0,006 0,006 

Nombre de 

mailles sur le 

diamètre 

28 20 20 21 42 21 

Largeur d'une 

maille (m) 
0,002 0,0039 0,0039 2,86.10

-4
 1,43.10

-4
 2,86.10

-4
 

Profondeur d'une 

maille suivant 

l'axe (m) 

0,01 0,01 0,039 0,001 0.0005 0,0015 

Allongement 5 2,56 10 3,5 3,5 5 

Tableau IV-10. Paramètres des maillages correspondant aux cas étudiés dans les sections précédentes, 

comparaison avec le cas de référence. 



Chapitre IV – Simulations d'écoulements diphasiques avec et sans changement de phase 

123 

 

Un calcul a été réalisé sur le cas c de la section IV.2.3.3 avec des mailles de 0,039 m suivant l'axe du tube, 

correspondant à un allongement de 10, afin de tester l'influence du maillage sur la solution. Des vagues et 

des poches se forment, et les fréquences de passage sont les mêmes que celles obtenues avec le maillage de 

référence. 

 

Le maillage peut donc être relaxé suivant l'axe de l'écoulement, si la zone à simuler se trouve dans la partie 

saturée de l'ébullition. La sous-saturation risque en effet d'être mal prise en compte en cas de maillages trop 

grossiers. D'autres tests seraient nécessaires pour vérifier la sensibilité du maillage à une relaxation du 

nombre de mailles sur le diamètre du tube. Il semble cependant qu'une vingtaine de mailles sur le diamètre 

reste une valeur basse pour ce nombre, au-delà l'interface risque d'être moins bien prise en compte.  

IV.3.3 Influence des conditions de fonctionnement 

Afin de tester le modèle proposé, nous avons fait varier les paramètres expérimentaux suivant : 

- le flux de chaleur apporté au système, 

- le débit de liquide en entrée, 

- le sous-refroidissement du liquide en entrée. 

 

Ces paramètres d'entrée ont une influence directe notamment sur la création de la vapeur, et donc sur la 

structure de l'écoulement en évaporation.  

Les différents cas utilisés par Yang et al. [91] sont résumés dans le Tableau IV-11 : 

 

Nom du cas 
Flux de chaleur 

(W/m
2
) 

Débit en entrée 

(L/h) 

Sous-refroidissement 

en entrée (K) 

1 

(référence) 
6888 10 8,5 

2 17848 10 8,5 

4 6888 15 10,5 

5 17848 15 8,5 

Tableau IV-11. Liste des cas testés, correspondant à ceux de Yang et al. [91]. 

Le cas n°2 permet de tester l'augmentation du flux par rapport au cas de référence, au même débit d'entrée. 

Le cas n°4 est celui dans lequel le fluide qui circule est le plus sous-refroidi, du fait d'un débit d'entrée plus 

important et de 2 K de sous refroidissement en plus à l'entrée, combiné au même flux de chaleur que pour le 

cas de référence. Enfin le cas n°5 permet d'observer le comportement du système pour un flux et un débit 

d'entrée élevés. 

 

Les comparaisons entre les résultats expérimentaux et nos calculs numériques sont présentés à la Figure 

IV-38. Les effets de l'augmentation du débit et de l'augmentation du flux de chaleur sont représentés. 
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Les photos des cas n°2 et 5 sont incomplètes pour des raisons techniques selon les auteurs [91]. Ils précisent 

cependant que l'écoulement en aval pour ces cas est annulaire. Numériquement, on obtient un écoulement 

stratifié annulaire, c’est-à-dire que le liquide ne remonte pas jusqu'en haut du tube mais reste dans sa partie 

inférieure du fait de la gravité. Cette configuration d'écoulement est représentée sur la Figure IV-40. 

 

Tous les cas présentent un début de l'ébullition un peu plus en aval par rapport au cas expérimental, cela 

étant dû au maillage utilisé qui n'est pas assez fin pour capturer les plus petites bulles. 

 

Comme attendu, une augmentation du flux de chaleur apporté pour un même débit va augmenter la quantité 

de vapeur créée. La chaleur latente du fluide frigorigène utilisé étant assez faible, dès que le fluide arrive à 

température de saturation, celui-ci s'évapore donc rapidement. 

À un flux de chaleur apporté constant, une augmentation de débit va retarder le début de l'ébullition. 

 

Du fait du fort sous-refroidissement du cas n°4, celui-ci nécessite au moins un raffinement de la première 

maille en paroi. Cela permet de réduire la taille des mailles proche paroi et ainsi de favoriser la création de 

bulles. Celles-ci restent cependant très fines, et sur la Figure IV-39 ne sont représentées que les valeurs de 

taux de vide supérieures à 5%, ce qui signifie qu'une interface nette n'est pas visible dans le code, car les 

bulles sont plus petites que la taille de la maille. 

 

 

Figure IV-39. Détail du cas n°4. 

Pour les cas n°2 et 5 où le flux de chaleur apporté est important, la structure de l'écoulement est très similaire 

entre l'expérimental et le numérique : des bulles se forment dans la première partie du canal, puis grossissent 

rapidement pour former des poches puis un écoulement annulaire (Figure IV-40). La différence de pression 

moyenne entre l'entrée et la sortie du canal est donnée expérimentalement par Huang et al. [94] sur le même 

dispositif : l'auteur trouve environ 0,14 bar de pertes de pression, nous retrouvons une perte de pression qui 

varie entre 0,1 et 0,4 bar, en fonction du passage des poches de vapeur. 

 

Les deux cas où de la vapeur est créée en grande quantité sur une courte distance mettent en évidence des 

phénomènes dynamiques. Pour cela le champ des vecteurs vitesse pour le cas n°2 est représenté sur la Figure 

IV-40. Localement, du fait des termes sources volumiques de création de vapeur (voir le chapitre III), il peut 

arriver que des quantités de vapeur non négligeables soient créées. Cela provoque alors des accélérations 

locales, pouvant d'ailleurs mener à des divergences numériques, si le pas de temps n'est pas adapté. Celui-ci 

doit donc soit être faible, soit pouvoir s'adapter en cas d'accélération. 
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Figure IV-40. Vue de côté de l'écoulement en évaporation. 

Profil de taux de vide, détail sur l'écoulement stratifié annulaire. Champ des vecteurs vitesse, accélération locale. 

De plus, lorsque la vapeur dispersée est créée à la paroi, elle vient s'ajouter aux poches de vapeur déjà 

existantes dans le modèle VOF, et cela provoque une accélération globale de l'écoulement, visible en 

zoomant sur la première partie du canal (Figure IV-41). 

 

 

Figure IV-41. Accélération de la vapeur due à l'expansion volumique sur le cas n°2, 

zoom et remise à l'échelle de la Figure IV-40. 
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IV.3.4 Effet de la condition de sortie 

La condition aux limites de sortie est de type pressure-outlet, c’est-à-dire que la pression y est fixée (à 

une pression relative nulle dans notre cas). Celle-ci n'est pas parfaitement adaptée aux écoulements que nous 

étudions. Il est en effet observé des effets d'accélération de la vapeur à la condition de sortie (Figure IV-42). 

 

 

Figure IV-42. Effet de la condition de sortie en pression sur la vitesse du fluide, sur la face de sortie, cas n°1. 

Cela pourrait s'expliquer par le fait que dans un écoulement stratifié, la pression dans le ciel de vapeur est un 

peu plus élevée que dans le liquide. Or la condition aux limites en sortie impose une pression uniforme nulle 

sur la surface. Il en résulte une accélération de la vapeur sur cette face correspondant à l'équilibrage des 

pressions.  

En fait l'accélération de la vapeur en sortie n'est que très locale (sur les 2 ou 3 dernières mailles suivant l'axe) 

et ne semble donc pas influencer le calcul (Figure IV-43). 

 

Figure IV-43. Effet de la condition de sortie en pression sur la vitesse du fluide, sur un plan vertical. 

Afin de vérifier l'effet de cette condition aux limites sur l'amont du calcul, le domaine est agrandi en ajoutant 

deux coudes supplémentaires. Les deux calculs sont présentés sur la Figure IV-44 : 
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Figure IV-44. Effet de l'allongement du domaine de calcul. 

Les résultats sont sensiblement identiques dans les deux cas, notamment en termes de taille et de forme des 

bulles créées. La condition aux limites en sortie n'influence donc pas l'amont du calcul. Une réflexion sur une 

condition aux limites mieux formulée serait néanmoins intéressante. 

IV.3.5 Effet de la tension de surface et de l'angle de contact 

La tension de surface est un paramètre influençant grandement la taille et la forme des bulles dans le 

modèle VOF, il est donc intéressant de le faire varier. La tension superficielle utilisée par défaut pour le 

fluide frigorigène R-141b est de σ = 0,02 N/m. Pour une visualisation plus aisée de l'effet de la tension 

superficielle, un flux de 10000 W/m
2
 est imposé sur l'écoulement, avec un débit de 10 L/h, ayant pour effet 

d'imposer un écoulement stratifié en sortie du dispositif. La tension superficielle est alors multipliée par 2, 3, 

5 et 10 (Figure IV-45). 

 

Figure IV-45. Effet de la tension superficielle sur la structure de l'écoulement. 
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Ce changement a un effet direct sur la forme des bulles : plus la tension superficielle est élevée, plus la forme 

de la bulle est sphérique. Cela a un effet direct sur le mouillage de la paroi : en cas d'écoulement stratifié, la 

partie supérieure de la paroi chauffe, alors que la chaleur est mieux évacuée lorsque la paroi est remouillée. 

La tension superficielle est donc un paramètre important du calcul. 

 

La forme des poches de vapeur est également influencée par l'angle de contact θ entre la paroi, le liquide et le 

gaz (Figure IV-46). 

 

Figure IV-46. Schéma de l'angle de contact d'une goutte et d'une bulle. 

Cet angle est imposé dans nos calculs à 45° (tel que défini sur la Figure IV-46), le fluide frigorigène R-141b 

étant mouillant. En faisant varier ce paramètre, pour une tension superficielle donnée, la structure de 

l'écoulement en est directement impactée (Figure IV-47). 

 

Figure IV-47. Effet de l'angle de contact (en haut, θ = 45°, en bas, θ = 135°) sur la forme des structures de vapeur. 

Ainsi dans le cas d'un fluide mouillant, comme le R-141b, les bulles ont une forme sphérique, le liquide 

ayant tendance à recouvrir la paroi. Dans le cas contraire, pour un angle de contact de 135°, le liquide 

s'éloigne de la paroi, ce qui a tendance à aplatir les bulles créées. 

IV.3.6 Conclusion 

Le modèle construit et présenté au chapitre III a donc pu être validé dans cette partie, pour différentes 

conditions d'entrée et différents flux de chaleur imposés. Il montre une bonne correspondance avec les 

données expérimentales, et permet de retrouver les configurations d'écoulement induites par l'évaporation 

d'un fluide dans un canal horizontal. Différents paramètres ont été testés, faisant apparaitre un comportement 

physique cohérent. 
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IV.4 Application à la simulation d'un tube récepteur de centrale solaire 

Afin d'appliquer le modèle développé au chapitre III et validé dans la section IV.3, des calculs sont 

réalisés sur une géométrie représentative d'un tube récepteur horizontal d'une centrale solaire 

thermodynamique réelle (voir le chapitre I). Le but est de simuler le comportement de l'évaporation de l'eau 

sous pression et les régimes d'écoulement associés. 

IV.4.1 Géométrie et maillage 

La géométrie étudiée est un tube en acier, de diamètres externe et interne respectivement Dext = 33 mm et 

Dint = 25 mm, et de longueur 30 m, correspondant à un rapport longueur sur diamètre L/Dint de 1200. La 

pression interne est de 100 bar, correspondant à une température de saturation de 311°C (soit 584,15 K). Le 

liquide entre avec un débit massique de 0,286 kg/s, et sa température est fixée à 2 K sous la température de 

saturation. En effet, le flux de chaleur relativement modéré sur ce type de centrales assure une augmentation 

douce de la température dans la zone monophasique liquide. Un flux de chaleur de 40 kW/m
2
 est imposé sur 

la moitié inférieure du récepteur, correspondant à un flux solaire concentré par des miroirs de Fresnel 

arrivant sur le récepteur. 

 

Le maillage est structuré de la même façon que dans les sections précédentes, avec 20 mailles disposées sur 

le diamètre (voir la Figure IV-19) et 3 mailles dans l'épaisseur de la paroi (Figure IV-48). La longueur des 

mailles suivant l'axe est de 0,01 m, portant le nombre total de mailles à 630000. Dans le but de diminuer le 

temps de calcul, une symétrie suivant le plan vertical médian du tube est supposée, de la même façon que 

dans les chapitres précédents. 

 

 

Figure IV-48. Géométrie et maillage utilisé. 

L'hypothèse de symétrie suivant l'axe a été vérifiée par un calcul sur un tube de longueur 2 m. Pour cette 

longueur, les débits de création de vapeur, les fréquences de passage des bulles en sortie et la puissance 

transmise au fluide sont identiques entre un tube sans symétrie et un tube avec une symétrie. 

Les propriétés physiques de l'eau à la pression de 100 bar viennent de la base de données IAPWS IF-97, 

compilée dans le logiciel X Steam Tables [161]. Elles sont données dans le Tableau IV-12. 

Un flux de chaleur constant de 40 kW/m
2
 est imposé sur la moitié inférieure du tube, comme c'est le cas pour 

la centrale réelle. Le diamètre des bulles utilisé pour le transport de la phase vapeur dispersée a été calculé 

grâce à la corrélation de Ünal [162] comme étant égal à 0,75 mm. 
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 Eau à P = 100 bar  

 Tsat (K) 584,15  

 Tsat (°C) 311  

 hlv (J/kg) 1318218  

 σ (N/m) 0,012  
    

Phase liquide Phase vapeur 

ρl (kg/m
3
) 688,7 ρv (kg/m

3
) 55,5 

μl (kg/m/s) 8,2.10
-5

 μv (kg/m/s) 2.10
-5

 

λl (J/m/K) 0,52 λv (J/m/K) 0,08 

Cp,l (J/kg/K) 4500 Cp,v (J/kg/K) 3000 

hl,sat (J/kg) 1407258 hv,sat (J/kg) 2725476 

Tableau IV-12. Propriétés physiques de l'eau à 100 bar. 

IV.4.2 Résultats 

Afin de prévoir les régimes d'écoulements qui peuvent s'établir dans le récepteur, la carte d'écoulement 

de Taitel et Dukler [8] est tracée en fonction des propriétés physiques de l'eau à 100 bar et du diamètre du 

tube utilisé (voir le chapitre II). Elle est tracée sur la Figure IV-49 en fonction des vitesses superficielles 

liquide et gaz. 

 

Figure IV-49. Evolution des vitesses superficielles de liquide et de gaz lors de l'évaporation 

pour une longueur de 30 m, correspondant au cas numérique étudié. 

Les points sont placés sur une carte d'écoulement de Taitel et Dukler [8]. 

On peut ainsi voir l'évolution des vitesses superficielles liquide et gaz au cours de l'évaporation. Les points 

partent d'un titre nul (un écoulement tout liquide) et sont tracés jusqu'à la fin du tube, soit pour une longueur 

de 30 m. Les régimes décrits par la carte sont donc un écoulement intermittent de bulles et de poches, jusqu'à 

un régime annulaire. 

La Figure IV-50 permet de visualiser les régimes d'écoulement alors obtenus par la simulation avec notre 

modèle, pour un tube récepteur de 30 m de longueur. 
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Plusieurs régimes d'écoulement sont visibles le long de l'évaporation : au début du tube, l'eau est sous forme 

liquide et sous-refroidie : elle s'échauffe alors progressivement. Le point de début de l'ébullition (ONB, 

Onset of Nucleate Boiling) est visible en affichant le champ du taux de présence de la vapeur dispersée. La 

vapeur dispersée est créée sur la paroi interne inférieure, et est transportée dans le liquide, jusqu'en haut du 

tube. 

Là, les premières grosses bulles de vapeur VOF se forment et s'allongent au fur et à mesure que la vapeur 

dispersée vient les alimenter par le dessous. Elles ont une forme allongée, due entre autres à la tension 

superficielle faible de l'eau à cette pression. 

Puis l'écoulement se stratifie, et reste assez calme du fait de la faible différence de vitesse entre le liquide et 

la vapeur. Des vagues de faible amplitude se propagent tout de même, et finissent par devenir visibles vers 

une longueur de 15 m. Là, ces vagues grandissent mais sans jamais atteindre le haut du tube et former de 

poches. 

 

Au final, à une longueur de 30 m, un écoulement intermittent à vague est observé. En traçant le taux de 

présence liquide en fonction du temps à la sortie du canal, on voit bien le liquide passer avec intermittence 

(Figure IV-51). 

 

 

Figure IV-51. Passage de vagues en sortie du tube pour le cas nominal. 

Les pics du taux de présence de liquide observés sur la Figure IV-51 n'atteignent jamais la valeur de 1, 

indiquant le liquide n'atteint pas le haut du tube et donc que seules des vagues sont trouvées en sortie du tube. 

La fréquence mesurée de passage des vagues est d'environ 2,5 Hz. 

 

Du fait de l'application du flux de chaleur sur la moitié inférieure du tube récepteur, la distribution de 

température dans la paroi n'est pas symétrique par rapport à un plan horizontal (Figure IV-52). 
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Figure IV-52. À droite, champ de température (en °C), à une distance de 25 m de l'entrée. 

À gauche, taux de présence de vapeur dispersée, et interface liquide-vapeur. 

Cela implique donc que la vapeur dispersée est principalement créée sur la partie inférieure du tube (à cause 

de la surchauffe locale de la paroi), et monte ensuite jusqu'à l'interface liquide-vapeur, comme cela peut être 

observé sur la Figure IV-52. 

IV.4.3 Variation du débit d'entrée 

Ce modèle offre la possibilité d'étudier de manière détaillée les conséquences d'une mauvaise distribution 

du liquide causée par un distributeur en entrée de plusieurs tubes placés en parallèle (Figure IV-53). 

 

 

Figure IV-53. Récepteur solaire composé de plusieurs tubes en parallèle. 

Le tube central reçoit potentiellement plus de débit que les autres. 

En effet dans ce cas, deux tubes en parallèle reçoivent le même flux de chaleur, mais avec des débits d'entrée 

différents à cause de la distribution du fluide en entrée. Cela implique donc une modification des régimes 

d'écoulement, qui peut être retrouvée grâce au modèle. 
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Pour illustrer ce cas, un second calcul est réalisé toujours sur un tube, avec le même flux de chaleur apporté 

(40 kW/m
2
 sur la face inférieure du tube), mais le débit d'entrée est augmenté de 30%. Cela décale le chemin 

de l'évaporation sur la carte de Taitel et Dukler [8] : 

 

 

Figure IV-54. Effet de l'augmentation du débit d'entrée sur la carte d'écoulement de Taitel et Dukler [8]. 

Dans ces conditions, les régimes d'écoulement sont modifiés par rapport au cas précédent. Le début de 

l'évaporation est le même dans les deux cas, commençant par de la vapeur dispersée transportée dans le 

liquide, puis des bulles de vapeur VOF dont la taille augmente. Un écoulement stratifié apparait alors de la 

même façon, et la différence de vitesse entre le liquide et la vapeur commence à créer des instabilités. Celles-

ci grandissent alors, mais cette fois atteignent haut du tube pour former des poches, de la même façon que 

dans la section IV.2.3 (Figure IV-55). 

 

 
Premières vagues (z = 13 m) 

 
Les vagues grandissent (z = 18 m) 

 
Première poche (z = 20,5 m) 

 
Avancée des poches (z = 29 m) 

Figure IV-55. Régimes d'écoulement à différentes distances de l'entrée. 

Cela est dû au fait que dans ce cas, le débit de liquide est plus important pour le même flux de chaleur : la 

vapeur est alors créée de façon moins rapide, et ceci permet au liquide de pouvoir atteindre le haut de la 

conduite. 
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Le taux de présence liquide est tracé en fonction du temps sur la Figure IV-56. Dans ce cas le taux passe à 1 

lors du passage de poches. La fréquence de passage des poches en sortie a augmenté, et est presque doublée 

pour passer en moyenne à 4,5 Hz. 

 

 

Figure IV-56. Passage de vagues et de poches en sortie du tube dans le cas d'une augmentation de débit de 30%. 

La perte de pression sur la longueur du tube est retrouvée par rapport à la corrélation de Friedel [56] 

présentée au chapitre I. Pour le cas nominal elle est en moyenne de 0,10 bar (0,14 bar prévus par la 

corrélation), et dans le cas de l'augmentation du débit elle passe 0,15 bar (pour 0,18 bar prévus). La perte de 

pression est plus importante dans le cas de la maldistribution, du fait de l'augmentation de débit. 

IV.4.4 Conclusion 

Le processus d'évaporation dans le tube récepteur d'une centrale solaire à concentration a pu être simulé 

sur les 30 premiers mètres, laissant apparaitre une évolution nette des régimes d'écoulement. Les régimes 

obtenus sont différents de ceux prévus par la carte de Taitel et Dukler, mais bien que faisant référence pour 

les écoulements diphasiques horizontaux, elle n'est pas construite pour prendre en compte les effets de 

l'évaporation. 

Le modèle permet de faire apparaitre une modification des régimes d'écoulement lors de la variation du débit 

d'entrée due à une maldistribution en entrée. En faisant varier d'autres paramètres d'entrée comme le flux de 

chaleur apporté, il pourrait permettre de dimensionner au mieux les tubes récepteurs lors des transitoires 

nuageux par exemple. 

Des calculs supplémentaires seraient intéressants, notamment sur une longueur plus importante, afin 

d'observer l'écoulement à des taux de vide plus grands où un régime stratifié annulaire serait alors attendu : le 

liquide remonterait le long des parois, poussé par la vapeur à grande vitesse au cœur de l'écoulement. Un 

système entier de plusieurs tubes placés en parallèle à la suite d'un distributeur pourrait également être 

simulé. 

IV.5 Conclusion 

Nous avons montré dans ce chapitre que le modèle diphasique VOF du code Fluent était apte à simuler 

les régimes d'écoulement stratifié et intermittent adiabatiques dans les canaux horizontaux. Les résultats 

numériques ont été validés quantitativement, notamment en termes de fréquence de passage des poches. 
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Puis le modèle présenté au chapitre III a été utilisé afin de simuler l'évolution des régimes d'écoulement lors 

de l'application d'un flux de chaleur sur un écoulement horizontal, sur la géométrie de l'étude expérimentale 

de Yang et al. [91]. Les résultats ont été confrontés aux données de ces travaux, et ont montré une très bonne 

correspondance pour différentes conditions d'utilisation. 

 

Ceci permet de valider le modèle, qui a été ensuite appliqué à un cas réel correspondant à l'évaporation dans 

un tube récepteur d'une centrale solaire à concentration. L'évolution des régimes d'écoulement, depuis les 

premières bulles dispersées jusqu'au passage de larges poches de vapeur a pu être reproduite avec succès. En 

faisant varier le débit à l'entrée, les variations des régimes d'écoulement sont nettes : on passe d'un régime à 

vagues à un régime à poches et bouchons. On pourra donc utiliser ce modèle dans le cadre du 

dimensionnement de tels systèmes. 
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Définition et dimensionnement d'un 

dispositif expérimental de validation 
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V.1 Introduction et objectifs de l'installation 

Le chapitre II ayant permis de dresser l'état de l'art dans le domaine des études expérimentales sur la 

visualisation des écoulements en changement de phase, il est apparu un manque de tels dispositifs pour la 

validation de calculs CFD. De plus, les rares travaux présentent parfois des résultats partiels, et des données 

quantitatives seraient parfois nécessaires pour compléter les photographies prises de l'écoulement en 

évaporation. 

Face à ce manque de données expérimentales, une installation permettant de répondre pleinement à nos 

besoins de validation, de façon qualitative et quantitative, a donc été conçue et dimensionnée. Cependant, 

pour des raisons d'arbitrage financier, la construction n'a pas pu aboutir. L'étude réalisée est donc décrite 

dans ce chapitre, car ce dispositif serait un réel avantage pour valider des résultats de logiciels traitant des 

larges structures dans les écoulements en changement de phase, afin de mieux comprendre leurs évolutions. 

Les objectifs du dispositif expérimental sont multiples : 

- Pouvoir simultanément chauffer et visualiser l'écoulement en changement de phase (cf. Figure V-1), 

- Avoir une longueur suffisante pour visualiser l'évolution des régimes d'écoulement diphasiques, 

- Permettre des mesures locales thermiques et hydrauliques dans l'écoulement et à la paroi. 

L'approche choisie est donc plutôt phénoménologique, mais aussi quantitative avec accès aux mesures de 

certaines grandeurs dans l'écoulement et à la paroi. 

 

Figure V-1. Evolution des régimes d'écoulement dans un tube horizontal 

V.2 Architecture du dispositif 

Afin d'étudier un écoulement en changement de phase de façon visuelle, deux problèmes se posent. La 

transparence impose de ne pas pouvoir isoler la section d'essais (d'où des pertes de chaleur potentielles) et le 

moyen de chauffe doit être transparent.  

Il découle de ce premier point que les dispositifs "classiques" de chauffe (cordons ou films chauffants, par 

exemple) devront être écartés. Il en résulte que la puissance transférée sera a priori peu importante, ce qui 

impose d'utiliser un fluide de travail autre que de l'eau. En effet l'eau a besoin d'une quantité de chaleur 

importante pour s'évaporer. Un réfrigérant dont la température de saturation est basse sera donc utilisé, 

permettant aussi de minimiser les pertes. En effet, la température de la section d'essais étant proche de la 

température ambiante, les pertes seront d'autant plus faibles. Un dispositif de chauffe adapté devra être 

imaginé, permettant les visualisations de l'écoulement. Celles-ci seront réalisées à travers un tube transparent 

en quartz. Ce matériau est choisi pour sa bonne conductivité thermique (λ ≈ 10 W/m/K) et sa bonne 

résistance mécanique, notamment aux chocs thermiques. Le tube aura des diamètres intérieur et extérieur 

respectivement de 22 mm et 25 mm, afin de respecter les diamètres caractéristiques des récepteurs de 

centrale solaire, ainsi qu'une longueur de 4m environ par un assemblage de tronçons de 1m. 

Un schéma de principe de l'installation complète est donné sur la Figure V-2. Le montage expérimental se 

décompose en trois parties : 

- le "circuit de fluide frigorigène" comprenant la "section d'essais", 

- un "dispositif de chauffe" symbolisé sur la Figure V-2 par le flux de chaleur apporté à la section 

d'essais. 

 

 
 

    
 

 

 

          vapeur liquide 
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Figure V-2. Schéma fluidique de l'installation 

La section d'essais est à l'intersection des deux circuits : elle est raccordée au circuit de réfrigérant, et est 

chauffée par le circuit de chauffe. 

Dans un premier temps, un fluide de travail va être sélectionné parmi les fluides frigorigènes disponibles. 

Les différents dispositifs vont être décrits, et diverses solutions de chauffe vont être étudiées pour finalement 

en retenir une, qui va être dimensionnée en détail. 

V.3 Choix du fluide de travail 

Afin de représenter les régimes d'écoulement présents dans le tube récepteur de la centrale solaire (cf. Figure 

V-1), un cas de référence est utilisé, représentant un mode de fonctionnement typique de la centrale étudiée. 

Pour un diamètre interne de 20 mm, un débit de vapeur de de 1 kg/s en sortie d’évaporateur est fixé dans le 

cahier des charges, le titre en sortie étant de 0,7 (en sortie la vapeur et le liquide sont séparés, le liquide étant 

réinjecté dans le champ solaire et la vapeur étant dirigée vers la zone de surchauffe). Le flux de chaleur 

nominal est supposé fixe à 40 kW/m², correspondant à l'ensoleillement d'une belle journée (environ 800 

W/m²) concentré 50 fois à l'aide de miroirs. 

La carte de Taitel & Dukler [8], parfois utilisée en première approche pour le dimensionnement de telles 

centrales [163], est tout d'abord tracée avec les propriétés physiques de l'eau à 80 bar et les vitesses 

superficielles de liquide et vapeur correspondant aux données obtenues lors du pré-dimensionnement de la 

centrale en projet au laboratoire (cf. Figure V-3). 

 

 

Figure V-3. Carte de Taitel & Dukler, tracée pour les propriétés physiques de la centrale solaire 
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Sur cette carte sont représentés les différents régimes par lesquels le fluide de la centrale solaire est sensé 

passer d'après le modèle de Taitel & Dukler. Il est donc attendu des régimes à bulles et poches, puis 

annulaires quand la quantité de vapeur créée devient importante. Notre but est donc de s'approcher au mieux 

de ces régimes d'écoulement grâce au fluide de travail. 

Une recherche a été effectuée parmi les fluides disponibles dans le commerce pour en trouver un qui nous 

permette de travailler autour de la température ambiante afin de minimiser les pertes thermiques. Aussi est-il 

nécessaire de trouver un fluide de travail changeant de phase à basse température. Pour des raisons de 

simplicité de visualisation, le travail sous pression est évité, et il est choisi de travailler à pression 

atmosphérique. 

Les critères de sélections qui ont été retenus sont les suivants : 

- travail à pression atmosphérique, 

- Tsat ϵ [30 ; 50°C], 

- fluide disponible à la vente. 

Parmi les réfrigérants existants et disponibles (non proscrits par le protocole de Montréal de 1987 et ses 

différents amendements), seuls deux ont été retenus d'après les critères énoncés ci-dessus : 

- R-245ca : Tsat = 25°C 

- HFE-7000 (commercialisé par 3M™ Novec™) : Tsat = 34°C 

Le fluide avec la plus haute température de saturation, le HFE-7000, a été finalement choisi, dans le but 

notamment de pouvoir travailler en été avec des températures proches de 30°C sans avoir des problèmes 

d'évaporation du fluide. Les caractéristiques de ce fluide sont données dans le Tableau V-1 : 

 

HFE-7000 

Tsat @ Patm (°C) 
Pcrit 

(bar) 

ρl 

(kg/m
3
) 

ρv 

(kg/m
3
) 

ρl / ρv 

(-) 

μl 

(Pa.s) 

μv 

(Pa.s) 

σ 

(N/m) 

hlv 

(kJ/kg) 

34 24,8 1380 7 196 4,09.10
-4

 1,01.10
-5

 0,0124 142 

Tableau V-1. Propriétés physiques du HFE-7000 (données de 3M) 

Une carte de Taitel & Dukler est ensuite tracée pour ce fluide, en faisant varier le titre de 0 à 0,7. Les débits 

minimum et maximum  sont respectivement de 0,11 et 0,21 kg/s. Proche du débit maximum, les régimes 

d'écoulement attendus pour la centrale solaire peuvent être reproduits. A débits plus faibles, des régimes 

d'écoulement plus stratifiés pourront également être étudiés (cf. Figure V-4). 

 

Figure V-4. Carte de Taitel & Dukler, tracée pour les propriétés physiques de l'installation expérimentale 
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Bien que couramment utilisée, la carte de Taitel & Dukler n'est pas bien adaptée aux écoulements avec 

changement de phase [84]. Afin de prédire plus précisément les régimes escomptés dans la section d'essais, 

la carte de Wojtan [49;164] est tracée séparément, d'un côté avec les propriétés physiques de la boucle et les 

débits minimum et maximum (cf. Figure V-5) et de l'autre avec les propriétés physiques et le fonctionnement 

nominal de la centrale solaire étudiée (cf. Figure V-6) : 

 
 

 

 

Le dispositif expérimental pourra ainsi parcourir les régimes stratifié à vague et poches, intermittent (appelé 

aussi poches et bouchons), annulaire voire atteindre l'assèchement par endroits.  

 

Afin de mieux comparer les régimes d'écoulement attendus pour la centrale solaire et l'installation 

expérimentale, les deux cartes précédentes sont superposées, et tracées en termes de vitesses superficielles de 

vapeur et de liquide (cf. Figure V-7). Deux axes des abscisses et deux axes des ordonnées sont utilisés, pour 

les propriétés physiques et le régime de fonctionnement nominal de la centrale solaire, ainsi que pour les 

propriétés physiques et un point de fonctionnement à fort débit du dispositif expérimental. Il peut être 

observé sur cette figure que les régimes d'écoulement de la centrale solaire vont pouvoir être approchés par 

l'écoulement dans la section d'essais. 

 

Figure V-7. Carte de Wojtan tracée pour les propriétés physiques et les points de fonctionnement de la centrale solaire 

supperposée à celle pour les  propriétés et les points de fonctionnement de l'installation expérimentale 

Figure V-5. Carte de Wojtan tracée pour les 

propriétés physiques et les points de 

fonctionnement de l'installation expérimentale. 

Figure V-6. Carte de Wojtan tracée pour les 

propriétés physiques et les points de 

fonctionnement de la centrale solaire. 
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Il convient donc de se placer à un débit massique nominal d'environ 0,2 kg/s pour un diamètre de tube de 25 

mm avec le fluide de travail choisi, pour avoir un comportement représentatif d'une centrale solaire avec ce 

dispositif expérimental. 

V.4 Le circuit de réfrigérant 

Afin de faire s'évaporer le fluide de travail dans la section d'essais, un circuit est nécessaire pour le faire 

circuler et l'amener à la température voulue, puis le recondenser. Le schéma de principe de ce circuit dans 

lequel circule le réfrigérant HFE-7000 est présenté sur la Figure V-8 : 

 

Figure V-8. Schéma fluidique du circuit de réfrigérant 

La gamme de débit est fixée d'après l'étude des cartes d'écoulement entre 0,1 et 0,2 kg/s de HFE-7000. Un 

condenseur de 15 kW environ est placé à la sortie de la section d'essais afin de retransformer la vapeur créée 

en liquide. La puissance du condenseur est calculée pour condenser un titre de 0,5 au débit maximum et 

abaisser la température du liquide de 2°C en dessous de le température de saturation. 

 kWTCmhmxQ plv 15213002,01420002,05,0maxmaxmax    V.1 

Il est prévu une mesure de température par un thermocouple différentiel entre l'arrivée et la sortie d'eau de 

refroidissement afin de pouvoir réaliser des bilans de puissance en combinaison avec une mesure de débit 

d'eau. Le condenseur permet de ramener le fluide à un état liquide, et en controlant la température du liquide 

en sortie, la part de la puissance ayant servi pour le changement de phase, et donc le titre en sortie de la 

section d'essais sont connus. 

L’échangeur de préchauffe est dimensionné pour pouvoir réchauffer le débit maximum de 10°C : 

 kWTCmQ p 6,21013002,0max    V.2 

Un réservoir relié à l'atmosphère est placé entre la pompe et le débitmètre afin de fixer un point de pression 

dans le circuit et d'absorber les différences de volume dûes à l'évaporation dans le tube. 

Un pompe est nécessaire pour faire circuler le fluide, mais les pertes de pression étant faibles dans 

l'installation (de l'ordre de 0,5 bar) et le débit également faible, celle-ci ne sera pas de grande taille. 

Un débitmètre massique de type Coriolis est nécessaire pour connaître avec précision le débit de HFE-7000 

circulant dans le circuit et ainsi réaliser les bilans. 



Chapitre V – Définition et dimensionnement d'un dispositif expérimental de validation 

146 

 

Afin de permettre d'adapter la taille de la section d'essais si besoin, des flexibles isolés raccordent la section 

d'essais. De plus, ils permettent de s'affranchir des vibrations de la pompe et des autres éléments du circuit. 

Comme la taille standard des tubes transparents dans l'industrie est de 1 m, la section d'essais est composée 

d'un assemblage de 4 tubes de 1 m. Ils sont reliés entre eux par des pièces usinées de longueur 50 à 100 mm 

permettant de garantir une certaine mobilité mécanique de l'ensemble et d'y faire passer des moyens de 

mesure : deux mesures de température et une mesure de pression. Des passages étanches pour des mesures 

de vitesse liquide par des sondes à fil chaud peuvent être également prévus dans les pièces usinées (cf. Figure 

V-9). Ces sondes devront cependant au préalable être étalonnées dans un écoulement monophasique contrôlé 

de réfrigérant HFE, en phases liquide et vapeur. 

 

 

Figure V-9. Mise en place des sondes à fil chaud pour la mesure de vitesse locale dans l'écoulement 

V.5 Le dispositif de chauffe 

V.5.1 Solutions envisagées 

Apporter de la chaleur au fluide tout en gardant une visualisation possible de l'écoulement est un vrai 

défi, et peu d'installations de ce type ont été trouvées dans la littérature. Toute la difficulté du dispositif de 

chauffe réside donc dans cette capacité à garder une visualisation sur le fluide en évaporation circulant dans 

la zone chauffée. Plusieurs solutions ont été envisagées afin de répondre à ces exigences, et finalement l'une 

d'elles a été retenue. 

V.5.1.1 Dépôt d'Oxyde Transparent Conducteur 

La première solution consiste à s'inspirer des travaux de la littérature et d'utiliser un oxyde transparent 

conducteur (TCO pour Transparent Conductive Oxide en anglais). Il s'agit d'un matériau conducteur 

électrique mais gardant une transparence dans le visible. Il est déposé en couche mince sur un substrat 

(cf. Figure V-10). La solution envisagée est de recouvrir en face interne ou externe le tube de la section 

d'essais afin de le chauffer directement par effet Joule. 
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Figure V-10. Schéma de principe du dépôt de TCO 

Après une recherche des industriels pouvant effectuer ce type de dépôt, il est apparu que 2 principales 

techniques de dépôt existaient début 2012 au stade industriel : 

- Le dépôt PVD (Physical Vapor Deposition) : c'est une méthode de dépôt sous vide de films minces, 

utilisée principalement pour des applications en photovoltaïque (contacts transparents). Le principal 

inconvénient de cette méthode est qu'elle ne permet des dépôts que sur des surfaces planes et peu 

importantes (typiquement de l'ordre de grandeur d'un wafer de silicium). Cette méthode n'a donc pas été 

retenue. 

- Le dépôt en phase liquide : C'est une technique utilisant une encre précurseur sol-gel d'oxyde ITO qui est 

appliquée sur des surfaces transparentes. Les possibilités de dépôts par spray, trempage, rouleau encreur 

ou tampon rendent son utilisation peu coûteuse aussi bien en machine qu'en technicité d'exploitation 

[165]. Un seul industriel (RBNano à Strasbourg) utilise cette méthode (depuis 2007), qui permet donc un 

dépôt sur des surfaces non planes et à plus grande échelle. La couche d'ITO est une nano-couche (1,5 μm 

max) composée de 90% de In2O3 (oxyde d'indium) et 10% de SnO2 (oxyde d'étain) 

 

Le dépôt par phase liquide a été choisi pour une investigation plus poussée. Les solutions industrielles 

proposées étaient soit un dépôt par trempage à l'intérieur du tube (en bouchant à une extrémité et en 

remplissant le tube de solution) ou par spray à l'extérieur du tube. Le principal problème de mise en œuvre 

n'est pas le dépôt en lui-même mais plutôt le recuit qui va devoir être fait du dépôt (à une température 

d’environ 400-500°C). La taille du tube étant importante il nous a été proposé de demander une place dans 

un four à un verrier. Il a également été proposé une solution qui serait de chauffer avec un chalumeau en 

tournant le tube de façon homogène. 

 

Les problèmes liés à cette technologie sont cependant multiples : 

- Le premier est qu'il est difficile de contrôler l'homogénéité du dépôt, qui influera directement sur la 

puissance apportée par effet Joule. Les endroits plus minces seront plus chauffés, ce qui peut également 

amener une détérioration mécanique de la couche. Par ailleurs, la tenue mécanique de la couche n'est pas 

assurée dans le temps (cependant, le recuit étant effectué à haute température, il peut être utilisé 

facilement à température moyenne sans trop de dilatation, la couche étant relativement poreuse). 

- Le dépôt et le recuit n’avaient jamais été effectués dans cette configuration par l'industriel à la date de la 

prospection. 

- Une autre question était de savoir si la couche pouvait fournir assez de puissance par effet Joule. Cela est 

directement lié à l'épaisseur et la conductivité de la couche. Un ordre de grandeur donné par l'industriel 

est une épaisseur de 1,5 µm et une résistivité de 10
-5

 Ω.m. Afin de transmettre la puissance voulue 

(environ 2500W sur 1 mètre), il aurait donc fallu une haute tension d'environ 500V et presque 5A. Outre 

des questions de sécurité, notamment pour la visualisation avec une caméra rapide proche du tube, la 

question de la tenue mécanique de la couche d’oxyde se posait aussi pour de telles puissances électriques. 

- Le contact électrique entre le générateur et la couche pour faire passer une grande puissance n'est pas 

facile à réaliser, car le fil provenant du générateur aurait probablement un diamètre de l'ordre du 

millimètre, à mettre en contact avec une couche de l'ordre du micromètre en évitant les points chauds et 

les pertes électriques. 
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En conclusion, cette solution n'a pas été retenue pour la section d'essais du présent travail. Cependant le 

chauffage par dépôt d'ITO est une solution intéressante du point de vue des possibilités d'utilisation mais non 

triviale à mettre en œuvre. Le dépôt par phase liquide d'ITO amène cependant de nombreuses possibilités de 

configurations, comparé au dépôt classique par phase vapeur sous vide. La puissance à apporter ne doit pas 

être trop importante afin de ne pas arriver à des voltages trop importants dans la couche. 

V.5.1.2 Chauffage par Infrarouges 

Un dispositif permettant un chauffage par Infrarouges a été imaginé : il s'agit d'un four semi-circulaire 

placé sous le tube de la section d'essais (cf. Figure V-11). Des résistances chauffantes placées dans la cavité 

rayonnent et les infrarouges sont absorbés par la paroi en verre du tube (le verre absorbe bien les infrarouges 

moyens, le quartz leur  est complètement transparent). Le but est de faire passer la puissance voulue en 

évitant les pertes. En faisant circuler du liquide seul, il est possible de remonter à la puissance transférée au 

fluide grâce à un bilan de puissance. 

 

Figure V-11. Schéma du système de chauffe par infrarouges 

L'inconvénient majeur de cette solution vient de la sécurité de l'installation. En effet, si dans un cas 

accidentel le tube en verre se brise, du fluide de travail (HFE-7000) viendrait en contact avec les résistances 

chauffantes. Or à une température supérieure à 700°C environ, le HFE-7000 (un gaz fluoré) se décompose en 

acide fluorhydrique (HF), un acide extrêmement corrosif et dangereux pour l'homme. 

Ce danger étant à prendre en compte, la mise en œuvre de cette solution devient très lourde et surtout 

empêche une bonne visualisation de la section d'essais du fait des moyens de protection nécessaires. 

V.5.1.3 Chauffe par écoulement d'eau autour de la section d'essais 

La solution retenue pour chauffer la section d'essais tout en gardant la transparence pour la visualisation est 

finalement celle du chauffage par un écoulement d'eau perpendiculaire au tube sur toute la longueur de ce 

dernier (4 m). Cette solution est non dangereuse du fait de l'utilisation d'eau chaude, simple dans le principe 

et satisfait nos exigences en termes de visualisation. Le principe de ce dispositif de chauffage va maintenant 

être exposé. 

Le flux de chaleur nécessaire à l'évaporation du fluide de travail est apporté par de l'eau chaude s'écoulant 

autour du tube transparent de la section d'essais (cf. Figure V-12). La visualisation se fait à travers l'eau grâce 

à des fenêtres. Chaque compartiment de la boucle de chauffe est un canal plan où circule de l'eau à environ 

60°C (+/‒ 5°C) à un débit de 40 m
3
/h. Tous les éléments sont reliés entre eux par un circuit hydraulique afin 

que l'eau qui sort d'un compartiment entre dans le suivant (voir section V.5.2). Le matériau envisagé est une 

matière plastique. Le circuit doit pouvoir être réversible, donc circuler de bas en haut (comme sur le schéma) 

mais également de haut en bas. Ainsi il existe une symétrie par rapport à l'axe central. En amont et en aval du 

canal plan se trouvent des distributeurs (des tubes percés de 40 trous) afin de répartir de façon homogène 

l'écoulement dans le canal. 
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Un "compartiment" comprend : 

- 2 distributeurs, un en entrée et un en sortie; 

- un caisson vertical dans lequel passe le tube transparent de la section d'essais, il est muni d’une  

section centrale avec des parois transparentes; 

- dans les compartiments, 2 blocs de mousse céramique, permettent d’homogénéiser la vitesse de l’eau 

en amont et en aval de la section d’essais, en brisant les jets sortants à grande vitesse des 

distributeurs; 

- 4 thermocouples en amont et 4 en aval du tube mis en place par perçage et collage dans des trous 

d'environ 2mm. 

 

Figure V-12. Schéma de principe du chauffage par écoulement d'eau chaude 

La zone de visualisation a une hauteur de 3 fois le diamètre du tube interne (soit environ 75 mm) : 

 

Figure V-13. Schéma de la zone de visualisation 

L'eau chaude arrive dans l'axe du distributeur et est ensuite répartie grâce aux pertes de pression induites par 

les trous du distributeur dans un canal plan vertical. Le but est d'avoir un écoulement avec un front de vitesse 

homogène verticalement. Les jets sont brisés et l’écoulement homogénéisé au passage dans une mousse. 
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L'eau chaude s'écoule ensuite autour du tube et échange de la chaleur avec le fluide réfrigérant diphasique 

circulant à l'intérieur de celui-ci. 

V.5.2 Dimensionnement fluide 

Le débit nécessaire pour faire circuler de l'eau de façon à échanger suffisamment de chaleur autour du tube 

de 4 mètres de la section d'essais est très élevé. La vitesse correspondante est estimée à 0,55 m/s (voir section 

V.5.5). Outre la taille de la pompe, la puissance pour le chauffer est trop importante (Tableau V-2). Une 

façon de réduire le débit nécessaire est de séparer le circuit de chauffe en plusieurs "compartiments" 

alimentés en série (cf. Figure V-14). 

 

 

Figure V-14. Principe des compartiments. En haut, un seul compartiment, un fort débit est nécessaire. 

En bas, séparation en quatre compartiments, alimentation en série, le débit est divisé par quatre. 

Cela a pour effet de diviser le débit par 4, et donc de passer de 160 m
3
/h à un débit plus raisonnable de 

40 m
3
/h (Tableau V-2). 

 

 1 compartiment 4 compartiments 

Vitesse de l'eau 

autour du tube (m/s) 
0,55 0,55 

Espacement entre les parois 

et le tube e (mm) 
10 10 

Diamètre extérieur (mm) 25 25 

l = 2*e + Dext 0,045 0,045 

Section de passage autour du 

tube (m²) 
0,08 0,02 

Débit massique d'eau (kg/s) 43,26 10,81 

Débit volumique d'eau (m
3
/h) 158,4 39,6 

Tableau V-2. Influence de la découpe en compartiments 

Le dimensionnement du diamètre des tuyauteries doit se faire de façon à ne pas dépasser une vitesse de 2 m/s 

afin d'éviter les vibrations dues aux fortes vitesses. Dans le cas d'un débit de 40 m
3
/h, il faut donc un tuyau de 

type DN80. 

Afin de chauffer l'eau du circuit, il est nécessaire d'installer un chauffe-eau. Pour estimer le volume de celui-

ci, le volume total d'eau dans l'installation doit être calculé (Tableau V-3). La plus grosse part du volume 

vient des canaux plans, le reste étant contenu dans les tubulures et les distributeurs. Le chauffe-eau est 

dimensionné de telle façon qu'un quart du volume du bidon circule dans l'installation pendant que les 

derniers trois-quarts chauffent. 
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  Nombre Dimensions Volume (m
3
) 

Tube distributeur DN80 4 x 2 = 8 Dint = 0,08 m, L = 1 m 0,0402 

Canaux plans 4 1 x 0,6 x 0,045 m 0,108 

Tubulures 

3 entre 

compartiments 

(4m) + tube de 

retour (4m) 

Dint = 0,08 m 0,0402 

        

Total (m
3
)     0,188 

Volume du chauffe-eau 

(= Total x 4) (m
3
) 

  

0,754 

Tableau V-3. Dimensionnement du chauffe-eau 

Grâce  à cette estimation nous pouvons estimer qu'un bidon de 750 L sera suffisant. Ce type de chauffe-eau 

est disponible dans le commerce mais devra être modifié pour y ajouter un thermoplongeur et des sorties de 

débit plus importantes. 

 

Pour obtenir le temps de chauffe, on calcule la puissance nécessaire pour  chauffer le volume du bidon en un 

temps raisonnable. Un temps de chauffe d'environ 1h30 est visé (Tableau V-3). 

 
dt

dT
CmQ p   V.3 

 TCmtQ p   V.4 

 
Q

TCm
t

p

chauffe


  V.5 

 

Volume V (m
3
) 0,75 

Masse d'eau m (kg) 750 

Cp (J/kg/K) 4180 

ΔT (K) 45 

Puissance chauffe-eau Q (W) 25000 

    

Temps de chauffe (secondes) 5643 

Temps de chauffe (heures) 1,57  

Tableau V-4. Estimation du temps de chauffe 

Cette puissance peut aussi être diminuée en faisant chauffer le bidon par exemple une journée et en le 

laissant chaud pendant la nuit. Le thermoplongeur est alors de 2 à 3 kW seulement et peut être réglé sur une 

consigne de température. Ainsi un bidon du commerce est utilisé en modifiant cependant les entrées/sorties 

pour les adapter aux débits considérés ici. 

La régulation du thermo-plongeur suit une consigne de température d’eau à la sortie du ballon. Afin d'assurer 

la sécurité, l’arrêt du thermo-plongeur est forcé par un seuil maximum de température en haut du ballon, et 

une sécurité de niveau minimum dans le ballon est mise en place. 

Un schéma global du circuit de chauffe en eau seulement est donné sur la Figure V-15. 
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Figure V-15. Schéma du circuit de chauffe 

Pour limiter la pression dans le circuit, 4 pompes sont placées en série en amont de chacun des 

compartiments. Il est ainsi prévu une perte de pression de 0,45 bar (relativement à la pression 

atmosphérique) dans chaque compartiment, soit une perte de pression totale (pour 4 compartiments) de 

1,8 bar. 

Ces pompes devront : 

- être alimentées en triphasé, 

- avoir un débit volumique de 40 m
3
/h, 

- être pilotables grâce à un ou plusieurs variateurs afin d'ajuster le débit. 

 

Afin de permettre le passage des tuyauteries, les distributeurs seront  décalés  par rapport au plan vertical 

passant par l'axe du tube de la section d'essais (cf. figures 16 et 17). 

 

Figure V-16. Schéma de principe des distributeurs 

 

Figure V-17. Détail des compartiments, inclinaison 
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Les dimensions suivantes (cf. figures 18 et 19) sont données à titre d'ordre de grandeur, certaines pièces 

n'étant pas représentées sur le schéma (jonction des tubes, prises de mesures…). 

 

Figure V-18. Croquis et dimensions des compartiments 

 

Figure V-19. Vue en coupe d'un distributeur, dimensions 

Un schéma global simplifié de l'installation avec la section d'essais et la boucle de chauffe est finalement 

présenté sur la Figure V-20 : 

 

Figure V-20. Schéma de l'installation expérimentale 

Il est à noter que le circuit en eau doit être réversible, afin de pouvoir faire s'écouler l'eau autour du tube de la 

section d'essais par le haut ou par le bas. Pour cela plusieurs solutions : 

- Une seule configuration, et changement de branchement après chaque campagne d’essais : coût 

moins élevé mais utilisation moins souple. 
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- Une configuration qui, grâce à un jeu de vannes, permet de changer le sens de circulation de l'eau 

plus facilement : les vannes amènent un surcoût mais le système est plus modulable. 

Maintenant que les dimensions globales du circuit fluide ont été définies, le distributeur va être étudié afin de 

d'assurer une bonne répartition des débits dans les compartiments de chauffe. 

V.5.3 Distributeur 

Le choix et le dimensionnement du distributeur est crucial afin d'avoir une distribution homogène à l'entrée 

de chaque compartiment du circuit de chauffe. De par la taille de la section, il n'est pas envisageable d'utiliser 

des convergents/divergents, nous allons donc utiliser un système engendrant des pertes de pression afin de 

diriger et d'homogénéiser l'écoulement.  

On suppose un distributeur composé d'un tube percé de trous circulaires (cf. Figure V-21). 

 

Figure V-21. Schéma du distributeur 

Afin d'en dimensionner le nombre et les diamètres, un calcul sur tableur a été réalisé. La méthode utilisée est 

la suivante : 

- Les pertes de pressions singulières provoquées par les trous sont calculées, en supposant une iso-

distribution des débits par les trous, et en utilisant les corrélations trouvées dans la littérature [166]. 

La perte de pression au passage d'un trou dans le distributeur Pe(n) – Pe(n-1) (cf. Figure V-22) est d'abord 

calculée : 

      
distribbbnene

Kxx
ρ

G
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
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avec G le flux massique, ρ la masse volumique de l'eau, xb le rapport entre le débit massique passant par 

un trou et le débit massique total, et Kdistrib calculé comme suit : 
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Puis les pertes de pression dues au passage dans un trou, Pt(n) –Pe(n-1) sont ensuite calculées : 

     
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avec Ktrou calculé de la façon suivante : 
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Trous du distributeur 
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Les pertes de pression par frottement dans le tube du distributeur ont été calculées et sont négligeables 

devant les pertes de pression singulières engendrées par le passage des trous. 

- Les pertes de pression à la sortie de chaque trou sont obtenues en additionnant les pertes de pression par 

frottements, les pertes dans le distributeur et les pertes liées au passage dans le trou. 

- Le système d’équation suivant est résolu, ce qui revient à égaliser les pertes de pression par tous les 

chemins et égaliser la somme des débits massiques m  passant par les trous au débit total : 
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- Le diamètre des trous est finalement ajusté pour obtenir le minimum de pertes de pression et de 

différence de débits dans chaque trou comparé à l'iso-répartition des débits. 

Les résultats pour un distributeur de 1 m et de diamètre 0,08 m sont présentés dans le Tableau V-5 (les 

diamètres des trous ont été arrondis à 0.5 mm pour des besoins de tailles de mèches de perçage, des 

optimums peuvent être trouvés avec des trous plus précis) : 

 

Nombre de trous Dtrous (mm) 
erreur max (%) par 

rapport à l’iso-débit 
ΔPmoy (bar) vsortie trou (m/s) 

5 19,5 3,9 0,26 6,0 

10 13 3,6 0,33 6,8 

20 9,5 4,4 0,29 6,3 

30 7,5 3,9 0,33 6,8 

40 7 5,3 0,38 7,2 

50 6 4,5 0,29 6,4 

60 5,5 4,6 0,29 6,38 

Tableau V-5. Calcul de dimensionnement du distributeur en faisant varier la taille et le nombre de trous 

Le but recherché est d'avoir une erreur maximum de 5% par rapport à l'iso-débit. Quel que soit le nombre de 

trous, la perte de pression moyenne est de l'ordre de 0,3 bar par distributeur. Ceci est trop élevé compte tenu 

du nombre de distributeurs, et amènerait une perte de pression totale à plus de 2,5 bar. Il a donc été décidé 

d'augmenter la taille des trous quitte à perdre un peu de précision par rapport à l'iso-débit (Tableau V-6). 

 

Nombre de trous Dtrous (mm) % p/r iso-débit ΔPmoy (bar) Vsortie trou (m/s) 

40 7 +5,3 / -2,7 0,38 7,2 

40 8 +9,1 / -4,6 0,22 5,5 

Tableau V-6. Affinement du dimensionnement, compte tenu des contraintes en pression 

Si un nombre de trous de 40 est fixé, avec des trous de 8 mm les pertes de pression sont diminuées de 

presque 50%. De plus la vitesse en sortie des trous est nettement plus faible. Les pertes de pression par 

Pe0 

Pt1 

Pe1 De 

Dtrous 

Pt2 

Pe2 

Pt3 

Pe3 

Figure V-22. Schéma du distributeur étudié 
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frottement dans le canal de section carrée étant négligeables, on peut donc estimer les pertes de pressions 

uniquement dues au distributeur : distrib seul 1tot 2 PnP  , avec n le nombre de distributeurs. Soit pour 8 

distributeurs (2 par compartiment) : 2 x 4 x 0,22 ≈ 1,8 bar, ce qui est acceptable. 

Avec un débit d'eau estimé à 40 m3/h, la puissance hydraulique Qpompe de la pompe peut être calculée : 

 MPQpompe
  V.11 

avec ΔP les pertes de pression en pascal et M  le débit volumique en m
3
/s. Cette puissance est donc de 

l'ordre de 2 kW dans notre cas. 

 

Afin de prendre en compte les petites variations du diamètre des tubulures dues à des aspects pratiques 

(comme les diamètres nominaux, différents en acier et en PVC), on peut donner comme critère de taille de 

trous dans le cadre d'un cahier des charges que ceux-ci aient un diamètre de 10% du diamètre de la conduite. 

La disposition des trous du distributeur est donnée sur la Figure V-23. 

 

 

Figure V-23. Taille et disposition des trous du distributeur 

Enfin, afin d'homogénéiser l'écoulement et de casser les jets en sortie du distributeur, une mousse céramique 

sera fixée mécaniquement dans le canal plan. 

 

 

Figure V-24. Schéma de la composition de la moitié d’un distributeur 

Une mousse céramique de 20 PPI serait adaptée à nos besoins, imposant une perte de pression d'environ 0,02 

bar. Des mousses céramiques standards peuvent être trouvées dans l’industrie de production d’aluminium 

comme filtres. Après contact, le fournisseur peut fabriquer des filtres d'épaisseur 45 mm à la demande. Cette 

mousse sera sciée en tronçons de 500 x 150 x 45 mm de façon à insérer deux tronçons dans la largeur du 

compartiment. Un joint élastomère sera inséré entre les tronçons afin d’éviter des éventuels passages 

préférentiels le long de la paroi. 

V.5.4 Schémas de la section de chauffe 

Des consultations ont été réalisées pour la construction du dispositif expérimental, les schémas proposés par 

une entreprise consultée sont présentés ci-dessous. 



Chapitre V – Définition et dimensionnement d'un dispositif expérimental de validation 

157 

 

La première solution possède comme prévu ci-dessus des canaux inclinés, et une section entièrement en 

plexiglas (cf. Figure V-25). La seconde solution est une alternative avec les canaux droits et une injection 

d'eau perpendiculaire (cf. Figure V-26). Les châssis ainsi que les pompes sont représentés sur la Figure V-26. 

 

 

Figure V-25. Schéma d'une solution entièrement en plexiglas, avec les canaux inclinés (iConcept/UFP) 

 

Figure V-26. Alternative avec canaux droits et injection perpendiculaire (iConcept/UFP) 
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V.5.5 Dimensionnement thermique 

Afin de connaître la puissance transférée par l'eau au fluide de travail s'écoulant dans la section d'essais, 

il est crucial de pouvoir calculer le coefficient d'échange entre l'eau et la paroi du tube, de façon globale pour 

le dimensionnement et locale pour connaître la distribution de flux et pouvoir la comparer à celle d'un champ 

solaire. 

V.5.5.1 Calcul du coefficient d'échange global 

La puissance thermique Q à apporter à l'écoulement de réfrigérant afin de le faire changer de phase a été 

calculée comme suit, en fixant une élévation de titre de 50%,  le débit maximum de fluide de travail et la 

longueur du tube : 

 lvhmxQ    V.12 
 

Augmentation de titre Δx 0,5 

Débit massique m  (kg/s) 0,15 

Chaleur latente hlv (kJ/kg) 142 

 Longueur L (m) 4 

Puissance nécessaire Q (kW) 10,6 

Diamètre extérieur Dext (mm) 25 

Flux surfacique φsurf (W/m²) 33900 

Tableau V-7. Calcul de la puissance thermique 

nécessaire au changement de phase 

De nombreuses corrélations existent pour le calcul du nombre de Nusselt moyen d'un écoulement 

perpendiculaire à un tube en milieu infini [167-169]. La corrélation la plus utilisée dans la littérature est celle 

de Churchill & Bernstein [170] présentée ci-dessous. 
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Dans l'équation V.13, ReD est le nombre de Reynolds prenant le diamètre extérieur Dext du tube comme 

longueur caractéristique : 

 
μ

vDρ
ext

D
Re  V.14 

Où ρ, v et μ sont respectivement la masse volumique, la vitesse et la viscosité dynamique du fluide considéré. 

 

Les transferts thermiques intervenants lors du rétrécissement de la section du canal plan dû à la présence du 

tube sont difficiles à prévoir précisément, cependant l'accélération du fluide autour du tube a pour effet 

d'augmenter les transferts thermiques. Des travaux ont déjà été réalisés traitant de l'amélioration du transfert 

thermique autour d'un tube dû à la présence d'une paroi [59;171;172]. Ils permettent de calculer un 

coefficient d'échange global correspondant au rétrécissement de la section de passage autour du tube (cf. 

Figure V-27). 
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Sur la Figure V-27 sont tracés les nombres de Nusselt donnant l'échange thermique entre un tube confiné 

entre deux parois et un écoulement perpendiculaire à celui-ci. Le paramètre b représente le "coefficient de 

blocage", soit le rapport entre le diamètre du tube et la largeur du canal (cf. Figure V-28). 

Cependant il n'y a pas de consensus dans la littérature sur une corrélation à utiliser, certaines sources donnant 

des résultats proches de la corrélation de Churchill & Bernstein [170], d'autres donnant des coefficients 

d'échange doublés voire incohérents (cf. Figure V-27). Une bonne première approximation pour le 

dimensionnement est donc de prendre la corrélation de Churchill & Bernstein en sachant que le transfert sera 

un peu amélioré. En utilisant cette corrélation, nous obtenons des valeurs de transfert  de chaleur adaptés à 

l'utilisation que nous voulons en faire. 

veau (m/s) 0,55 

ReD 28986 

Pr 3 

Nu (Churchill & Bernstein) 171 

H (W/m²/K) 4452 

ΔT = Text - Tint (K) 26 

Teau (°C) 60 

Teau (K) 333,15 

φsurf (W/m²) 

(visé : 33900 W/m²) 
36367 

 

 

 

Comme le chauffage par écoulement d'eau perpendiculaire au tube n'est pas uniforme mais favorise le 

transfert sur la moitié en amont de l'écoulement (voir le chapitre suivant), il pourrait être intéressant de 

pouvoir faire circuler l'eau de haut en bas et de bas en haut. Pour ce faire, le circuit de chauffe a été conçu 

symétriquement par rapport à la section d'essais, c’est-à-dire que l'on a placé les même distributeurs en haut 

et en bas du circuit de chauffe. 

 

Cependant la connaissance du coefficient d'échange local est également très importante, surtout dans le cas 

où on s'intéresse à un flux non uniforme sur la surface du tube, comme c'est le cas pour les centrales solaires 

à concentration. C'est pourquoi il est important de pouvoir le prédire précisément grâce à la simulation 

numérique. 

Tableau V-8. Calcul du coefficient d'échange d'un 

écoulement d'eau chaude autour du tube de la section d'essais 

Figure V-28. 

Schéma d'un tube 

confiné entre deux 

parois 
Figure V-27. Calcul de l'échange de chaleur d'un 

écoulement confiné perpendiculairement à un tube 

e e 

l 

D 
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V.5.5.2 Calcul du coefficient d'échange local : Simulation numérique d'un 

écoulement autour d'un tube à haut Reynolds 

V.5.5.2.1 Etat de l'art 

Pour décrire l’écoulement autour d’un cylindre, le nombre de Reynolds de l'écoulement se base sur le 

diamètre extérieur extD  du cylindre pour la longueur caractéristique, et sur la vitesse v  en amont du cylindre 

pour la vitesse caractéristique (voir équation V.14). 

Suivant les valeurs obtenues pour le nombre de Reynolds, le régime d’écoulement présente des 

caractéristiques différentes qui vont influencer la distribution du coefficient de transfert de chaleur local et 

global. La Figure V-29 [173] montre les différents régimes d'écoulement rencontrés (on note ici Re = ReD) : 

 

Figure V-29. Différents types d'écoulements en fonction du nombre de Reynolds [173] 

Dans le cas où : 

- Re < 20 : l’écoulement est de type visqueux sans décollement; 

- 20 < Re < 50 : l’écoulement présente une poche de recirculation stable et symétrique dans le sillage; 

- 50 < Re < 2500 : des allées de tourbillons alternés dites "de Von Karman" apparaissent à l’arrière du 

cylindre; 

- 2500 < Re < 3.10
5
 : le point de décollement se situe à 80-100° à partir du point d’arrêt (point 

d'incidence de l'écoulement, donc point de vitesse nulle); 

- Re > 3.10
5
 : le point de décollement se situe à 120-140° à partir du point d’arrêt; 

Dans le cas de l'installation étudiée ici, DRe  se situe autour de 2.10
4
. D'après la figure ci-dessus, nous nous 

attendons à avoir un écoulement avec un sillage turbulent, où le point de détachement se situe aux environs 

de 80° par rapport la direction d'incidence du fluide. 

 

Le transfert de chaleur lors de l'écoulement d'un fluide autour d'un tube a été peu étudié numériquement à des 

hauts nombres de Reynolds. Certaines études restent à des Reynolds très faibles, jusqu'à 45 [174], d'autres 

montent à des Reynolds de 200 [175;176] voir jusqu'à 500 [177;178]. Des travaux jusqu'à des Reynolds 

critiques (Re = 2580) ont aussi été relevés [179]. Cependant très peu d'études numériques ont été réalisées 

pour des Reynolds élevés (Re > 3000), notamment en CFD de type RANS. Les quelques résultats 

bibliographiques sont présentés ici. 

 

- Dans leurs travaux, Szczepanik et al. [180] ont utilisé un modèle k-ω SST modifié (un terme de la 

viscosité turbulente est limité) pour modéliser le transfert de chaleur pour des Reynolds de 7190 à 50350. 

La viscosité turbulente est modifiée afin de limiter le terme d'énergie turbulente, qui a tendance à être 

surestimé par le modèle k-ω SST [181]. 

La validation des données est faite grâce aux données de Scholten et al. [182;183] qui ont étudié 

expérimentalement le transfert de chaleur pour cette gamme de Reynolds, ainsi que les effets de l'intensité 
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de la turbulence en amont du cylindre. Cette méthode montre ses limites pour des Reynolds plus élevés 

(50000) et ne permet plus de coller aux résultats expérimentaux. 

 

Figure V-30. Comparaison des calculs de Szczepanik et al. Avec les données expérimentales de Scholten et al. 

- Uribe et al. [184] : Dans ce rapport, l'auteur a pour but de valider le code de CFD Saturne d'EDF en termes 

de transfert de chaleur monophasique autour d'un tube à Reynolds élevés. Il est conclu que l'utilisation des 

fonctions de paroi avec le modèle k-ε amène à un résultat faux, et il est indiqué que seul un modèle k-ω 

SST bas-Reynolds semble approprié pour bien modéliser des échanges thermiques et le point de stagnation. 

Il est aussi souligné le manque de données de validation sur ce cas et notamment les données de conditions 

d'entrée et les coefficients de friction. 

 

 

 

 

 

- Le phénomène de fonte du manteau neigeux autour des conducteurs électriques a été étudié à l'université de 

Chicoutimi au Canada, et a fait l'objet de deux thèses. 

Péter [185] a étudié en détail la simulation du transfert de chaleur lors de l'écoulement autour d'un tube 

avec le logiciel Ansys CFX. Les résultats numériques ne sont cependant pas confrontés à des données 

expérimentales. 

Ses principales conclusions ayant guidé l'étude numérique sont les suivantes : 

o Nécessité d'une distance adimensionnelle à la paroi y
+
 très faible pour bien prendre en compte le 

transfert de chaleur dans la couche limite. Le paramètre y
+
 doit être inférieur à 2 pour la première 

maille, ce qui conduit à des maillages très raffinés. 

o Le cas est bidimensionnel et symétrique. 

o Le modèle k- SST est le modèle de turbulence donnant les résultats les plus satisfaisants. 

Figure V-32. Comparaison des modèles de 

turbulence aux résultats expérimentaux de Scholten 

et al. 

Figure V-31. Détail du maillage utilisé 

par Uribe et al.  
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Zhang [186] a fait sa thèse dans la continuité de Péter, et a donc repris ses travaux concernant la simulation 

avec Ansys Fluent. Ses conditions aux limites en entrée sont les mêmes que celles de l'installation 

expérimentale de validation [182] : I ≈ 0,4%, 1 < μt/μ < 10. Ses résultats, bien qu'utilisant des conditions 

aux limites expérimentales, ne font pas l'objet d'une comparaison avec ces données. Aucun détail  n'est 

donné quant à la précision du maillage (y
+
), le solver utilisé ou si les résultats sont obtenus en stationnaire 

ou instationnaire. L'auteur obtient des profils cohérents de nombre de Nusselt autour du tube. 

V.5.5.2.2 Cas de validation 

Afin de valider le calcul du transfert de chaleur autour d'un tube à haut Reynolds, des données locales de 

transfert de chaleur sont nécessaires pour les nombres de Reynolds considérés. Les travaux utilisés pour cette 

validation sont ceux de Scholten et al. [182] et de Figueiredo et al. [187] (cf. Figure V-33). Dans ces travaux, 

des tubes de diamètre respectivement de 25 et 45 mm contenant une cartouche chauffante sont placés dans 

une soufflerie aux conditions d'entrée contrôlées. En paroi une condition de température est imposée. 

Le tube est instrumenté d'un thermocouple et d'un dispositif à film chaud placé juste au-dessus, afin d'obtenir 

une mesure couplée de la température et du champ de vitesse localement. Le tube est ensuite pivoté avec des 

angles fixes afin d'effectuer des mesures angulaires. Le nombre de Nusselt est alors défini par : 

  
entréeparoi

ext

TTλ

Dφ
Nu


  V.15 

Il est tracé en fonction de la position sur la circonférence du tube et en fonction du nombre de Reynolds 

défini par l'équation V.14 et dépendant de la vitesse de l'air en entrée de soufflerie (cf. Figure V-33). 

  

Figure V-33. (A gauche) Résultats expérimentaux de Scholten et al. [182] pour différents nombres de Reynolds 

(A droite) Résultats expérimentaux de Figueiredo et al. [187]  

L’angle sur la Figure V-33 correspond à une origine au point d’impact de l’écoulement (cf. Figure V-34). La 

symétrie a été vérifiée par rapport à la coupe longitudinale du cylindre. 

 

 

Figure V-34. Schéma du cylindre et définition de l'angle utilisé 
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V.5.5.2.3 Construction du maillage 

De nombreux maillages et modèles de turbulence ont été testés afin de parvenir à des résultats en 

correspondance avec les données expérimentales. 

Il a d'abord été étudié des maillages grossiers couplés à un modèle de turbulence de la famille k-ε : 

 

   

Figure V-35. Détail de maillages grossiers 

Cependant avec ce modèle et ces maillages, le coefficient d'échange global varie beaucoup en fonction du 

maillage. Plus le maillage est fin, plus le nombre de Nusselt est élevé (parfois même le double de la valeur 

prévue par Churchill & Bernstein), quelles que soient les lois de paroi utilisées. 

Différents types de maillages plus structurés et raffinés ont alors été testés : 

 

 Des maillages hybrides : 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure V-36. Maillage avec un raffinement à la paroi 

Figure V-37. Maillage "très raffiné" avec 

600 mailles sur le tour du tube 
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 Des maillages structurés : 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Aucun de ces maillages n'a donné de résultats intéressants, amenant la plupart du temps à une mauvaise 

convergence des calculs. A noter que la partie hydraulique est tout de même bien représentée (avec 

observations d'allées de Karman) mais la résolution thermique est très incorrecte. Sur la Figure V-40 apparait 

la représentation d'un résultat typique avec le modèle k-ε RNG réalisé avec le maillage de gauche de la 

Figure V-35 comparé aux données expérimentales de Scholten et al. [182] : le maximum du Nusselt n'est pas 

situé au bon endroit, et globalement le Nusselt est très surévalué, et la forme générale n'est pas satisfaisante. 

 

Figure V-40. Simulation avec le modèle k-ε et comparaison 

avec les données expérimentales de Scholten et al. [182] 

Figure V-38. Maillage structuré Figure V-39. Maillage similaire à l'étude de Uribe et al. 
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Péter et al. [185] indique qu'un maillage très raffiné en surface est indispensable pour bien représenter les 

échanges dans la couche limite thermique. Il est ainsi précisé que y
+
 doit être compris entre 0,001 et 2 pour 

avoir des résultats convenables. Cela représente une première maille de 8 µm pour un cylindre de diamètre 

25 mm (y
+
 maximum = 1,15). De plus un modèle de turbulence k-ω SST doit être utilisé. De nouveaux 

maillages ont donc été testés, satisfaisant aux conditions de y
+
, et avec un modèle k-ω SST. Dans un premier 

temps le maillage de Péter a été reproduit (cf. Figure V-41). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure V-41. Maillage similaire à Péter et al. [185] 

Ce maillage se compose de trois parties concentriques. Il y a 1100 mailles sur le demi-périmètre et une 

épaisseur de première maille de 8 µm. La première "tranche" jusqu'à 1,05D possède un maillage structuré 

jusqu'à une épaisseur de maille de 0,5 mm, la seconde jusqu'à 1,5D est maillée avec des triangles non 

structurés avec une augmentation progressive jusqu'à 5 mm, et enfin le reste du domaine est maillé en 

triangles avec une taille de maille sur les bords de 5 mm. Cependant ce maillage ne fonctionne pas dans notre 

cas, le sillage turbulent ayant des difficultés à se former, et ainsi le profil de Nusselt est mal calculé. 

Un maillage "structuré", respectant la condition en y+ donnée plus haut  a également été testé, car utilisé par 

Zhang et al. [186] (cf. Figure V-42). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure V-42. Maillage similaire à Zhang et al. [186] 
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Différents types de maillages, satisfaisant à la condition en paroi y
+
 < 1 et plus ou moins structurés et 

raffinés, ont été testés en utilisant le modèle k- SST, sans succès. Le même problème a été rencontré : la 

couche limite et le sillage turbulent s'établissent mal, et la convergence n'est pas atteinte même au bout de 

plusieurs dizaines de milliers d'itérations. 

Au final, seul un maillage avec une structure particulière a permis de bien prendre en compte le sillage 

turbulent et le transfert thermique à la paroi (cf. figures 43, 44 et 45), grâce à la structuration de la couche 

limite. 

 

Figure V-43. Maillage utilisé pour la simulation du transfert thermique 

en convection forcée autour d’un tube à haut Reynolds 

 

Figure V-44. Détail du maillage utilisé 

 

 

Figure V-45. Schéma de la stratégie de maillage 
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Différentes couches de diamètres 1,05D, 1,1D, 1,2D, 1,4D et 1,6D sont maillées de façon structurée, avec à 

l'extrémité de chacune une transition de "couche limite" divisant le nombre de mailles par deux d'une couche 

à la suivante. La première maille fait 8 µm et le maillage fait au total 114000 cellules. 

V.5.5.2.4 Résultats 

Le maillage élaboré ci-dessus est utilisé pour réaliser des calculs d’écoulement autour d’un cylindre chauffé. 

Le calcul est considéré comme convergé quand les résidus sont inférieurs à 10
-5

 et toujours en diminution. 

Grâce à la structure particulière du maillage, une bonne résolution de la couche turbulente et du transfert 

thermique associé est possible. Un résultat typique est présenté sur la Figure V-46, obtenu avec le modèle de 

turbulence k-ω SST pour un nombre de Reynolds de 21580. 

 

Figure V-46. Comparaison des résultats numériques avec les données expérimentales de Scholten et al. [182] 

Malgré une sous-estimation du coefficient d'échange d'environ 15% dans le sillage du cylindre, la forme de 

la courbe du nombre de Nusselt en fonction de l'angle est bien représentée. Deux maxima locaux à des angles 

de 0 et 180° sont observés, ainsi que le minimum au point de détachement vers 85° conformément aux 

données expérimentales. 

La sous-estimation du Nusselt dans la zone avale de recirculation peut être attribuée à un mauvais calcul de 

la transition entre la zone à forte vitesse (au-dessus du point de détachement) et la zone à faible vitesse (le 

sillage et la recirculation). 

 

Figure V-47. Données expérimentales de Scholten et al. [182] 
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Les auteurs précisent qu’ils ont trouvé une fluctuation importante des mesures du nombre de Nusselt dans le 

sillage turbulent (étoiles sur la Figure V-47) alors que la zone d’impact en amont de l’obstacle est très stable. 

Cela peut expliquer la différence relevée entre les données expérimentales et numériques dans cette région. 

Sur la Figure V-48 est représentée la norme du champ des vecteurs vitesse dans l’écoulement. Des régions de 

basse vitesse sont observées au point d’impact du fluide et dans la trainée du cylindre. Le fluide est accéléré 

du fait de la réduction locale de section de passage, puis un sillage est créé (cf. Figure V-48). Des calculs 

instationnaires réalisés sur le même cas ont montré que ce sillage est stable. 

 

 

Figure V-48. Norme des vecteurs vitesse (m/s) 

V.5.5.2.5 Indépendance au maillage 

Une étude d'indépendance au maillage a été réalisée afin de valider le maillage utilisé pour les calculs. 

 

 
Nombre de 

mailles 

Nombre de mailles 

sur le demi-périmètre 

Epaisseur de la 

première maille (m) 
y

+
 

Maillage 1 115547 1120 60.10
-6

 entre 0,005 et 1,1 

Maillage 2 279697 2240 20.10
-6

 entre 0,0013 et 0,56 

Tableau V-9. Maillages testés 

En passant de 1120 mailles sur le demi-périmètre à 2240 et la taille de la première maille de 60 à 20 µm  les 

résultats restent sensiblement les mêmes (cf. Figure V-49). A noter que le paramètre y+ varie dans le Tableau 

V-9 uniquement à cause de la vitesse dans la maille. Une indépendance au maillage est donc observée. 

 

 

Figure V-49. Analyse de sensibilité au maillage 
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Afin de valider le caractère 2D et permanent  de l'écoulement, des calculs ont été réalisés en canal complet 

(sans symétrie) ainsi qu'en instationnaire. Les mêmes résultats ont été obtenus. 

V.5.5.2.6 Comparaison des modèles de turbulence 

Plusieurs modèles de turbulence ont été utilisés pour tenter de reproduire au mieux les résultats 

expérimentaux. Les modèles testés sont les suivants : 

- k-ε RNG 

- k-ω standard 

- k-ω SST 

- Transition k-kl-ω 

Les modèles k-ε et k-ω transportent deux scalaires, k l’énergie cinétique turbulente et dans le premier cas ε le 

taux de dissipation turbulente et dans le second ω le taux de dissipation spécifique. Le modèle de transition 

k-kl-ω [188] transporte un scalaire en plus du modèle k-ω, il s’agit de kl, l’énergie cinétique laminaire. Celle-

ci est ajoutée afin de prédire l'amplitude des fluctuations basse fréquence de la vitesse dans la couche limite 

de pré-transition qui ont été identifiées comme des précurseurs de la transition laminaire-turbulente [189]. Le 

but est de prédire le développement de la couche limite turbulente et de calculer le début de la transition 

laminaire-turbulent [109]. 

Les résultats sont donnés sur la Figure V-50 pour un nombre de Reynolds de 21580. Le modèle k-ε RNG (en 

pointillés gris) ne permet pas de reproduire les phénomènes thermiques locaux autour du tube. 

 

Figure V-50. Comparaison des modèles de turbulence pour Re = 21580 

Les modèles k-ω standard, k-ω SST et transition k-kl-ω prédisent la bonne forme du nombre de Nusselt en 

fonction de l’angle. Les modèles k-ω prédisent mieux le point de détachement que le modèle de transition. 

Les conditions de turbulence en entrée ne font pas varier le résultat dans notre cas. En entrée, une intensité 

turbulente I = 0,5% (comme dans les données expérimentales [182]) et un rapport viscosité sur la viscosité 

turbulente µ/µt = 1 sont imposés. 

 

Une étude en fonction du nombre de Reynolds est ensuite effectuée pour analyser la sensibilité des modèles 

de turbulence. Une comparaison des modèles de turbulence k-ω SST et de transition k-kl-ω en fonction du 

nombre de Reynolds est tracée sur les figures 51, 52 et 53. Ces deux modèles sont choisis pour comparaison 

car ils présentent les meilleurs résultats comparés aux points expérimentaux. Cependant leur approche est 

différente (un scalaire supplémentaire transporté pour le modèle de transition k-kl-ω), ce qui se ressent dans 

la gestion du sillage turbulent notamment. 
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Figure V-51. Comparaison des modèles k-ω et transition k-kl-ω pour Re = 7190 

 

Figure V-52. Comparaison des modèles k-ω et transition k-kl-ω pour Re = 21580 

 

Figure V-53. Comparaison des modèles k-ω et transition k-kl-ω pour Re = 50350 
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Dans le Tableau V-10 sont indiquées les comparaisons entre le nombre de Nusselt moyen pour les données 

expérimentales et pour le modèle CFD. Le modèle de transition k-kl-ω semble adapté aux bas Reynolds (ici 

Re = 7190 et Re = 21580) mais devient moins performant que le modèle k-ω SST à hauts Reynolds, alors 

que le modèle k-ω SST reproduit fidèlement le cas Re = 50350. 

 

Nombre de Reynolds Expérimental CFD, k-ω SST CFD, transition k-kl-ω 

7190 
50,75 41,80 47,81 

erreur (%) -17,6 -5,8 

21580 
99,01 84,52 96,22 

erreur (%) -14,6 -2,8 

50350 
153,26 153,49 170,46 

erreur (%) +0,15 +11,2 

Tableau V-10. Comparaison des nombres de Nusselt moyen entre les données expérimentales et numériques 

La différence entre les deux modèles peut s’expliquer par leur gestion du sillage turbulent. Quel que soit les 

Reynolds étudiés, le modèle k-ω SST (et ses variantes) engendre un long sillage (et donc moins de 

remélange proche paroi en aval pour les angles approchant 180°), alors que le modèle k-kl-ω engendre un 

sillage plus court (cf. Figure V-54). 

 

   

Figure V-54. Champs de vitesse de l'écoulement, sillage turbulent avec le modèle k-ω SST (à gauche)  

et avec le modèle de transition k-kl-ω (à droite) 

Les deux modèles semblent adaptés pour différents Reynolds, et aucun ne semble donner de résultats 

aberrants par rapport aux résultats expérimentaux. Seule une étude expérimentale plus poussée pourrait aider 

à départager ces deux modèles. Une autre solution serait de réaliser la même étude avec un modèle de 

turbulence de type LES (Large Eddy Simulation) avec un maillage très raffiné et de voir les tendances qui 

ressortent. Il a été choisi pour la suite de comparer ces modèles pour voir l’effet du confinement du tube 

entre deux parois. 

 

Le même cas mais avec les données expérimentales de Figueiredo et al. [187] a été simulé, en comparant les 

modèles k-ω SST et k-kl-ω (cf. Figure V-55). 
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Figure V-55. Comparaison des modèles de turbulence avec les données de Figueiredo et al. [187] 

Pour un Reynolds de 32600, proche de notre cas de dimensionnement  (Re ≈ 29000), le modèle k-kl-ω 

reproduit avec une précision moyenne de 1,6 % les données expérimentales, le modèle k-ω SST ayant une 

précision moyenne de 13 %. Du fait de sa meilleure précision dans la gamme de Reynolds étudiée, le modèle 

k-kl-ω sera utilisé par la suite pour les calculs de confinement. 

V.5.5.2.7 Effet du confinement 

L’intérêt des simulations réalisées ici est d'aider au dimensionnement et à l’utilisation de l’installation 

expérimentale, notamment en prédisant la distribution du flux apporté à la section d’essais. Or celle-ci est 

confinée entre deux parois, on s’attend donc à une augmentation du coefficient d’échange global et un 

déplacement éventuel du point de détachement. 

Le domaine a donc été rétréci suivant la direction verticale, ne faisant plus que 1,8 diamètre de hauteur. Cela 

équivaut à un passage de 1 cm au-dessus du tube (cf. Figure V-56). 

 

 

Figure V-56. Schéma du domaine confiné 

Le maillage est gardé identique proche de la paroi du cylindre. Sur les figures 57 et 58 sont tracés les 

résultats pour deux nombres de Reynolds de 21580 et 32600, avec pour comparaison les résultats 

expérimentaux respectivement de Scholten et al [182] et Figueiredo et al. [187]. Pour les deux cas, le modèle 

qui a donné les meilleurs résultats est utilisé pour la comparaison : le modèle de transition k-kl-ω. 
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Figure V-57. Effet du confinement pour un nombre de Reynolds de 21580, données de Scholten et al. [182] 

 

Figure V-58. Effet du confinement pour un nombre de Reynolds de 32600, 

données expérimentales de Figueiredo et al. [187] 

Une augmentation globale de Nusselt est observée, conformément aux attentes. Ce phénomène a également 

été observé numériquement par Péter [185]. L'augmentation globale de l'échange est de 39,6 % pour un 

nombre de Reynolds de 21580 et de 65,3 % pour un Reynolds de 32600. La distribution de flux s’en trouve 

modifiée et sera à prendre en compte pour une simulation de l’installation expérimentale. On retrouve 

cependant la même forme globale et le minimum du nombre de Nusselt dû au point de détachement au même 

angle. 

 

Ainsi la distribution du coefficient d'échange autour du tube à flux imposé peut être prédite avec une bonne 

précision sous Ansys Fluent, à condition d'utiliser un maillage adéquat. 

Cela peut donc nous permettre de connaître le flux à la paroi de la section d'essai en fonction de la vitesse de 

l'eau dans le canal. Les paramètres du calcul sont donnés dans le Tableau V-11. 
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veau,entrée (m/s) 0,55 

Dext (m) 0,025 

ReD 28986 

Teau (°C) 60 

Cp,eau (J/kg/K) 4183 

ρeau (kg/m
3
) 983 

λeau (W/m/K) 0,65 

μeau (kg/m/s) 4,66.10
-4

 

Ttube (°C) 34 

Tableau V-11. Données d'entrée du calcul 

La distribution du nombre de Nusselt pour la section d’essais est donnée sur la Figure V-59. 

 

 

Figure V-59. Distribution du nombre de Nusselt pour la section d’essais 

Le nombre de Nusselt moyen calculé est de 352. Il est donc attendu une augmentation du nombre de Nusselt 

de 106% par rapport aux prévisions de la corrélation de Churchill & Bernstein [170] (voir section V.5.5.1). 

Le chauffage se fera préférentiellement en aval du tube, ce qui peut être intéressant pour des études de 

chauffage asymétrique, typique des centrales solaires à concentration. Cette comparaison est illustrée sur la 

Figure V-60, où sont comparés le flux de chaleur incident sur le récepteur d'une centrale solaire, et le flux de 

chaleur calculé sur le tube du dispositif expérimental. 

 

Figure V-60. Comparaison entre le flux de chaleur incident sur le récepteur d'une centrale solaire, 

et le flux de chaleur calculé sur le tube du dispositif expérimental (maximum sur la partie avale du tube) 
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Cette distribution de flux pourra être par la suite reprise comme condition aux limites d’un calcul CFD, afin 

de comparer les résultats expérimentaux à des résultats numériques. 

Finalement, la distribution de flux autour de la section d’essais peut être prédite par des calculs numériques, 

même si une incertitude persiste sur les modèles de turbulence utilisés. Cependant il s’agit d’un outil 

intéressant pour le dimensionnement d’une telle installation expérimentale. 

V.6 Conclusion 

Un dispositif expérimental, répondant pleinement à nos besoins de validation des calculs numériques sur 

l'évaporation progressive le long d'un tube horizontal, a été conçu et dimensionné. D'une part, l'installation 

permet une analyse qualitative grâce à la visualisation de l'écoulement d'un fluide réfrigérant en évaporation 

le long d'un tube transparent. D'autre part, une validation quantitative peut être réalisée, grâce à des mesures 

de pression, température et vitesses dans l'écoulement.  

 

Après avoir sélectionné le fluide de travail et dimensionné le circuit de façon à pouvoir reproduire les 

régimes d'écoulement escomptés dans une centrale solaire, différentes solutions concernant le dispositif de 

chauffe ont été proposées. Il a été retenu un chauffage par écoulement forcé autour du tube de la section 

d'essais, grâce à un dispositif composé de compartiments et d'un circuit d'eau chaude. Des calculs de 

dimensionnement hydraulique concernant cette solution ont été réalisés, et des schémas sont proposés suite à 

des consultations avec des industriels. Enfin, une étude poussée du transfert thermique entre l'écoulement 

d'eau et le tube de la section d'essais a été menée numériquement, afin de connaître la répartition du flux de 

chaleur sur ce dernier. 
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Conclusion 
 

Les travaux présentés dans cette thèse concernent l'étude de l'évolution des configurations d'écoulement 

diphasiques liquide-vapeur au cours de l'évaporation dans le tube récepteur des centrales solaires 

thermodynamiques à génération directe de vapeur. Le but était de développer un modèle permettant la 

simulation de ces écoulements, depuis le début de la création de la vapeur jusqu'à l'existence de larges 

structures. 

 

Le contexte technologique et scientifique de l'étude a tout d'abord été présenté dans le chapitre I. Le principe 

du solaire thermodynamique à concentration et les différents types de centrales ont été introduits, puis la 

génération directe de vapeur a été décrite comme une source potentielle d'évolution technologique. 

Cependant elle engendre dans le tube récepteur un écoulement diphasique encore mal compris, source 

d'instabilités. Certains régimes d'écoulement sont ainsi à éviter, et il est important que la paroi interne ne soit 

pas asséchée, afin d'évacuer le flux de chaleur imposé par le rayonnement solaire concentré. La prévision des 

régimes d'écoulement eau-vapeur associés à l'évaporation est encore de nos jours difficile, notamment à 

cause de la haute pression régnant dans de tels systèmes. C'est pourquoi le recours à la simulation numérique 

peut être intéressant. 

 

Une étude bibliographique des travaux existants sur le sujet a été réalisée au chapitre II. Elle met en lumière 

le peu d'études existant sur l'évolution des régimes d'écoulements lors de l'évaporation en configuration 

horizontale dans les macro-canaux, tant sur le plan numérique qu'expérimental. 

Expérimentalement, la principale difficulté technique consiste à apporter un flux de chaleur à un écoulement 

tout en pouvant le visualiser (les moyens de chauffe étant en effet le plus souvent opaques). De tels 

écoulements ont déjà fait l'objet de travaux en micro-canaux, du fait de la réalisation plus aisée du dispositif, 

et en macro-canaux mais en configuration verticale pour des applications nucléaires. 

Sur le plan numérique, des modèles existent soit pour les régimes d'écoulement dispersés, soit pour les 

écoulements à larges structures liquide-vapeur, faisant intervenir une interface claire entre les deux phases. 

Les premiers sont principalement développés dans l'industrie du nucléaire, et mettent souvent l'accent sur des 

phénomènes d'assèchement se déroulant à haut flux. Les travaux utilisant la modélisation d'interface restent 

rares et sont plutôt utilisés dans d'autres domaines industriels. Il nous a donc paru intéressant de développer 

un modèle pouvant être utilisé depuis le début de l'ébullition jusqu'à des titres de vapeur élevés. 

 

Ce modèle a été décrit au chapitre III, et mis en œuvre dans le cadre du modèle diphasique VOF du code 

Fluent permettant une description correcte de l'interface. Après avoir mis en évidence un problème lié à la 

gestion de l'énergie lors du changement dans le code, une résolution personnalisée en enthalpie de l'équation 

de l'énergie a été mise en œuvre. La solution proposée est le transport de l'enthalpie par un scalaire 

personnalisé, et la construction d'un polynôme permettant de relier la température à l'enthalpie. 

À la paroi chauffée par un flux constant, la chaleur est transmise au fluide par un changement de phase 

liquide-vapeur. Ce transfert couplé de chaleur et de masse a été pris en compte entre la paroi et le fluide par 

l'utilisation d'une corrélation semi-empirique. 

Le modèle VOF permet la simulation de l'interface entre le liquide et la vapeur, mais nécessite pour cela un 

maillage assez fin capable de capturer cette interface. Afin de traiter la vapeur créée en paroi sous l'effet d'un 

flux de chaleur, et cela sans simuler chacune des bulles, un nouveau scalaire personnalisé a été défini dans la 

phase liquide du modèle VOF. Il représente le taux de vide de la vapeur dispersée, et est transporté par une 

équation de conservation personnalisée, par une vitesse relative par rapport à la vitesse du mélange. La 

Figure Conclusion- 1 représente dans une section verticale de tube les différents phénomènes inclus dans le 

modèle, et traduits principalement par des termes sources dans les équations de conservation de masse et 

d'énergie. 
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Figure Conclusion- 1. Schéma des phénomènes pris en compte dans le modèle. 

La nouvelle phase vapeur dispersée permet donc le transport de la vapeur de la paroi chauffée jusqu'à une 

interface gérée par le modèle VOF. A l'interface, le mécanisme de transfert de masse entre la vapeur 

dispersée et la vapeur VOF a été défini, permettant ainsi le couplage entre les deux phases vapeur et ainsi in 

fine de pouvoir observer l'évolution de la taille des poches de vapeur. La vapeur dispersée peut également se 

recondenser dans le liquide sous-refroidi, et ainsi réchauffer le liquide. 

 

Le chapitre IV présente les résultats des simulations diphasiques avec et sans changement de phase. En effet, 

avant de mettre en application le modèle présenté au chapitre III, le modèle VOF du code Fluent a tout 

d'abord été utilisé, et son utilisation validée dans le cadre des écoulements adiabatiques intermittents à 

poches et bouchons. Il a été mis en évidence que le modèle VOF prend correctement en compte la formation 

des vagues puis des poches en 3D. Pour cela une comparaison quantitative avec des données expérimentales 

de la littérature a été réalisée, en comparant les fréquences de passage des poches. 

Puis, le modèle personnalisé a été mis en œuvre pour simuler des écoulements en évaporation. Il permet de 

reproduire l'évolution des régimes d'écoulement, et notamment la transition entre le régime dispersé, le 

régime à poches et le régime stratifié annulaire (Figure Conclusion- 2). 

 

  

Figure Conclusion- 2. Comparaison du cas expérimental n°2 de Yang et al. [91]  avec nos résultats numériques. 

La validation est faite grâce à une étude expérimentale issue de la littérature, en comparant les régimes 

d'écoulements obtenus pour différents débits de liquide sous l'effet de différents flux de chaleur. 

Enfin, le modèle a été appliqué à la simulation de la génération de vapeur dans le tube récepteur d'une 

centrale solaire, mettant en évidence l'apparition et l'évolution des différents régimes d'écoulement. 
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Au vu du peu d'installations expérimentales trouvées au chapitre III dans la littérature sur le sujet, et afin de 

valider au mieux le modèle développé, une installation expérimentale a été conçue et dimensionnée au 

chapitre V. Elle n'a cependant pas pu être construite dans le cadre de la thèse. 

Le fluide de travail a été choisi afin de représenter l'écoulement attendu dans une centrale solaire à 

concentration. Après une réflexion sur les différents moyens disponibles pour apporter de la chaleur à ce 

fluide tout en observant son comportement lors de l'évaporation, une méthode a été retenue. Elle consiste en 

l'apport de chaleur à un tube transparent par l'effet d'un écoulement d'eau chaude perpendiculairement à 

celui-ci. Ses différents organes ont été définis, et les circuits fluides dimensionnés. L'accent a été mis sur la 

distribution du flux de chaleur sur la circonférence du tube. Le but à terme est de pouvoir étudier l'effet d'un 

flux de chaleur non homogène sur le changement de phase, de la même façon que dans une centrale solaire à 

miroirs de Fresnel dans laquelle les rayonnements solaires sont concentrés sur la partie inférieure des tubes 

récepteurs. 

Pistes d'amélioration du modèle 

Le modèle développé dans cette thèse peut permettre de simuler la structure des écoulements diphasiques 

en évaporation, et a été validé par comparaison avec des données expérimentales. Il reste néanmoins 

perfectible, et il faut tout d'abord rester conscient des limitations dues aux modèles de fermeture utilisés, 

notamment sur les champs d'application des corrélations pour le diamètre des bulles de vapeur dispersée, le 

transfert thermique diphasique (la corrélation de Rohsenow) et le flux critique. 

 

L'ajout de nouvelles fonctions pourrait permettre d'étendre les possibilités du modèle, et pour cela plusieurs 

pistes sont possibles. 

La première piste d’amélioration possible concernant le modèle pourrait être d'ajouter un terme permettant 

de recondenser la vapeur surchauffée à l'interface avec le liquide (Figure Conclusion- 3). 

 

Figure Conclusion- 3. Schéma de la recondensation de la vapeur surchauffée sur le liquide à l'interface. 

Cela permettrait d'étendre le modèle à des utilisations où les flux de chaleur seraient plus importants, et où 

l'échange thermique entre la vapeur et la paroi ne serait plus négligeable. Pour cela il faudrait, comme pour le 

terme source introduit pour la condensation de la vapeur dispersée dans le liquide sous-refroidi, calculer une 

surface d'échange liquide-vapeur à l'interface et ajouter les termes sources adaptés. 

 

L'utilisation d'une température au centre de l'écoulement plutôt que dans la maille proche de la paroi pour le 

calcul de la corrélation de Rohsenow donnant le flux de chaleur diphasique en fonction de la surchauffe de la 

paroi est une autre piste (Figure Conclusion- 4). En effet cette corrélation est construite pour une utilisation 

avec une température moyenne de liquide dans l'écoulement. Pour cela, une solution serait de calculer une 

température à une distance adimensionnalisée de la paroi, de la même façon qu'une solution proposée dans la 

littérature au chapitre II, ou en s'aidant des expressions de l'évolution de la température dans la couche limite. 
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Figure Conclusion- 4. Différence entre la température de la maille proche de la paroi et au centre de l'écoulement. 

De plus, il pourrait être intéressant de tester d'autres corrélations donnant le flux en fonction de la surchauffe 

à la paroi. En effet, celle de Rohsenow a été initialement développée pour l'eau. La corrélation de Cooper 

[190] présente l'avantage de dépendre de la pression et de la masse molaire du fluide utilisé, et pourrait être 

plus adaptée à différents fluides et à différentes conditions de travail. 

 

L'équation de l'énergie est résolue dans le modèle de façon personnalisée, en enthalpie, afin de pouvoir 

prendre en compte l'enthalpie de changement de phase notamment. Or l'équation présentée au chapitre III ne 

comprend pas de termes turbulents. Certains auteurs ont utilisé la même méthode de résolution en enthalpie, 

et ont introduit des termes sources représentant l'énergie mécanique, la dissipation irréversible des variations 

de l'énergie cinétique, et la dissipation de l'énergie cinétique turbulente [191]. La quantification de 

l'importance respective de ces termes serait à réaliser, mais ce travail semble intéressant et nous pourrions 

nous en inspirer pour la suite. 

 

Comme mentionné au chapitre IV, l'utilisation du modèle de turbulence k-ω SST a donné de bons résultats 

dans des études récentes, notamment pour son comportement au niveau de l'interface, et son utilisation 

pourrait donc être envisagée. 

Perspectives d'utilisation 

Ce travail a abouti au développement d'un modèle diphasique permettant la simulation des configurations 

d'écoulement se déroulant lors de l'évaporation en configuration horizontale. Outre son application aux 

écoulements diphasiques se déroulant dans les centrales solaires thermodynamiques, le modèle pourra 

également être utilisé dans d'autres cas. En effet, les écoulements diphasiques en évaporation se déroulent 

dans de nombreux domaines industriels. 

Un exemple qui peut être cité est la simulation de l'écoulement en évaporation dans les échangeurs à tubes et 

calandre horizontaux (Figure Conclusion- 5). 

 

Figure Conclusion- 5. Schéma d'un échangeur de chaleur à tubes et calandre. 
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Du fait de la maldistribution engendrée par le distributeur dans les tubes, le débit d'entrée varie entre les 

tubes, impliquant différents régimes d'écoulement à l'intérieur des tubes. 

 

Le modèle utilisant une corrélation d'échange thermique pour l'ébullition en vase (pool boiling), il serait 

également possible d'envisager la simulation des écoulements dus à l'ébullition sur la paroi extérieure des 

tubes d'un échangeur tubes et calandre ou de toute autre surface soumise à ébullition. 

 

Il serait aussi intéressant d'élargir le modèle à la configuration verticale. Pour cela, le terme convectif de 

l'équation de transport de la phase vapeur dispersée devrait sûrement être modifié afin de prendre en compte 

le départ des bulles proche d'une paroi verticale. De telles questions se sont déjà posées notamment dans le 

domaine du nucléaire, dont il serait possible de s'inspirer. Une validation dans cette configuration serait alors 

nécessaire, et permettrait d'élargir encore les champs d'application du modèle. 
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Résumé 
Étude des écoulements avec changement de phase : application à l'évaporation directe dans les 

centrales solaires à concentration 

 

Les travaux présentés dans cette thèse concernent l'étude de l'évolution des régimes d'écoulements 

diphasiques lors de l'évaporation progressive dans un canal horizontal. Le but est de mieux comprendre 

l'écoulement à l'intérieur d'un tube récepteur d'une centrale solaire à concentration à génération directe de 

vapeur. Cette technologie, présentée comme une amélioration des systèmes actuels pouvant permettre une 

réduction des coûts, consiste en la production de vapeur directement sous l'effet du rayonnement solaire 

concentré. La prévision de l'écoulement liquide-vapeur alors généré dans le tube est encore de nos jours 

difficile, c'est pourquoi le recours à la simulation numérique est intéressant. Pour cela un modèle a été 

développé permettant la simulation de ces écoulements, depuis le début de la création de la vapeur jusqu'à 

l'existence de larges poches. Basé sur le modèle diphasique VOF du code Fluent, par l'ajout de fonctions 

personnalisées et d'une phase dispersée supplémentaire, il permet de modéliser différents phénomènes liés au 

processus d'évaporation : création en paroi, transport, recondensation et création de larges structures. Ce 

développement a été mis en œuvre pour simuler des écoulements en évaporation, permettant de reproduire 

l'évolution des régimes d'écoulement. La validation est faite grâce à une étude expérimentale de la littérature, 

en comparant les régimes d'écoulements obtenus pour différents débits de liquide et sous l'effet de différents 

flux de chaleur. Enfin, le modèle a été appliqué à la simulation de la génération de vapeur dans le tube 

récepteur d'une centrale solaire, mettant en évidence l'apparition et l'évolution des différents régimes 

d'écoulement. Au vu du peu d'installations expérimentales trouvées dans la littérature sur le sujet, et afin de 

valider au mieux les fonctions développées, une installation expérimentale a été conçue et dimensionnée. 

 

Mots clés : Diphasique, CFD, simulation numérique 3D, évaporation, régimes d'écoulement, tube horizontal. 

Abstract 
Study of evaporating two-phase flow: applications to direct steam generation in concentrated solar 

power plants 

 

This PhD thesis is about the study of two-phase flow patterns evolution during progressive evaporation 

in horizontal tubes. The goal is to better understand the flow regimes inside a receiver tube of a concentrated 

solar power plant with direct steam generation. This technological evolution allows vapor production directly 

inside the solar field, which can lead to coast reductions. A two-phase liquid-vapor flow occurs inside the 

tube, which is currently still difficult to predict. Numerical simulation is an interesting way to investigate 

these complex phenomena. A model has been developed in order to simulate the flow patterns, from first 

vapor generation to large vapor slugs. It is based on Fluent software's two-phase VOF model, to which are 

added user-defined functions and a new dispersed phase. Different phenomena linked to the evaporating 

process are taken into account: vapor creation at the wall, its transport, recondensation and large structures 

creation. The model is used to simulate evaporating flows, and retrieves well two-phase flow patterns 

evolution. Validation is made using experimental data from the literature, by comparing flow regimes 

obtained for different flow rates and heat fluxes. Finally numerical simulation of direct steam generation 

inside a concentrated solar plant receiver is conducted, clearly showing apparition and evolution of two-

phase flow patterns. Because few experimental data where found in the literature concerning evaporating 

two-phase flows visualization, a new experimental apparatus has been conceived and sized in order to better 

validate our numerical results. 

 

Keywords: Two-phase flow, CFD, 3D numerical simulation, evaporation, flow patterns, horizontal tube. 


