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Nous y voila. La fin des trois années passées en thése au CEA est arrivée. Au moment d’écrire ces
remerciements, je réalise a quel point ces années de these ont passé vite. Ces trois années furent a
n’en pas douter trés enrichissantes sur les plans scientifique et professionnel, mais également sur le
plan humain. Les nombreuses personnes que j’ai eu I’occasion de rencontrer et de cotoyer, encadrants
comme collégues, ont toutes d’une certaine maniere contribué a faire de cette thése une expérience
professionnelle que je n’aurai pas pu espérer étre meilleure, et une période inoubliable de ma vie. Ces
années ont également été le théatre de nombreux événements dans ma vie personnelle et dans celle
de mes proches, parfois heureux, parfois moins. En fin de compte, c’est le positif que je retiendrai de
cette période, et cela grace aux personnes auxquelles je me dois de rendre hommage a travers ces
guelques mots sur lesquels ma thése se termine.

Je tiens tout d’abord a remercier les personnes ayant encadré et suivi ma thése, coté CEA et coté LaTEP.
Merci a Pierre Garcia, mon encadrant CEA, de m’avoir tout d’abord fait confiance pour mener a bien le
travail que représente cette thése, et pour I'encadrement au quotidien. Ta sympathie et le temps que
tu m’as consacré m’ont été précieux, et ton point de vue d’ingénieur m’a permis d’apporter une
coloration « pratico-pratique » a mon travail dont je suis fier. Merci a Erwin Franquet et Jean-Pierre
Bédécarrats, mes deux co-directeurs de thése académiques du LaTEP, pour m’avoir également fait
confiance d’une part, et pour la qualité de votre encadrement d’autre part. Travailler étroitement
ensemble alors que nous nous trouvions a deux bouts opposés de la France n’était pas un pari gagné
d’avance. C’est pourquoi je tiens a vous remercier pour le temps que vous m’avez consacré, pour la
qualité de vos conseils en simulation, sur les MCP, et aussi sur le plan administratif, et de maniéere
générale pour I'implication dont vous avez fait preuve malgré la distance. Merci a vous trois pour la
patience dont vous avez peut-étre dii vous armer devant mes mails souvent longs, pour votre
sympathie, et pour m’avoir accompagné pendant cette aventure. J’ai beau avoir été « sur-encadré »,
notre équipe a fonctionné a merveille, et je vous en remercie infiniment.

Merci a Jérdme Pouvreau pour I'intérét porté a mon travail tout au long de la thése, pour les précieux
conseils pour les différents travaux de simulation, et aussi pour la relecture attentive et approfondie
de ce manuscrit. J’ai beaucoup apprécié travailler avec toi. Merci également a Jean-Frangois Fourmigué,
pour son point de vue avisé sur les différents aspects de mon travail, et dont |’aide et les conseils ont
permis des avancées importantes a plusieurs étapes de la thése. Merci pour le temps que tu m’as
consacré, et pour I’enthousiasme avec lequel tu participais aux réunions, et avec lequel nous discutions
science de temps a autres.

Je souhaite remercier également les membres de mon jury de these. Merci a Nolwenn Le Pierres et
Frédéric Kuznik pour le regard critique et les remarques tres pertinentes et enrichissantes soulevées
sur mon travail. Merci également a Frédéric Kuznik de m’avoir fait I'honneur de présider le jury, de
surcroft au pied levé | Merci a Frangoise Bataille et Justin Chiu d’avoir examiné mon travail, et pour
leurs remarques sur les différents aspects de ma these.

Merci aux membres du Laboratoire de Stockage Thermique qui m’ont apporté leur aide a différentes
occasions. Merci a Fabrice Bentivoglio d’avoir suivi une partie de ma these, et pour sa contribution a
certaines des réflexions importantes qui ont constitué ce travail. Merci a Sylvie Rougé pour le temps
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gu’elle a consacré a me faire partager son expérience sur les aspects diphasiques. Merci également a
Monique Sabaté et Eglantine Berthon pour le soutien administratif, et aux autres membres du
laboratoire (Arnaud Bruch, Grégory Largiller, Gilles Matringe, Sébastien Vesin) qui ont pu plus
ponctuellement m’aider ou s’intéresser a mon travail. Merci enfin a chacun d’entre vous pour votre
bonne humeur, qui contribue a faire un laboratoire ou il fait bon vivre.

Merci également a Raphaél Couturier pour m’avoir accueilli dans son laboratoire, et pour le soutien
apporté régulierement. Merci a Olivier Lemaire et a Patrice Tochon d’avoir permis la réalisation de cette
these, respectivement dans le service et dans le département.

Je tiens ensuite a remercier tous les collegues que j’ai pu cotoyer au CEA pendant ces trois ans, et qui
ont tous largement contribué a en faire de trés bonnes années de ma vie. Merci tout d’abord a Grégoire
Bellenot qui m’a accompagné pendant toute la durée de la thése, en étant arrivé au CEA le méme jour
gue moi ! Nos nombreuses discussions en salle café ou au bureau, tes jeux de mots inimitables, tes
blagues sur notre motivation (« Hello DARKNESS my old friend... ») ou sur les logiciels de simulation
démoniaques qui hantent nos PC, les référence et les délires communs (Frangois Pérusse, « Bienvenue,
ici c’est le-DB4 le Survivaure ! », et de nombreux autres)... C'est rien de dire qu’étre a tes cotés pendant
trois ans a rendu la vie bien plus gaie, et fut également d’un grand soutien moral. Les soirées au Casse-
Cro(te a Dédé et nos échanges quotidiens de vannes et de jeux de mots vont me manquer.

Merci a toutes les personnes avec qui j'ai passé de bons moments, que ce soit en salle café, le midi, ou
des soirées. Merci aux proches collégues des deux premieres années, Frédéric Mure-Ravaud, Théo
Garcia-Guitton, Marc George, Maxime Gruss et Amine Sabri. Merci au groupe des « précaires » du D8,
dont la bonne humeur a été un soutien moral non négligeable pendant la période chargée qu’est la
rédaction du manuscrit. Merci a Adrien Abbate d’avoir été un fort sympathique collegue de bureau au
D8. Merci a Robin Gautier, Elie Ghanatos et Olga Rouchouze pour les parties de Hanabi du midi. Merci
a Fatima-Zahraa « Fati » Bouzidi pour les fous rires et la « téléfati » pendant les parties de cartes, a
Louis Piquard pour I'insoumission, et a Floriane Lavorel pour sa bonne humeur inoubliable, et pour sa
sagesse et sa patience face a mes piétres talents en matiére de jeux de stratégie (« Aie confiance en
tes alliés ! »). Merci a Antoine Santamaria d’avoir été un collegue trés sympathique, et un stagiaire
agréable a encadrer ! Merci a Noé Beaupére, pour sa sympathie les nombreuses fois ol nous nous
sommes croisés. Bien qu’égaré mystérieusement dans un autre département et un autre batiment, tu
étais pratiquement comme un membre du labo ! Merci a Anthony Chambon et a Bénédicte Champel
gui ont partagé mon bureau au D4, pour leur bonne humeur, et les nombreuses discussions que nous
avons pu avoir.

Merci enfin aux nombreuses personnes de passage, et aux personnes du D4-D6-D8 que j’ai pu croiser
occasionnellement ou régulierement, et qui font la vie de labo : Clément Gazon, Gaél Fragne, Gabriel
Tang, Rémi Fabre, Raphaél Benzama Onomastico, Benjamin Dormoy, Violette Turon, Chalore
Teepakorn, Pierre Coste, Thibaut Esence, Nahia Sassine, Franck Mastrippolito, Laura Guimard, Quentin
Blondel, Safoura El Harouat, Jérémy Berindei, Philippe Marty, Quynh Trang Pham, Hai Trieu « Mimo »
Pham, Amélie Maisse, JérOme Bentivoglio, Harold Espargilliere, Benjamin Lagorsse, Lucas
Champelovier... La liste est longue et je m’excuse par avance aupres de ceux que j’aurais oublié | Merci
a vous tous.

Pour finir, je tiens a remercier ma famille dont le soutien sans faille m’a toujours accompagné. Un grand
merci a ma sceur Marjorie Beust, avec qui j’ai partagé un appartement pendant les trois années de la
these. Vivre a tes cOtés a été un réel bonheur, et je pense que nous avons tous les deux beaucoup retiré
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de cette période ol nous avons vécu et avancé ensemble. Pendant trois ans je t'ai vu mirir et
t'épanouir, et ton soutien m’a pour ma part grandement aidé pour traverser I'étape de ma vie qui se
termine avec ce manuscrit.

Une infinité de merci enfin a mes parents, Pascale et Hervé Beust. Si j’ai pu m’orienter vers cette these
et la mener a bien, c’est en grande partie grace a votre soutien inconditionnel face aux épreuves que
nous avons d{i traverser ensemble ces dernieres années. Je vous en suis infiniment reconnaissant. Cette
these comme tout ce que j’ai fait dans ma vie n’aurait aucun sens si vous n’étiez pas la, si nous n’étions
pas la formidable famille unie que nous formons. Je vous dédie ce manuscrit de thése, qui, je I’espére,
illustre la legon la plus importante que vous m’ayez apprise : si c’est notre destin, aucun obstacle ne
peut nous écarter de la route que nous souhaitons suivre.
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Amush

facteur dans le terme de pénalisation de la vitesse du modele enthalpie-
porosité de Voller (kg.m?3.s?)

constante de zone pateuse (kg.m3.s%)

constante intervenant dans le terme de pénalisation de la vitesse du modeéle
enthalpie-porosité de Voller

constante intervenant dans les modeles avec viscosité variable (kg.s.m)
périmétre d’une conduite (m)

capacité thermique massique (J.kg™.K?)

coefficient de proportionnalité dans une corrélation entre un nombre de
Nusselt et un nombre de Rayleigh, ou facteur de proportionnalité intervenant
dans I’équation de Carman-Kozeny pour les milieux poreux (kg.m3.s%)
distribution parameter des modeles drift-flux

distance (m)

diffusivité thermique (m?.s%)

épaisseur de couche avec MCP liquide (m)

énergie (J)

porosité

frottement

accélération de la pesanteur (m.s?)

enthalpie massique (J.kg?)

enthalpie (J)

vitesse moyenne dans un écoulement liquide / vapeur (m.s)

longueur caractéristique (m)

chaleur latente de changement de phase solide-liquide (J.kg?)

masse (kg)

débit massique (kg.s)

exposant dans une corrélation entre un nombre de Nusselt et un nombre de
Rayleigh

vecteur normal

nombre de Nusselt

pression (Pa)

nombre de Prandtl

densité de flux de chaleur (W.m3)

coordonnée cylindrique, position radiale (m)

pas d’espace (direction radiale) (m)

rayon (m)

nombre de Rayleigh
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Re nombre de Reynolds

S section de passage (m?)

Se surface d’échange (m?)

t temps (s)

At pas de temps (s)

T température (°C)

Tiiq température de liquidus (°C)

Trefb température de référence pour I'approximation de Boussinesq (°C)
Tsol température de solidus (°C)

U vecteur unité

v vitesse (m.s?)

Ugjs (Vg ) vitesse de glissement intervenant dans les modéles drift-flux (m.s™)
% volume (m?3)

X coordonnée cartésienne, position horizontale (m)

Xm fraction massique de MCP

Xy fraction volumique de MCP

Xvap titre massique de vapeur

y coordonnée cartésienne, position verticale (m)

Y| fraction liquide massique

71 fraction liquide massique moyenne dans un volume de MCP
z coordonnée cylindrique, position axiale (m)

Zniv position du niveau d’eau liquide (m)

Az pas d’espace (direction axiale) (m)

z hauteur (m)

a coefficient d’échange (W.m2.K?)

Olpertes coefficient de pertes thermiques (W.K?)

8 coefficient de dilatation thermique (K?)

£ taux de vide

¢ densité de flux de chaleur (W.m?)

) flux de chaleur (W)

X périmetre mouillé (m)

A conductivité thermique (W.m™1.K?)

u viscosité dynamique (Pa.s)

v viscosité cinématique (m?.s%)

P masse volumique (kg.m3)

o écart-type

T tolérance numérique

0 coordonnée cylindrique, position angulaire ; ou inclinaison d’'une conduite par

rapport a la verticale (°)
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calo
CFD
corr
cp
eq
ext

fin
fixe
glis

in
ini
int

lat
loc

Mcp

out

p
pass

ref
s
sat
sens
solide
ss
Sys

t
tint
text
v

ailettes et inserts

chaud

fluide caloporteur

modele CFD (Computational Fluid Dynamics)
corrélation

changement de phase

équivalent

frontiere extérieure du domaine de calcul
froid

état final

pression fixe

pression glissante

milieu homogene

maille générique (direction axiale)

injection

état initial

interface solide-liquide

maille générique (direction radiale)

numéro d’itération numérique

phase liquide

latent

local

moyen

Matériau a Changement de Phase

instant temporel générique, ou exposant dans une corrélation entre
un nombre de Nusselt et un nombre de Rayleigh
sortie

paroi

MCP passif

référence

phase solide

saturation

sensible

élément solide (épaisseur de tube, ailette, ...)
transition de phase solide-solide

modele systeme

épaisseur du tube (indice) ; instant temporel générique (exposant)
paroi interne du tube

paroi externe du tube

phase vapeur
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CFD
DSC
GDV
MCP

Computational Fluid Dynamics
Differential Scanning Calorimetry
Génération Directe de Vapeur
Matériau a Changement de Phase
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Depuis 1850, la température moyenne de la surface de la Terre a augmenté de 0,6°C environ. Il a été
montré que ce réchauffement global était directement lié aux émissions de gaz a effet de serre par les
activités humaines : celles-ci augmentent progressivement depuis 1850, et ont aujourd’hui
pratiquement doublé depuis 1970. Les scénarios d’évolution du climat futur émis par le GIEC montrent
que la température de la Terre va continuer d’augmenter au cours du XXI®™ siécle, et que cette
augmentation sera déterminée par les émissions de gaz a effet de serre futures. Selon I’amplitude des
émissions mondiales dans les décennies a venir, la température pourrait augmenter de 1 a 4°C en
moyenne d’ici 2100 [1]. Afin de limiter ce réchauffement fulgurant annoncé, les sociétés humaines
devront donc ceuvrer a réduire leurs émissions de gaz a effet de serre. Ces émissions étant
intrinséquement liées a I'utilisation des ressources d’énergie fossiles carbonées telles que le charbon
et le pétrole, qui sont exploitées partout dans le monde, leur réduction implique de diminuer la
consommation de ces ressources.

L'une des grandes voies a explorer pour pouvoir réduire les émissions est I’exploitation de sources
d’énergie renouvelables émettant moins, voire pas du tout, de gaz a effet de serre, telles que la
biomasse ou I’énergie solaire. Une autre grande voie est celle de la réduction de la consommation
globale d’énergie de nos sociétés, autrement dit de la sobriété énergétique. La France se fixe
d’ambitieux objectifs de progres dans ces deux domaines dans les années a venir. A travers la loi du 17
ao(t 2015 relative a la transition énergétique pour la croissance verte [2], I'objectif est donné de porter
a 32% la part des énergies renouvelables dans la consommation finale brute, et de réduire de 30% la
consommation primaire d’énergies fossiles en 2030 par rapport a 2012. Un objectif de réduction de la
consommation totale d’énergie de la France toutes sources confondues, de 20% en 2030 puis de 50%
en 2050 par rapport a 2012, est également fixé. En termes de réduction des émissions de gaz a effet
de serre, ces objectifs visaient a diviser les émissions de la France par 4 d’ici a 2050. En 2017, a travers
le Plan Climat, la volonté plus ambitieuse encore d’atteindre la neutralité carbone en 2050 a été
exprimée [3].

Le développement de technologies de stockage d'énergie semble indispensable pour atteindre ces
objectifs ambitieux. La fonction fondamentale du stockage d'énergie est de déphaser la production de
I'énergie de son utilisation, dans le temps, dans I'espace, ou bien les deux a la fois. La possibilité de
stocker I'énergie est un levier technologique qui se montre tres utile, voire indispensable pour les deux
grandes voies de réduction des émissions de gaz a effet de serre évoquées plus haut.

Le développement a grande échelle des énergies renouvelables est indissociable de celui de
technologies de stockage. En effet, la production d’énergie a I'aide d’une ressource renouvelable est
soumise aux fluctuations naturelles de sa disponibilité dans le temps : ensoleillement, force du vent, ...
Ces facteurs naturels ne pouvant étre maitrisés, la production est par essence intermittente et non
prévisible. Cette caractéristique rend plus délicate I'intégration sur le réseau électrique des moyens de
production a l'aide de sources renouvelables, par rapport aux moyens classiques fonctionnant a I'aide
de ressources fossiles, dont la production est prévisible car dépendante de la quantité de combustible
fossile (charbon, matiére fissile, ...) consommeée par unité de temps. En permettant de stocker I'énergie
produite pendant les périodes ou la ressource est abondante ou la demande faible, et de la restituer
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lorsque sa disponibilité diminue ou que la demande est forte, le stockage permet de contréler la
production, ce qui résout le probléme posé par I'intermittence des ressources renouvelables [4].

Dans le domaine de la sobriété énergétique, le stockage d'énergie trouve également plusieurs
applications. Les technologies de stockage de chaleur font partie des moyens technologiques
permettant la récupération et la valorisation de la chaleur fatale industrielle, c'est-a-dire de la chaleur
contenue dans les effluents liquides ou gazeux rejetés par un procédé industriel, qui ne sont pas utilisés
ou valorisés par ailleurs. Le stockage de cette chaleur permet d’une part de la réutiliser ailleurs dans le
procédé, ou bien de la mettre au service d’un autre procédé industriel ; le procédé qui utilise la chaleur
fatale diminue alors sa consommation d’énergie primaire. D’autre part, le stockage permet de restituer
de maniére continue dans le temps de la chaleur rejetée de maniére intermittente, ou bien a l'inverse
de restituer massivement sur une courte période de temps de la chaleur rejetée de maniéere continue,
accumulée sur une plus grande période. En d’autres termes, le stockage permet d’adapter la puissance
rejetée par la source de chaleur fatale aux besoins du procédé client, ce qui permet également des
économies d’énergie en limitant la consommation d’énergie primaire nécessaire pour satisfaire les
éventuels pics de consommation du procédé. Enfin, il permet également de valoriser la chaleur fatale
de maniére décalée dans le temps par rapport a son rejet [5]. En France, environ 30% de I'énergie
consommeée par l'industrie est perdue sous forme de chaleur fatale [6] ; les économies d’énergie qui
seraient permises par la valorisation de cette chaleur sont donc importantes. Le stockage d’énergie
permet également de gagner en sobriété énergétique dans d’autres secteurs. A titre d’exemple,
plusieurs possibilités d’utilisation du stockage de chaleur sont étudiées pour réduire la consommation
des batiments. Le stockage de froid intégré dans le batiment pourrait permettre de réduire la
consommation liée aux besoins en refroidissement pendant I'été. Le stockage de chaleur a des échelles
plus larges sur des réseaux de chaleur urbains pourrait permette de réduire la consommation d’énergie
primaire du réseau [4].

Les technologies de stockage d’énergie peuvent étre classifiées selon la forme sous laquelle I'énergie
est stockée : chimique (batteries, ...), mécanique (volants d’inertie, ...), ou encore thermique. Dans
cette derniere catégorie, c’est sous forme de chaleur que de I’énergie est stockée : dans un systéme de
stockage de chaleur, de la chaleur est absorbée par un matériau de stockage, ce qui augmente sa
température et modifie éventuellement son état physique ou chimique. La chaleur accumulée peut
étre restituée plus tard en diminuant (resp. en augmentant) de nouveau la température du matériau,
ou en lui faisant subir la transformation physique ou chimique inverse. L’'usage d’une solution de
stockage thermique est indiqué lorsque I'énergie a stocker prend effectivement la forme de chaleur,
par exemple lorsqu’elle est portée par un effluent qui va pouvoir étre sujet a un échange de chaleur
avec le matériau de stockage. Le stockage thermique n'est cependant pas limité a ce type d'usages, son
utilisation étant également envisagée pour le stockage massif d'électricité [7]. Les technologies de
stockage thermique sont usuellement classifiées en trois grandes catégories [8].
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1)

Dans les systéemes de stockage par chaleur sensible, |la chaleur est stockée via la capacité thermique
du matériau de stockage : celui-ci voit sa température augmenter lorsqu’il recoit de la chaleur, et
diminuer lorsqu’il en relache. Lorsque sa pression est constante, I'énergie AH stockée est
proportionnelle a la masse m du matériau, et augmente avec sa capacité thermique massique cp,
et avec la différence de température Tsin — Tini :

Tfin

AH =m cpdT (1)

Tini
Dans ce type de systemes, le matériau de stockage est souvent sous forme solide ou liquide. Les
systemes avec matériau de stockage solide prennent généralement la forme d’un lit de granulés
ou bien d’'une matrice solide, au milieu de laquelle circule un fluide caloporteur, qui peut étre
liquide ou gazeux. Dans le premier cas, le fluide contribue également au stockage de chaleur, car
sa capacité thermique n’est pas négligeable devant celle du matériau de stockage.

Les systemes avec matériau liquide peuvent profiter de la stratification thermique qui se met en
place au sein du liquide, du fait des différences de masse volumique liées aux différences de
température. Pendant la phase de charge, du liquide chaud est injecté par le haut dans le réservoir
de stockage, tandis que du liquide froid est extrait par le bas. Du fait de sa masse volumique plus
faible, le volume de liquide chaud se maintient au-dessus du volume froid, ce qui limite le mélange
des deux volumes : tant que le mélange et les échanges thermiques par conduction entre les deux
volumes restent limités, leur température est maintenue constante, quel que soit la quantité de
chaleur stockée. La chaleur peut ainsi étre restituée a température constante. Ce type de systeme
est appelé stockage thermocline.

Certains de ces systémes ont pour particularité de ne pas recourir a un matériau de stockage pour
stocker la chaleur : le fluide caloporteur chaud est stocké directement, sans qu’il transmette la
chaleur a stocker a un matériau intermédiaire ; on parle de stockage direct. Par opposition, les
systemes recourant a un matériau de stockage dont la seule fonction est d’accumuler de la chaleur
sont appelés systemes de stockage indirect. Certains systémes de stockage thermocline sont
indirects, le réservoir contenant alors un matériau de stockage solide poreux, par exemple un lit de
roche, qui stocke une partie de la chaleur du fluide caloporteur. D’autres systemes indirects avec
matériau liquide sont constitués de deux réservoirs, contenant respectivement du liquide chaud et
froid. Lors des phases de charge et de décharge, le liquide circule dans un échangeur de chaleur,
dans lequel un fluide caloporteur transmet de la chaleur au liquide ou récupeére la chaleur qu'’il
relache [9].

Dans les systemes de stockage par chaleur latente, le matériau de stockage subit une transition de
phase au cours de |'absorption ou du dégagement de chaleur : la chaleur est stockée via la chaleur
latente de changement de phase du matériau. Lorsque le systéme de stockage est indirect, la
transition de phase mise en jeu pour le matériau de stockage est généralement une transition
solide — liquide ou solide — solide. Les transitions liquide — vapeur sont peu utilisées en dépit de
leurs chaleurs latentes de changement de phase élevées, car le passage de |'état liquide a |’état
vapeur est souvent associé a une importante augmentation du volume du matériau, ce qui rend ce
type de transition plus difficile a mettre en ceuvre dans un réservoir. Les transitions solide — liquide
sont aujourd’hui les plus utilisées, du fait de leurs valeurs de chaleur latente de changement de
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phase globalement plus élevées que les transitions solide — solide [8]. Dans un systeme de stockage
latent indirect, le matériau de stockage est appelé Matériau a Changement de Phase, ou MCP.

Lors du changement de phase, le matériau de stockage reste a température constante ou quasi
constante : une quantité d’énergie importante peut ainsi étre stockée pour une faible variation de
température. Le stockage par chaleur latente permet ainsi d’atteindre d’importantes densités
d’énergie stockée par unité de volume.

Pour un matériau changeant de phase sur un intervalle de température Ty, < T < Tjjg, la quantité
d’énergie stockée AH est la somme d’une contribution latente, égale au produit de la masse m du
matériau et de sa chaleur latente L, et d’'une contribution sensible sur I'intervalle Tso £ T < Tiig, qui
s’exprime de la méme maniere que dans I'équation (1) ci-dessus. En notant ¢, la capacité
thermique sensible du matériau, ona:

Tliq
AH = m<L + f deT>

Tso1

3) Dans les systemes de stockage thermochimique, le matériau de stockage est sujet a une réaction
chimique endothermique ou exothermique. La réaction chimique en jeu doit étre renversable. Lors
de 'apport de chaleur au systéme, la réaction se fait dans le sens endothermique : le matériau
absorbe de la chaleur pour subir une transformation chimique. Pour restituer la chaleur, les
produits ainsi obtenus sont amenés a une température qui permet l'initiation spontanée de la
réaction dans le sens exothermique ; la chaleur dégagée est récupérée, et le matériau de stockage
revient a son état chimique initial. La quantité d’énergie stockée par unité de masse est
proportionnelle a la différence entre |’enthalpie des produits et des réactifs de la réaction en jeu.

La maturité de ce type de systemes de stockage est moins avancée a |’heure actuelle. Si le(s)
matériau(x) réactif(s) est (sont) solide(s) ou liquide(s), des densités volumiques de stockage élevées
peuvent étre atteintes du fait de son (leur) faible volume. D’autre part, I'énergie peut en théorie
étre stockée pendant une durée tres importante, car les produits obtenus a I'issue de la réaction
dans le sens de la charge peuvent étre séparés. Tant que ceux-ci restent stables, ils peuvent étre
stockés indéfiniment, et étre remis en contact quand on le souhaite pour initier la réaction dans le
sens de la décharge.

Parmi les fluides caloporteurs utilisés fréquemment dans l'industrie, la vapeur figure parmi les plus
répandus, aussi bien pour la production d’énergie que dans d’autres types de procédés industriels. La
vapeur présente en effet I'avantage de pouvoir transporter une grande quantité de chaleur par unité
de masse, car elle la transporte en grande partie sous forme de chaleur latente, de par sa transition de
phase liquide — vapeur. Par ailleurs, les coefficients de transfert thermique d’un fluide caloporteur
diphasique avec une paroi étant élevés, cette transition de phase permet d’avoir des échanges de
chaleur efficaces au sein du procédé [10].

Le stockage de vapeur est traditionnellement effectué en accumulant la vapeur dans des réservoirs
sous pression, dans lesquels un volume d’eau liquide a saturation est en équilibre avec un volume de
vapeur saturée. Cette technologie de stockage de vapeur ayant été inventée dans les années 1910, son
usage dans I'industrie a été assez répandu pendant le XX®™® siécle. La fonction du stockage de vapeur
est souvent d’adapter au cours du temps le débit de vapeur fourni a un procédé qui en consomme. Par
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exemple, dans l'industrie alimentaire, les procédés de stérilisation ont besoin d’une tres importante
quantité de vapeur sur une courte période de temps [11]. Un moyen d’assurer cette fourniture de
vapeur est de dimensionner la chaudiere qui produit la vapeur de maniére a ce qu’elle puisse fournir
sans probléme le débit de vapeur maximal désiré lors des périodes de forte demande. Cette solution
contraint la chaudiére a fonctionner en sous-régime le reste du temps, ce qui augmente sa
consommation d’énergie, voire peut I'amener a dysfonctionner. En utilisant des accumulateurs de
vapeur, la chaudiére peut étre dimensionnée de maniére a avoir un point nominal de fonctionnement
moins élevé en débit ; la vapeur produite en exces pendant les périodes de creux de la demande est
stockée, puis est restituée a partir des accumulateurs lorsque la demande est forte. La chaudiéere peut
ainsi fonctionner au point nominal en toutes circonstances. Parmi les autres secteurs industriels dans
lesquels le stockage de vapeur permet de gérer |'écart entre production et demande de vapeur, on
peut citer la papeterie [12], et certains procédés de séchage [13].

Lorsqu’un procédé rejette de la chaleur fatale sous forme d’effluents de vapeur, le stockage peut étre
utilisé pour récupérer cette vapeur et la valoriser par ailleurs. Dans le secteur de la métallurgie, les
fours dans lesquels la fonte est transformée en acier rejettent de la vapeur ; celle-ci peut étre récupérée
par des accumulateurs, pour étre utilisée a d’autres étapes du procédé qui consomment de la vapeur,
ou bien revendue a d’autres industriels [14], [15]. D’aprés une étude menée par ’ADEME, 14% du
gisement de chaleur fatale valorisable en région fle-de-France se trouve sous forme de vapeur [16] ; il
existe ainsi un potentiel pour le développement futur du stockage de vapeur pour la valorisation de
chaleur fatale.

Dans le domaine de la production d’énergie renouvelable, le stockage par MCP suscite de I'intérét pour
les centrales solaires thermiques a Génération Directe de Vapeur (GDV). Dans une centrale solaire de
ce type, le rayonnement solaire est concentré a I'aide de miroirs sur des tubes dans lesquels circule de
I’eau, ce qui permet de I'amener a |'état de vapeur. La vapeur ainsi produite peut aller actionner une
turbine pour produire de I’électricité. Comme expliqué au début de ce chapitre, I'intégration d’une
solution de stockage thermique est indispensable dans une centrale solaire thermique, afin de gérer
I'intermittence de la ressource solaire [17]. Le systeme de stockage doit étre adapté au fluide
caloporteur utilisé par la centrale, qui est chauffé a I’aide des rayons solaires concentrés ; pour les
centrales GDV, ce fluide caloporteur est de I’eau. Par rapport a I’huile thermique utilisée classiquement
comme fluide caloporteur dans les centrales solaires thermiques, la vapeur permet de dépasser la
température limite de 400°C au-dela de laquelle les huiles thermiques se dégradent. En outre, la vapeur
produite par le champ solaire peut aller directement alimenter la turbine, ce qui simplifie le
fonctionnement de la centrale par rapport aux centrales classiques avec huile (dans lesquelles des
échangeurs de chaleur sont utilisés pour produire de la vapeur a I’aide de I’huile chauffée), et réduit
les colits de construction et de maintenance [18]. Les centrales solaires GDV sont ainsi un sujet de
recherche actif.

Comme expliqué en section 1.1, I'une des caractéristiques fondamentales des systémes de stockage
latent est leur capacité a stocker de la chaleur a température constante ou quasi constante. Cela leur
permet d'atteindre d'importantes densités volumiques de stockage : I'usage d'un systeme de stockage
latent est donc intéressant pour les applications ol la densité de stockage est un critére important.
Cette propriété rend également leur usage intéressant pour les fluides caloporteurs comme I'eau,
sujets a une transition de phase liquide — vapeur, autrement dit pour |'application au stockage de
vapeur.
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Un fluide caloporteur qui change de phase se maintient a température constante ou quasi constante
pendant I’échange. Le fait de le mettre en regard d’un matériau de stockage latent, qui reste également
a température quasi constante, permet de minimiser sa différence de température entre charge et
décharge. En effet, si un matériau de stockage sensible est utilisé, la température de saturation de la
vapeur doit étre supérieure a la température maximale atteinte par le matériau sensible en charge, et
inférieure a la température minimale du matériau sensible en décharge : |a différence de température
de la vapeur entre charge et décharge est ainsi trés grande, comme illustré Figure 1-(a). En utilisant un
MCP comme matériau de stockage, les températures de saturation de la vapeur en charge et en
décharge sont respectivement de quelques °C supérieure et inférieure a la température de changement
de phase du MCP, ce qui minimise grandement cette différence de température.

La Figure 1-(b) représente la température du fluide caloporteur liquide — vapeur et du matériau de
stockage lors du cycle charge-décharge dans un systéme de stockage constitué de trois modules
disposés en série : un module latent pour I’évaporation ou la condensation de la vapeur, et deux
modules sensibles disposés de part et d’autre du module latente, pour le réchauffement ou le
refroidissement sensible de I’eau lorsqu’elle est sous forme d’eau liquide ou de vapeur monophasique.
Cette figure permet d’observer visuellement la forte diminution de la différence de température entre
charge et décharge que permet 'usage d’'un module de stockage latent par rapport a un systéme de
stockage entiérement sensible. Ce schéma montre également que, de maniere générale, la relation
enthalpie — température du matériau de stockage (liée a la capacité thermique pour un matériau
sensible, et a la chaleur latente pour un MCP) doit suivre autant que possible celle du fluide
caloporteur, afin de limiter cette différence de température. Pour un matériau donné, le choix du débit
du fluide caloporteur permet d’assurer cette adéquation, afin d’ajuster son profil de température le
long de la conduite de I’échangeur s’il est monophasique, ou bien la longueur de tube sur laquelle
s’effectue son changement de phase liquide — vapeur s’il est diphasique.

== from solar field from solar field
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Figure 1 : Diagramme température-enthalpie d’un cycle charge-décharge lorsque le fluide caloporteur est de la vapeur [19]
Rouge : fluide caloporteur en charge — Bleu : fluide caloporteur en décharge — Noir pointillé : matériau de stockage
(a) : Matériau sensible uniquement — (b) : Systeme tri-étagé avec deux modules sensible et un module latent
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De nombreux matériaux utilisables en tant que MCP présentent I'inconvénient d’avoir une faible
conductivité thermique. Pour le stockage a haute température (> 200°C), la plupart des matériaux
envisageables sont des sels inorganiques, dont la conductivité est inférieure 8 1 W.m™.K1, Cette faible
conductivité limite la puissance de la charge ou de la décharge de chaleur. Le défi principal des systéemes
de stockage de chaleur par MCP est ainsi d’assurer un échange thermique suffisant entre le fluide
caloporteur et le MCP. La technique la plus couramment utilisée consiste a disposer des ailettes faites
d’un matériau conducteur (typiguement de I’acier ou du graphite) autour des tubes dans lequel circule
le fluide caloporteur ; ces ailettes conduisent la chaleur dans le volume de MCP. Pour un systeme ou le
fluide caloporteur circule dans des tubes, les ailettes sont généralement de forme circulaire ou
longitudinale [20], et des formes plus complexes peuvent également étre envisagées [21].

Le volume de MCP est ainsi parcouru d’un ensemble de tubes et d’ailettes a la forme et a I’'arrangement
pouvant étre complexe. Le role des ailettes étant d’améliorer I'échange thermique entre le fluide
caloporteur et le MCP, la modélisation d’'un module de stockage par MCP requiert de pouvoir quantifier
cette amélioration de I’échange thermique ; en d’autres termes, il faut pouvoir prédire la conduction
de la chaleur dans le MCP par les ailettes. Au sein du MCP lui-méme, plusieurs phénomenes physiques
influent sur le transfert de chaleur. Une partie du volume de MCP est occupé par du MCP solide, et une
autre partie par du MCP liquide ; un front de fusion ou solidification sépare les volumes solide et
liquide. La chaleur se transmet par conduction au sein de ces deux sous-volumes. Au sein du MCP
liquide, les différences de température peuvent générer des mouvements de convection naturelle, dus
a la variation de la masse volumique du liquide avec la température. Selon la géométrie du systeme et
des ailettes, et leur orientation par rapport a la gravité, ces mouvements de convection naturelle
peuvent améliorer le transfert de chaleur par rapport a un transfert conductif pur. C'est en particulier
le cas dans les systémes de grande taille, dans lesquels I’espace occupé par le MCP est suffisant pour
permettre le développement d’importants mouvements liquides.

Au CEA Grenoble, I'important impact des mouvements du liquide sur les transferts de chaleur a été mis
en évidence sur un module de stockage de taille prototype, dédié au stockage de vapeur [22]. Le MCP
utilisé est du nitrate de sodium (NaNOs) ; le module en contient 6350 kg. Des ailettes circulaires et des
inserts conducteurs sont disposés dans le volume de MCP, ayant tous deux pour réle d’améliorer le
transfert thermique. La résistance thermique entre le fluide caloporteur et le MCP a été mesurée
expérimentalement en fonction du volume de MCP fondu, et tracée Figure 2. Sur cette figure, les
courbes en traits pleins représentent les mesures expérimentales, et la courbe rouge en pointillé a été
obtenue a I'aide d’un modele de simulation du module, qui fait I’hypothese d’un transfert uniquement
conductif dans le MCP. A partir d’un taux de fusion de 30% environ, la résistance thermique prédite par
la simulation se maintient proche de la valeur atteinte pour 30%, alors qu’elle diminue
expérimentalement : le transfert de chaleur mesuré est plus important que la prédiction du modele.
L’écart relatif entre simulation et expérience est de I'ordre de 30 a 40%. Cela montre qu’une
contribution majeure au transfert de chaleur n’est pas prise en compte par le modéle. Dans ce module,
les inserts conducteurs ont une géométrie longitudinale, qui permet le développement d’importantes
boucles de convection naturelle dans le MCP liquide. Ainsi, il a été supposé que I'important transfert
de chaleur constaté était a imputer a ces mouvements de convection.
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Figure 2 : Résistance thermique entre le fluide caloporteur et le MCP en fonction du volume de MCP fondu, pour un module
de stockage par MCP prototype construit au CEA Grenoble [22]

Pour le dimensionnement d’un module de stockage par MCP de taille prototype ou industrielle, il
apparait ainsi nécessaire de prédire a la fois la contribution au transfert de chaleur des ailettes et des
éventuels inserts conducteurs, et celle de la convection naturelle du MCP liquide. Dans le contexte du
pré-dimensionnement d’un module qui n’a pas encore été construit, on ne dispose pas de données
expérimentales auxquelles se référer ; la prédiction de ces effets doit donc passer par des corrélations
analytiques ou empiriques, ou bien par la simulation. Pour des ailettes et des inserts a la géométrie
complexe, la simulation 2D ou 3D a maille fine des mouvements du liquide et des transferts de chaleur
dans les ailettes et inserts apparait indispensable pour prédire les transferts de chaleur. Le recours a la
mécanique des fluides numérique (ou CFD, de I’anglais Computational Fluid Dynamics) pour simuler
les problémes de changement de phase solide — liquide pose plusieurs défis. Un modeéle de simulation
doit en effet tenir compte de I’'absence de mouvements dans la phase solide du MCP, alors que la phase
liquide est en écoulement. La présence d’'un front de changement de phase, qui sépare les domaines
de I'espace occupés par les phases solide et liquide, doit étre gérée par le modele. Enfin, I'incertitude
sur les valeurs des propriétés physiques du MCP peut avoir un impact non négligeable sur les résultats
de simulation.

Par ailleurs, la nécessité de recourir a des modéles numériques a maille fine pose un probléeme quant
aux ressources informatiques nécessaires pour le calcul transitoire d’une charge ou d’une décharge de
chaleur, qui peut durer plusieurs heures. Selon la puissance de calcul dont on dispose, un calcul CFD
transitoire sur une telle durée peut prendre plusieurs jours a plusieurs semaines. Ces temps de calcul
sont beaucoup trop élevés pour les besoins du dimensionnement, au cours duquel plusieurs dizaines
de points de conception peuvent étre amenés a étre examinés. Le nombre de mailles d’un modele de
simulation doit étre relativement faible pour que le calcul transitoire d’une charge ou d’une décharge
puisse s’effectuer en un temps raisonnable.
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Le stockage de vapeur par MCP est appelé a se développer dans les années qui viennent, au vu des
efforts de recherche effectués ces dernieres années sur les centrales solaires GDV, ainsi que du
potentiel de développement du stockage de vapeur pour la valorisation de chaleur fatale et I'efficacité
énergétique dans l'industrie. La technologie de stockage tube-calandre, qui est la technologie de
stockage de chaleur par MCP la plus avancée a I’heure actuelle, en est au stade du prototype. Al’heure
actuelle, quelques modules de stockage de chaleur par MCP de taille prototype pour le stockage de
vapeur ont été construits dans le monde, principalement pour I'application des centrales solaires GDV.
Les développements futurs vont amener de nouveaux besoins pour ce qui est de la prédiction des
performances de ce type de modules de stockage, d’une part pour les besoins du dimensionnement
des modules, et d’autre part pour pouvoir intégrer un modéle d’un stockage de vapeur dans un modele
systeme plus large d’une centrale solaire GDV ou d’un procédé industriel. Ces deux applications
nécessiteront de disposer de modeles a la fois précis, fiables et rapides d’un stockage de vapeur. Or,
comme |'ont montré les travaux expérimentaux et numériques précédemment effectués du CEA
Grenoble sur un module de stockage prototype [22], la géométrie complexe des ailettes et inserts, et
les mouvements de convection naturelle du MCP liquide ont un impact important sur les transferts de
chaleur. Prédire de maniere fiable les performances d’un module ne semble donc pas étre envisageable
en dehors d’'un modele CFD a maille fine, bien trop coliteux en ressources de calcul pour le
dimensionnement ou la prédiction rapide des performances.

Afin de réduire les temps de calcul sans faire d’hypothéses simplificatrices restrictives, une possibilité
est de recourir a une approche de modélisation multi-échelles. L'idée serait d'utiliser un modele de
dimensionnement a maille grossiére et a la formulation simple (conduction thermique pure, géométrie
simple, ...), dans lequel seraient intégrées des informations lui permettant de tenir compte des effets
des ailettes et inserts et des échanges convectifs dans le MCP liquide sur les transferts de chaleur, sans
simuler directement ces effets. Dans la littérature, de nombreuses études présentent ou utilisent des
modeles a grande maille d’'un module de stockage par MCP, qui extraient ces informations de données
expérimentales ou de résultats provenant d’autres simulations a maille plus fine. Dans ces modeles,
les mouvements du MCP liquide ne sont pas simulés; le transfert thermique dans le MCP est
représenté comme étant purement conductif [21]-[31]. Les effets des ailettes et des inserts et les
transferts convectifs dans le liquide sont alors pris en compte en augmentant artificiellement la
conductivité thermique du MCP dans le modele. Un certain nombre d’études utilisent cette technique
pour tenir compte uniquement de I’'amélioration des transferts de chaleur par les ailettes et les inserts ;
les transferts convectifs sont alors négligés [21], [22], [30], [31]. Parmi les études qui ne la négligent
pas, la plupart calent la conductivité du MCP sur des données expérimentales [23], [24], [26] ; d’autres
se basent sur des résultats provenant d’autres études [25], [29], ou plus rarement sur des résultats de
calcul CFD a maille fine [28]. L'augmentation de la conductivité du MCP permet de retrouver par
simulation le flux de chaleur échangé avec le fluide caloporteur au cours du temps.

Dans le présent travail de these, il est proposé de recourir a un modéle CFD de la fusion ou de la
solidification du MCP, simulant a la fois les mouvements du MCP liquide et le changement de phase
solide — liquide, pour extraire des informations sur les transferts de chaleur au sein du module. Les
transferts thermiques et leur évolution au cours du temps sont a priori dépendants de la gé¢ométrie
des ailettes et inserts, et de 'amplitude des gradients de température dans le MCP liquide, qui est
fonction des conditions de la charge ou de la décharge effectuée (température de I'eau liquide / la
vapeur). Ainsi, pour I’étude d’un systéme avec une géométrie et un MCP donnés, I’approche proposée
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consiste a effectuer un faible nombre de calculs CFD judicieusement choisis sur cette géométrie, qui
permettront d’extraire des informations sur les transferts de chaleur qui soient valables quelles que
soient les conditions de la charge ou de la décharge simulée. L’objectif est qu’une fois ces calculs CFD
effectués, le modéle de dimensionnement puisse prédire les transferts thermiques en étant robuste
aux conditions aux limites du module (pression, température et débit du fluide caloporteur), sans avoir
besoin d’effectuer de calcul CFD supplémentaire ni de modifier les paramétres du modele.

Dans la littérature, peu d’études mettent en lien un modele de dimensionnement d’un systeme de
stockage par MCP avec un modeéle a maille plus fine. Johnson et al. [21] mettent en place une approche
de modélisation multi-échelle similaire a celle du présent travail, mais leur modéle a maille fine ne
représente pas les mouvements du MCP liquide : I'approche multi-échelles sert uniquement a
représenter les effets des ailettes et inserts dans le modéle de dimensionnement. Mostafavi Tehrani et
al. [28] présentent une approche multi-échelles tenant compte de la convection du liquide, pour le cas
d’un tube sans ailettes ni inserts (tube nu). Ces auteurs se fondent sur un total de 27 calculs CFD, en
faisant varier les dimensions géométriques du systeme et les propriétés physiques du MCP, pour établir
un modele de dimensionnement qui est robuste a la fois aux conditions aux limites, a la géométrie et
au MCP. Bien que la géométrie du tube nu n’ait pas d’intérét industriel, et que le nombre de calculs
CFD effectués soit important, leur étude montre qu’il est possible de construire un modeéle de
dimensionnement d’un module de stockage qui tienne compte des transferts convectifs dans le MCP
liquide, en réduisant des résultats de calcul CFD.

Le déploiement d’une telle approche de modélisation multi-échelles demande d’une part de maitriser
la simulation CFD du changement de phase solide — liquide. D’autre part, un modeéle de
dimensionnement d’'un module de stockage doit étre mis en place, ainsi qu’'une méthodologie
permettant d’extraire des calculs CFD des informations sur les transferts de chaleur transitoire pendant
une charge ou une décharge, qui soient utilisables par le modele systéme. Pour le présent travail de
thése, la méthodologie multi-échelles a été mise en place sur le cas de la charge de vapeur uniquement,
qui met en jeu la fusion du MCP, et la condensation du fluide caloporteur eau liquide / vapeur. Le travail
de these est ainsi structuré en deux parties, I'une portant sur la simulation de la fusion d’'un MCP par
CFD, et I'autre sur le modéle de dimensionnement, et la méthodologie permettant de faire le lien entre
les deux échelles de simulation.

Le chapitre Il de ce manuscrit présente une synthese bibliographique sur les technologies de stockage
de vapeur, la modélisation par CFD des phénomenes de fusion et de solidification, et la simulation 1D
des écoulements diphasiques liquide — vapeur dans une conduite. L’étude sur la technologie permet
de situer I'intérét de la technologie étudiée (tubes-calandre) par rapport aux technologies de stockage
de vapeur concurrentes. La revue des modeles numériques permet de choisir d’'une part un modele de
fusion pour le volet de modélisation CFD, et d’autre part un modele d’écoulement diphasique qui est
utilisé par la suite dans le modéle de dimensionnement.

Dans le chapitre Ill, le modele CFD sélectionné est utilisé pour simuler la fusion de MCP dans deux
systemes ayant des caractéristiques différentes, a savoir un cas académique de fusion dans une cavité
rectangulaire, et la fusion d’une paraffine dans un systéme de stockage de chaleur par MCP de taille
laboratoire. L'objectif de I'étude est d’étudier la sensibilité des résultats de simulation a plusieurs
parametres du modele de changement de phase. A I'issue de cette étude, des recommandations sont
dégagées sur la marche a suivre pour déterminer les valeurs optimales de ces parameétres, pour |’étude
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d’une géométrie donnée ; ces recommandations sont appliquées pour les calculs CFD menés par la
suite dans le cadre du modéle multi-échelles.

Le chapitre IV présente le modele de dimensionnement d’un module de stockage et I'approche de
modélisation multi-échelles mise en place. L’approche est testée sur le cas d’un module de stockage
de vapeur par MCP de taille prototype, construit au CEA Grenoble. La simulation CFD de la fusion du
MCP autour des tubes a ailettes de ce module permet de déterminer une corrélation sur les transferts
de chaleur, utilisée dans le modele de dimensionnement. Les résultats de ce modéle sont comparés a
ceux du modele CFD, afin de s’assurer que la méthode permet bien au modéle de dimensionnement
de retrouver les transferts de chaleur transitoires prédits par le modele CFD, tout en permettant un
gain de temps de calcul.

Enfin, dans le chapitre V, le modele de dimensionnement obtenu a I'issue du chapitre précédent est
utilisé pour simuler des essais de charge effectués sur le module prototype, afin de valider I’approche
de modélisation sur des résultats expérimentaux. Les évolutions dans le temps des flux de chaleur
global et local le long des tubes de fluide caloporteur sont comparées, pour deux essais de charge
présentant des caractéristiques différentes. L’écart entre expérience et simulation est quantifié pour
ces deux essais. L'analyse de ces résultats permet d’identifier les aspects du transfert de chaleur que
le modele prédit bien ou moins bien, et de dégager des pistes d’amélioration future de la méthodologie
de modélisation multi-échelles.
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Chapitre I. Introduction et contexte -12 -
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Ce chapitre présente un état de l'art des technologies de stockage de vapeur et des modeles et
méthodes existants pour la modélisation numérique de ces systémes. La premiére section s’intéresse
aux différentes technologies existantes pour le stockage de vapeur, qu’elles soient matures et
éprouvées ou bien au stade du laboratoire ou du prototype, comme c’est le cas des systémes tubes-
calandre par MCP qui font I'objet des travaux de cette these. La revue bibliographique permet de
mettre en lumiére les avantages que présente cette technologie de stockage de vapeur par rapport aux
autres, appuyant l'intérét d’en développer un modele de dimensionnement et de prédiction des
performances. Les deux sections suivantes dressent une revue des modeles et des techniques existants
pour la modélisation multi-échelles d’un systéeme de stockage de vapeur tubes-calandre par MCP. La
seconde section porte sur les modeéles pour la simulation 3D des phénomenes de fusion et de
solidification d’'un MCP, tenant compte des mouvements de convection naturelle qui ont lieu dans le
MCP fondu du fait des gradients de température. Ce type de simulation constitue une échelle de
modélisation fine du systéme de stockage. La troisieme section s’intéresse a la modélisation 1D des
écoulements diphasiques liquide / vapeur dans une conduite ; le modéle de dimensionnement (échelle
systeme) mis en place dans le cadre de la thése fait appel a un modele de ce type, afin de lui permettre
de simuler I'écoulement du fluide caloporteur eau liquide / vapeur dans les tubes d’un module de
stockage. Ces deux revues bibliographiques permettent de faire le choix d’une approche de
modélisation pour chacune des deux échelles.

Les différentes technologies de stockage de vapeur peuvent étre réparties en deux grandes catégories.
La premiere est constituée par la technologie de I'accumulateur de vapeur et par ses variantes. Cette
technologie, inventée dans les années 1910, est aujourd'hui a un haut niveau de maturité ; elle est
utilisée depuis plusieurs décennies et est considérée dans l'industrie comme une référence pour le
stockage de vapeur. La seconde catégorie comprend toutes les technologies fondées sur |'utilisation de
MCP. Celles-ci ont un niveau de maturité moins élevé, la plupart étant au stade de l'idée théorique ou
du laboratoire ; quelques modules de stockage prototypes et démonstrateurs existent pour la
technologie a tubes et calandre. Les technologies de la famille du stockage de vapeur par MCP se
positionnent ainsi comme des concurrentes innovantes de la technologie de I'accumulateur. Cette
section présente d'une part le concept de base de |I'accumulateur de vapeur, et les différents systemes
de stockage mis en place dans l'industrie sur la base de cette technologie, et d'autre part les différents
concepts de stockage de vapeur par MCP ayant fait I'objet de travaux de recherche, théoriques comme
expérimentaux a travers de tests en laboratoire ou sur des modules de stockage de taille prototype.

Du fait de la faible masse volumique de la vapeur, la stocker directement dans des réservoirs sous
pression n’est pas envisageable pour la plupart des applications industrielles. Le concept de base de
I’accumulateur de vapeur est ainsi de stocker la vapeur sous pression en équilibre thermodynamique
avec un volume d’eau liquide : la masse volumique bien plus élevée de I'eau liquide permet un volume
de réservoir bien moins important que si I’eau était stockée uniquement sous forme gazeuse. La
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chaleur latente de condensation de la vapeur, combinée a I'importante capacité thermique de I'eau
liquide, bien plus élevée que celle de la vapeur, contribuent a la capacité de stockage [32].

Un accumulateur au repos contient un volume d’eau liquide surplombé par un volume de vapeur
saturée (Figure 3). Les deux phases sont sous pression, a une température proche de la température
de saturation de I’eau pour la pression en vigueur dans I'accumulateur.

Selon le mode de fonctionnement le plus classique, la charge s’effectue en injectant de la vapeur dans
la phase liquide, via un injecteur dédié immergé dans I’eau liquide [33]. La vapeur injectée se condense
au contact du liquide ; la chaleur latente qu’elle libére augmente la température du volume d’eau
liquide. Cela a pour effet d’augmenter la pression de saturation : un nouvel équilibre thermodynamique
se crée dans le réservoir, caractérisé par une pression et une température plus élevées.

La décharge s’effectue en faisant diminuer la pression du systéme, via une vanne située sur la conduite
de sortie. De I'eau liquide va s’évaporer, produisant de la vapeur qui pourra étre évacuée et récupérée.
La pression de la vapeur obtenue diminue au cours de la décharge, a mesure que I’équilibre
thermodynamique dans I'accumulateur se déplace de la pression haute atteinte en fin de charge vers
la pression plus basse en sortie ; on parle de décharge en pression glissante.

Lorsqu'un accumulateur de vapeur est utilisé sous cette forme et avec ce mode de fonctionnement, on
parle d'accumulateur de Ruths [32], [33], du nom de son inventeur J. Ruths qui a breveté ce systeme
sous cette forme en 1913.

Steam charging @ Steam discharging
| =

Isolated Steam
pressure vessel —_—
Liquid phase
[ON®
Liquid water +-——> ><

charging/discharging
Figure 3 : Schéma d'un accumulateur de Ruths [32]

La quantité de vapeur produite lors d’'une décharge, et par voie de conséquence la densité énergétique
de stockage de I'accumulateur, dépendent de maniére importante de la chute de pression entre le
début et la fin de la décharge : plus celle-ci est élevée, plus une quantité élevée d’eau liquide va pouvoir
s’évaporer. Pour donner un ordre de grandeur, si I'on considere I'exemple d'un accumulateur chargé a
100 bar et déchargé a une pression de 55 bar, le modele simple d'accumulateur de Ruths donné par
Steinmann et Eck [32] prédit une production de 90 kg de vapeur pour 1m?* de volume d’eau liquide
dans I'accumulateur. En termes de densité de stockage d’énergie, cela correspond a environ 36 kWh
déchargés pour 1m? d’eau liquide. D’aprés Steinmann et Eck, les accumulateurs de Ruths ont une
densité de stockage allant généralement de 20 a 30 kWh.m?3 (rapporté au volume total de
I’accumulateur).
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L’accumulateur de Ruths est considéré comme une référence dans l'industrie pour le stockage de
vapeur. De nombreux procédés industriels faisant intervenir de la vapeur utilisent des accumulateurs
pour déphaser la production et |'utilisation de la vapeur, ou bien pour récupérer et valoriser de la
vapeur rejetée par le procédé, normalement perdue. Parmi les applications industrielles utilisant des
accumulateurs, on trouve la stérilisation d'aliments [11], des procédés de séchage [13], la métallurgie
[14], la papeterie [12], ainsi que les centrales thermiques « classiques » exploitant des ressources
fossiles [32]. Des accumulateurs sont utilisés aujourd’hui dans certaines centrales solaires thermiques
GDV pour la production d'énergie, a savoir PS-10 et PS-20 (Séville, Espagne ; Figure 4-(a)) [34], [35], et
Khi Solar One (Upington, Afrique du Sud ; Figure 4-(b)) [36]. Les accumulateurs de PS-10 atteignent en
fin de charge une pression de 40 bar pour une température de 250°C (conditions nominales de la
turbine a vapeur). On trouve également des accumulateurs dans des centrales solaires GDV dont la
fonction est de fournir de la vapeur a un procédé industriel ; on peut citer I'exemple des procédés de
dessalement d'eau de mer [37] ou bien d'un procédé pour l'industrie pharmaceutique présenté par
Berger et al. [38].

(a) ‘ (b)

Figure 4 : (a) : Les 4 accumulateurs de Ruths de la centrale solaire PS-10 (Séville, Espagne) [35]
(b) : Les 19 accumulateurs de Ruths de la centrale Khi Solar One (Upington, Afrique du Sud) [39]

Cette technologie de stockage de vapeur a |'avantage d'étre relativement simple techniquement ; elle
ne fait pas intervenir de fluide caloporteur ni d'échangeurs de chaleur intermédiaires. Elle présente
également l'intérét notable de permettre des temps de réaction rapides lors de la décharge. Cela fait
de I'accumulateur un bon candidat si I’objectif du stockage est de compenser une variation transitoire
rapide du débit de vapeur dans le procédé dans lequel il se trouve (on parle de stockage tampon). Dans
le cas d’une centrale solaire thermique, de telles variations peuvent étre liées a des fluctuations
d’ensoleillement de courte durée [34]. En contrepartie, le fait qu'un accumulateur produise de la
vapeur dont la pression décroit au cours de la décharge est un inconvénient majeur. En effet, cela n'est
pas idéal pour certaines applications (notamment les centrales solaires thermiques GDV) : si la vapeur
est utilisée au sein d’un cycle thermodynamique, I'efficacité du cycle décroit lorsque la pression de la
vapeur diminue [32], [34]. Par ailleurs, la vapeur produite en décharge est nécessairement saturée ; si
le procédé consommateur de vapeur a besoin de vapeur surchauffée, une solution pour surchauffer la
vapeur extraite de I'accumulateur doit étre installée (des exemples de telles solutions sont donnés dans
la section 11.1.1.2.2).

Les accumulateurs présentent également I'inconvénient de ne pas étre compétitifs économiquement

Chapitre II. Etatde l'art -15-
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lorsqu'il s'agit d'installer une importante capacité de stockage [40]. Pour |'application des centrales
solaires thermiques, Gonzalez-Roubaud et al. [41] montrent qu'une centrale utilisant du sel fondu
comme fluide caloporteur, avec un systéeme de stockage sensible adapté, est plus compétitive qu'une
centrale GDV avec des accumulateurs de vapeur, pour une méme capacité de stockage. Prieto et al.
[42] comparent les performances et les colits économiques de trois systemes de stockage différents
pour les centrales GDV, utilisant des accumulateurs de vapeur ou bien un systéeme de stockage de
vapeur par MCP. lls montrent qu’une solution avec accumulateurs (seuls ou accompagnés d’un systeme
de stockage sensible) est intéressante lorsque la capacité de stockage installée est inférieure a 3 heures.
Pour une capacité plus importante, remplacer les accumulateurs par un systeme de stockage par MCP
augmente la production annuelle de 15%, tout en réduisant de 12% environ le co(t total de la centrale.
Les auteurs expliquent ce résultat par le fait que le débit de charge des accumulateurs est limité, du
fait de contraintes liées a leur intégration dans la centrale. Par ailleurs, un systéme de stockage par
MCP présente I'avantage de permettre une production de vapeur en décharge a des conditions plus
proches du fonctionnement nominal de la turbine.

Du fait de ces contraintes techniques et économiques, les capacités de stockage installées sur les
centrales GDV actuellement en fonctionnement dans le monde sont relativement faibles. Les quatre
accumulateurs de la centrale PS-10 (Figure 4-(a)) ont une capacité totale de 20 MWh, et permettent a
la centrale de fonctionner sans ensoleillement pendant 50 minutes a 50% de la capacité nominale de
la turbine [35]. La centrale Khi Solar One a une autonomie de 2 heures, permise par 19 accumulateurs
(Figure 4-(b)). Sa production nominale étant de 50 MW [39], on peut estimer la capacité de stockage a
100 MWh minimum. A titre de comparaison, d'autres centrales solaires thermiques ayant un systéme
de stockage sensible a base de sels fondus ont une capacité de stockage pouvant dépasser 1000 MWh
[43]—[45]. Cela leur permet de produire de I'électricité quelle que soit I’'heure de la journée, le stockage
seul permettant d'assurer une production pendant la nuit. Le manque de compétitivité économique
des accumulateurs de vapeur pour les grandes capacités de stockage est probablement a imputer au
colt économique individuel d'un accumulateur. Celui-ci est probablement élevé, du fait des
importantes contraintes mécaniques dues a la pression de plusieurs dizaines de bars sous laquelle est
stockée la vapeur : une grande épaisseur de paroi est nécessaire. Cette méme raison rendrait difficile
également la construction d’accumulateurs de grande taille.

Sous sa forme la plus basique, dite de Ruths, un accumulateur est utilisé en charge pour stocker de la
vapeur saturée ou surchauffée, et en décharge pour fournir de la vapeur saturée dont la pression
décroit au cours de la décharge. Certains procédés ont besoin de vapeur a pression constante au cours
du temps ou bien de vapeur surchauffée. Pour de tels procédés, il est tout de méme possible d'utiliser
des accumulateurs comme solution de stockage de vapeur ; les inconvénients de I'accumulateur de
Ruths peuvent étre palliés en travaillant sur l'intégration de I'accumulateur (ou des accumulateurs) de
vapeur dans le procédé global.

Steinmann et Eck [32], et Tamme et al. [46] présentent un mode de fonctionnement permettant
d'obtenir de la vapeur a pression constante au cours de de la décharge. L'idée est de décharger en
prélevant non pas de la vapeur mais de l'eau liquide saturée dans le volume d'eau liquide de
I'accumulateur. Cette eau liquide sous pression est évaporée a l'extérieur de Il'accumulateur, en
diminuant sa pression. Dans ce mode de fonctionnement, de I'eau liquide froide est injectée dans
I'accumulateur pendant la décharge, afin de maintenir constante la quantité d’eau liquide. Le mélange
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de cette eau liquide avec le liquide plus chaud situé prés de la surface libre doit étre limité, afin de ne
pas diminuer la température de saturation de I’eau, et donc sa pression. Dans un autre contexte que
celui du stockage de vapeur, la possibilité de décharger I'accumulateur en prélevant de |'eau chaude
permet également d'utiliser I'accumulateur comme un dispositif de stockage ou de génération d'eau
chaude. Beckmann et Gilli [47], qui présentent ce mode de fonctionnement, indiquent que la charge
peut alors s'effectuer en injectant de I'eau chaude, de la vapeur ou bien les deux a la fois.

Un autre mode de fonctionnement, qui implique également I'extraction ou l'injection d'eau liquide
dans l'accumulateur, permet d'utiliser I'accumulateur a la fois comme un module de stockage de
vapeur et un dispositif de séparation des phases [32], [48]. Ce mode de fonctionnement est adapté a
certaines centrales solaires GDV dans lesquelles le champ solaire produit un mélange d'eau liquide et
de vapeur. L'accumulateur et la turbine sont disposés en série : le mélange eau / vapeur provenant du
champ solaire passe en toutes circonstances par I’'accumulateur avant de rejoindre la turbine (Figure
5). Lors de l'injection dans I'accumulateur, I’eau liquide reste a I'intérieur, tandis que la phase vapeur
sort et part alimenter la turbine. En parallele, de lI'eau liquide est prélevée dans le bas de
I’accumulateur ; elle repart alimenter le champ solaire. La pression dans I'accumulateur reste constante
au cours de la charge. La décharge de vapeur s'effectue ici en diminuant la pression, comme pour un
accumulateur de Ruths classique. Cette utilisation de I'accumulateur permetd'assurer une fourniture
de vapeur saturée a la turbine en combinant les fonctions de stockage et de séparation des phases
liquide et vapeur : on réduit ainsi le co(t du systeme.
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Figure 5 : Schéma d'une centrale solaire GDV avec recirculation dans le champ solaire et les accumulateurs de vapeur [32]

Pour les applications nécessitant de la vapeur surchauffée, plusieurs solutions existent. L’'une d’entre
elles consiste a surchauffer la vapeur saturée produite par I'accumulateur a l'aide d'un dispositif
extérieur, par exemple un autre module de stockage thermique dédié a cette fonction. Il s'agit de la
solution adoptée par Alsolen 450, un prototype de centrale solaire GDV construite par le CEA a
Cadarache (Bouches-du-Rhéne, France) [19]. Un accumulateur y est utilisé a la fois comme module de
stockage thermique et comme séparateur de phases ; la vapeur saturée qu'il produit lors des phases
de décharge est envoyée dans un module de stockage sensible haute température, a base de briques
en terre cuite, pour y étre surchauffée.
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Beckmann et Gilli [47] présentent une variante d'accumulateur permettant de produire directement
de la vapeur surchauffée, utilisée entre les années 1930 et 1970 pour propulser des locomotives a
vapeur dites « sans carburant », fonctionnant sans brdler de charbon ou de pétrole. Ce type
d'accumulateur est chargé a une pression supérieure a la pression nécessaire pour le fonctionnement
de la locomotive. Lors de la décharge, une vanne (2) permet de réduire la pression et la température
de la vapeur saturée extraite ((1) sur la Figure 6), afin de I'amener a la pression de travail de la
locomotive. Les tubes dans lesquels circule la vapeur retournent ensuite a I'intérieur de I'accumulateur
(3) ; c’est la vapeur de I'accumulateur, a plus haute pression et température, qui surchauffe la vapeur
introduite en se condensant sur les parois des tubes.

Figure 6 : Schéma de I'accumulateur produisant de la vapeur surchauffée, utilisé pour la locomotive "sans carburant” [47]

Plus récemment, un systeme dans le méme esprit a fait I'objet d'un brevet [49] déposé en 2010 par la
société espagnole Abengoa Solar (acteur du secteur solaire qui exploite plusieurs centrales dans le
monde). Ce systeme utilise deux accumulateurs de Ruths, chargés a deux niveaux de pression
différents. En décharge, la vapeur issue des deux accumulateurs est dirigée vers un échangeur de
chaleur, ou la vapeur a plus haute pression ( (4’) sur la Figure 7) surchauffe la vapeur a plus basse
pression (flux (4)). La vapeur surchauffée ainsi obtenue (5) peut aller directement alimenter le procédé
consommateur de vapeur (une turbine dans le cas d'une centrale solaire thermique, application pour
laquelle les auteurs ont développé ce concept). Prieto et al. [42] étudient la possibilité d’utiliser dans
une centrale solaire GDV un systeme de stockage composé de deux groupes d’accumulateurs, pour
produire de la vapeur surchauffée selon ce principe.
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Figure 7 : Schéma du systéme de stockage a deux accumulateurs breveté par Abengoa Solar [49]

Des accumulateurs de vapeur aux caractéristiques particulieres sont utilisés dans le secteur militaire,
au sein de systemes de catapultage présents sur les porte-avions [47], [50]. Ces systemes permettent
aux avions militaires d’acquérir une vitesse suffisante pour décoller depuis la piste d'un porte-avions,
trop courte pour que I'avion décolle a I'aide de ses moteurs seuls. De la vapeur a haute pression est
utilisée pour propulser a haute vitesse une piece métallique reliée a l'avion ; cette vapeur est fournie
par un accumulateur.

De tels accumulateurs ont pour particularité d’avoir un cycle de charge et de décharge de trés courte
durée. Il est en effet nécessaire d’expulser une grande quantité de vapeur sur un temps trés court afin
de permettre a un avion de plusieurs tonnes de décoller. Beckmann et Gilli [47] donnent un ordre de
grandeur de 2,5 s pour la décharge de vapeur et indiquent en outre qu’un décollage consomme environ
850 kg de vapeur. Du fait de la grande rapidité des charges et décharges, celles-ci se font hors équilibre
thermodynamique [47], [51]. Une autre particularité de ce type d'accumulateurs est que la quantité
d'eau liquide peut y étre plus basse que dans un accumulateur classique ; dans certains cas, un
accumulateur aéronautique peut ne contenir que de la vapeur en début de décharge [47]. Cela est d{
au fait que la fonction de ces accumulateurs est moins de stocker de I'énergie que de permettre une
libération d'une grande quantité de vapeur en un temps tres court ; dans un accumulateur classique,
plus focalisé sur la capacité de stockage, le volume d'eau liquide y contribue au premier ordre. Sun et
al. [51] indiguent que, lors de la conception d'accumulateurs pour catapultes, le choix du niveau liquide
résulte d'un compromis entre la capacité de stockage (et donc de fourniture) de vapeur et le temps de
cycle charge / décharge.

Dans certains procédés industriels, des accumulateurs peuvent étre utilisés pour stocker de la chaleur
non liée a un effluent de vapeur. On integre alors un échangeur de chaleur dans I'accumulateur, dans
lequel circule un fluide caloporteur intermédiaire qui transmet (en charge) ou récupére (en décharge)
de la chaleur de I'eau liquide contenue dans I’accumulateur [47]. Le stockage devient alors indirect,
I'eau (liquide et vapeur) contenue dans l'accumulateur étant utilisée uniguement comme milieu de
stockage de chaleur, et non directement dans le procédé. Steinmann et Eck [32] indiquent gu’il est
envisageable d'utiliser des accumulateurs dont la charge de chaleur est effectuée de maniére indirecte,
dans les procédés solaires ou le fluide caloporteur n’est pas de I'eau, par exemple dans les centrales
solaires thermiques qui utilisent de I’huile comme fluide caloporteur. En intégrant un échangeur dans
le volume d’eau liquide, I’huile chaude provenant du champ solaire peut venir transmettre sa chaleur
a I'eau de I'accumulateur. La décharge peut ensuite s’effectuer de maniere classique en extrayant de
la vapeur, pour alimenter la turbine (Figure 8).
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Figure 8 : Schéma d'une centrale solaire avec accumulateur de vapeur utilisé comme module de stockage indirect [32]

L'usage de MCP pour le stockage de vapeur présente plusieurs intéréts. Premiérement, I'idée de stocker
I'énergie thermique de la vapeur dans un matériau de stockage thermique (stockage indirect) permet
de lever le principal verrou posé par la technologie de I'accumulateur de vapeur, a savoir la capacité de
stockage, comme évoqué dans la section précédente. En effet, un MCP peut stocker de la chaleur sans
avoir besoin d'étre maintenu sous pression, ce qui permet de diminuer I'épaisseur des parois de la
calandre du systeme de stockage par rapport a un accumulateur. Deuxiémement, comme expliqué en
introduction, la capacité des MCP a stocker de la chaleur a température constante ou quasi constante
est idéale pour les performances d'un systeme de stockage de vapeur, la vapeur étant également a
température constante au cours de son passage dans le module de stockage. En décharge, la vapeur
régénérée par un module de stockage par MCP est a une pression et une température inférieures a
celles de la vapeur fournie au module en charge ; I'usage d’'un matériau de stockage latent permet de
limiter cette perte de pression et de température entre charge et décharge.

La plupart des matériaux utilisables en tant que MCP ont pour inconvénient d'avoir une faible
conductivité thermique. Pour I"application du solaire thermique, la plupart des matériaux candidats
ont une conductivité inférieure 3 0,5 W.m1.K?; cela représente une sérieuse limitation sur la puissance
thermique du stockage. Les gradients thermiques au sein du MCP peuvent donner lieu a des
mouvements de convection naturelle au sein de la phase liquide du MCP, qui peuvent contribuer a
I'échange thermique. Cet effet est cependant peu présent lors de la phase de décharge, du fait de la
formation d'une couche de MCP solide sur la surface d'échange, qui s'épaissit a mesure que la décharge
progresse. Cette couche solide limite les mouvements de convection naturelle dans le MCP liquide.

Le principal défi pour un systéeme de stockage de chaleur par MCP est ainsi d’assurer un échange
thermique suffisant entre le fluide caloporteur (eau / vapeur pour le stockage de vapeur) et le MCP,
malgré la faible conductivité du MCP ; la plupart des technologies existantes (sur le papier, en
laboratoire ou a I'échelle prototype) ont été imaginées dans ce but. Les différentes technologies
envisagées pour le stockage de vapeur sont présentées dans cette section.

Dans un systeme de stockage dit tubes-calandre, le MCP est placé dans une calandre traversée par des
tubes (schéma Figure 9). Le fluide caloporteur, ici la vapeur, circule dans les tubes et échange de la
chaleur avec le MCP a travers la paroi des tubes. Ce systeme est comparable a un échangeur de chaleur
a tubes et calandre classique ; la particularité étant ici que le MCP est fixe dans la calandre,
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contrairement a un échangeur classique ou les deux fluides échangeant leur chaleur sont en
mouvement. Afin d'intensifier I'échange thermique, des ailettes sont quasi systématiquement
disposées sur la surface extérieure des tubes au contact du MCP. Le r6le des ailettes est de conduire la
chaleur vers le MCP se trouvant dans des zones éloignées des tubes qui mettraient du temps a fondre
ou a se solidifier si le tube était nu [20]. Des inserts ou des mousses métalliques sont également parfois
disposés dans le MCP, afin d'intensifier le transfert de chaleur en son sein.

Collecteur Arrivée/sortie
/Distributeur du fluide caloporteur

4—— Calandre

Tubes

McCP

Collecteur Arrivée/sortie
/Distributeur du fluide caloporteur

Figure 9 : Dessin d'un systéme de stockage de chaleur par MCP de type tubes-calandre [52]

Les dimensions des ailettes et inserts et leur disposition dans la calandre influent fortement sur la
puissance de I'’échange thermique. En effet, le temps nécessaire a la fusion d’un élément de volume
de MCP est lié a la distance qui sépare cet élément de volume des différentes parties métalliques (tubes
et ailettes); cette distance doit dans I'idéal étre la plus faible possible. La géométrie et la disposition
des ailettes et inserts doivent ainsi étre congues de maniere a ce que lI'ensemble du MCP présent dans
la calandre soit situé suffisamment proche des parties conductrices pour pouvoir fondre ou se solidifier
en un temps voulu. L’étude menée par Bayon et al. [53] illustre bien I'importance de I'occupation du
MCP par les ailettes et inserts conducteurs. Ces auteurs ont étudié expérimentalement un module de
stockage de vapeur par MCP avec ailettes en graphite, dont une partie du volume du MCP n’est ni
traversé par les tubes, ni a portée des ailettes. lls montrent qu’en décharge, la puissance échangée de
leur module est limitée par la présence du volume de MCP loin des ailettes, qui fond moins vite que le
MCP situé plus proche des tubes et des ailettes. Il est également difficile de récupérer en décharge la
chaleur que ce volume a accumulée pendant la charge : ainsi, ce volume ne contribue quasiment pas
au stockage de chaleur, ce qui diminue la densité de stockage du module.

Le matériau dont sont constitués les ailettes et inserts doit avoir une conductivité thermique élevée
afin de conduire efficacement la chaleur dans la masse de MCP. Dans la littérature, les deux matériaux
d'ailettes les plus couramment cités pour le stockage de vapeur sont le graphite et I'aluminium, dont
les conductivités respectives sont de I’ordre de 150 W.m2.K* et 200 W.m™.K%. Par ailleurs, le matériau
devra étre choisi afin de supporter les sollicitations thermo-mécaniques auxquelles il sera soumis lors
du fonctionnement du module de stockage. Le choix peut également étre orienté par la tenue du
matériau a la corrosion au niveau de température auquel le MCP va étre amené en fonctionnement.
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Ainsi, I’'aluminium ne convient pas pour les trop hautes températures car celles-ci le rendent vulnérable
a la corrosion [54]. Le graphite, de son c6té, est un matériau assez fragile, des ailettes en graphite
pouvant s’avérer fragiles.

En termes de densité de stockage, les modules tubes-calandre prototypes construits au CEA Grenoble
pour le stockage de vapeur (présentés en section 11.1.2.1.2 ci-dessous) permettent en décharge de
fournir une énergie d’environ 40 a 50 kWh.m (rapporté au volume total du module) pour la génération
de vapeur. Ces performances montrent qu’il est possible d’atteindre avec cette technologie des
densités de stockage environ 1,25 a 2 fois plus élevées que celles des accumulateurs de vapeur.

Le stockage tubes-calandre est a I'heure actuelle la technologie de stockage de vapeur par MCP la plus
largement étudiée et la plus mature. Elle est actuellement au stade du démonstrateur, quelques
modules prototypes ayant aujourd'hui été construits et testés dans le monde.

Bayon et al. [53] présente un module horizontal d'un peu plus de 4 m de long, dans lequel passe un
faisceau de 5 tubes qui serpentent entre I’avant et I'arriere du module (schéma Figure 10). Des ailettes
en graphite sont disposées sur une partie de la longueur du module, au milieu du MCP, au contact des
tubes. Le MCP choisi est un mélange eutectique de nitrate de potassium (KNOs, 54% en masse) et de
nitrate de sodium (NaNOs, 46% en masse) ; sa température de fusion est de 220°C environ. La vapeur
fournie en entrée en charge est a 235°C environ et est surchauffée de quelques degrés Celcius, tandis
gue l'eau liquide saturée fournie pour la décharge est a 195°C environ ; les niveaux de pression
correspondants sont de 27 et 14 bar respectivement. Ce module a été installé et testé au Plataforma
Solar de Almeria (Espagne) par |'organisation de recherche technologique espagnole CIEMAT.
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Figure 10 : Schéma du module tube-calandre horizontal construit par le CIEMAT [53]

Laing et al. [40], [52] décrivent un prototype qui a été construit et testé a Carboneras (Espagne) par
I’organisation de recherche allemande DLR. Il s’agit d’un module vertical de 7 m de haut pour 1,5 m de
cOté en moyenne, dans lequel se trouve un faisceau de 152 tubes de 6 m de long, sertis d’ailettes
radiales en aluminium (cf. Figure 11). Le MCP utilisé ici est du nitrate de sodium NaNOs pur ; le point
de fusion est de 306°C. Lors des tests de charge et de décharge présentés dans [52], la température de
la vapeur fournie pour la charge est de 320°C environ, et celle de I'eau liquide fournie pour la décharge
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est de 295°C environ. Les essais présentés ont été effectués avec une stratégie de conduite dite en
pression glissante : la pression de la vapeur fournie pour la charge augmente au cours du temps, et
celle de la vapeur régénérée en décharge diminue au cours du temps. Cette variation de pression est
associée a une variation de la température de saturation du fluide caloporteur : la différence de
température entre le fluide caloporteur et le MCP augmente donc avec le temps en charge, et diminue
en décharge. Ainsi, ce mode de fonctionnement permet de compenser |’augmentation de la résistance
thermique entre le tube et le MCP, que I’on constate au cours d’un essai a mesure que le front de fusion
dans le MCP s’éloigne des tubes. La pression du fluide caloporteur eau liquide / vapeur varie de 70 a
115 bar environ en charge, et de 97 a 78 bar en décharge.

Figure 11 : Le module MCP construit par DLR a Carboneras (Espagne), avant son installation. Sur le sol se trouvent quelques-
uns des tubes ailetés [40]

Le module de Laing et al. est intégré au sein d’un systeme de stockage composé de deux modules de
stockage prototypes distincts, le second d’entre eux étant un module de stockage sensible utilisant du
béton comme matériau de stockage. La construction de ces deux modules prototypes permet aux
auteurs de tester leur fonctionnement au sein d’un type de systéme de stockage étudié dans la
littérature pour le stockage de vapeur, constitué d’'un module latent et deux modules sensibles. Dans
ce type de systeme tri-étagé, les températures des matériaux de stockage des deux modules sensibles
sont respectivement supérieure et inférieure au point de fusion du MCP du module latent. Les trois
modules sont disposés en série.

Lors de la charge de chaleur, la vapeur en entrée du systeme de stockage est surchauffée ; le module
sensible haute température a pour réle de 'amener a saturation. La vapeur saturée part ensuite dans
le module latent, ou elle est condensée. Le liquide saturé obtenu passe enfin dans le module sensible
basse température, ou il est sous-refroidi. Lors de la décharge, le fluide caloporteur parcourt le chemin
inverse dans le systeme. Initialement sous forme d’eau liquide sous-refroidie, il est amené a saturation
dans le module sensible basse température, puis évaporé dans le module latent, enfin le module
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sensible haute température surchauffe la vapeur obtenue. Il est envisagé d’utiliser les systemes tri-
étagés dans les centrales solaires thermiques GDV, le fluide caloporteur utilisé pour ce type de
centrales solaires étant de I'’eau que le rayonnement solaire concentré améne a I'état de vapeur
surchauffée. Le schéma de principe d’'un systéeme tri-étagé intégré dans une centrale GDV est
représenté Figure 12.
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Figure 12 : Schéma de principe d'un systeme de stockage de vapeur tri-étagé [46]

Certaines études envisagent également I'usage de systémes a 4 étages [55], ou bien a 1 ou 2 étages
[56] pour les centrales solaires GDV ; dans ce second cas, le module latent a alors un fonctionnement
et un dimensionnement différent, car il doit assurer a la fois la condensation ou I’ébullition du fluide
caloporteur, et I'échange de chaleur sensible avec la vapeur et I'eau liquide monophasiques. Pour
d’autres applications que le stockage de vapeur, dans lesquelles le fluide caloporteur est
monophasique, des concepts faisant intervenir plusieurs modules de stockage latent disposés en série,
avec des MCP dont les points de fusion sont étagés sur une certaine gamme de température, ont été
imaginés [17], [57], [58]. Il est également possible de disposer plusieurs modules identiques en
parallele, ce qui permet d’augmenter la capacité de stockage totale, en s’affranchissant des éventuels
verrous technologiques inhérents a la construction de modules de tres grande taille [16]. En outre, en
charge, cela permet de garantir en toutes circonstances dans chaque module un débit de fluide
caloporteur proche de leur point de fonctionnement nominal : le nombre de modules en
fonctionnement peut en effet étre adapté au débit de fluide caloporteur a traiter [17]. En décharge, la
guantité de chaleur déchargée peut de la méme maniere étre modulée en fonction des besoins du
procédé (débit de vapeur constant ou bien besoin ponctuel important).

Deux modules prototypes ont été construits par le CEA a Grenoble, utilisant également du nitrate de
sodium pur comme MCP. Le premier d'entre eux est décrit par Garcia et al. [22] ; il contient 6300 kg de
NaNOs, au milieu duquel passe un faisceau de 61 tubes. Ceux-ci sont sertis d’ailettes circulaires en
aluminium et des inserts extrudés en aluminium sont disposés autour des tubes (cf. Figure 13-(a)). Le
rayon des ailettes étant faible devant la distance séparant deux tubes, les inserts permettent de
conduire la chaleur au-dela de la zone de MCP occupée par les ailettes. La géométrie des inserts a été
optimisée afin de ne laisser aucune zone dans le volume de MCP qui soit trop éloignée des parties
métalliques, comme expliqué précédemment. Le second module contient un faisceau de 19 tubes pour
un peu moins de 2000 kg de NaNOs. Les tubes sont munis d’ailettes en acier soudées aux tubes et
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disposées selon un motif hélicoidal ; on parle d’ailettes segmentées (cf. Figure 13-(b)). Le modele multi-
échelles d'un stockage de vapeur présenté dans le chapitre IV de ce manuscrit a été testé et validé sur
des résultats expérimentaux issus de ce second module.

(a) (b)
Figure 13 : Photographies des tubes a ailettes et inserts des deux modules tubes-calandre prototypes construits par le CEA a
Grenoble
(a) : Tubes a ailettes radiales et inserts du premier module prototype
(b) : Tubes a ailettes segmentées du second module prototype

La centrale solaire de démonstration Alsolen 450 (précédemment évoquée en section 11.1.1.2.2), située
sur le centre CEA de Cadarache, utilise une version a une échelle supérieure (pré-industrielle) du
module avec ailettes radiales et inserts en aluminium construit a Grenoble. Ce module est intégré dans
un systeme comprenant deux autres modules de stockage, respectivement pour le stockage de
I’énergie sensible de I'’eau sous-refroidie et de la vapeur surchauffée. Garcia et al. [19] présentent des
simulations a I'échelle systéme du systeme de stockage de la centrale Alsolen 450 ; le module latent y
est simulé avec un fonctionnement en pression glissante. La température de la vapeur stockée en
charge atteint un maximum d’environ 320°C, tandis que la température de |'eau liquide entrant dans
le stockage en décharge atteint un minimum de 290°C environ. Ces niveaux de température se trouvent
étre tout a fait similaires a ceux décrits par Laing et al. [52] pour le fonctionnement de leur module,
I'application envisagée (les centrales solaires GDV), le MCP choisi et la stratégie de conduite étant les
mémes.

Johnson et al. [59], [60] présentent un module installé au sein d’une centrale de cogénération située
en Allemagne, dans la région de Sarre, qui produit de la vapeur en brilant du gaz d’origine miniére. La
quantité de vapeur produite peut diminuer selon la quantité de méthane présente dans les gaz que
I’on brile ; la fonction du stockage est de supplémenter la production de vapeur lorsque cela arrive,
afin de la maintenir constante. Le MCP utilisé est également du NaNOs ; le module en contient environ
32 tonnes. De la vapeur surchauffée est fournie au module en charge, a une température de 350°C et
une pression de 25 bar ; la température de saturation de I’eau a cette pression est de 224°C. Au cours
de la charge, la vapeur ne se condense pas mais baisse en température uniguement, sans atteindre sa
température de saturation : la vapeur surchauffée sortant du module en charge est réutilisée dans le
procédé. En décharge, de I'eau liquide a une température de 103°C est fournie : dans le module, elle
est successivement amenée a saturation, évaporée, et surchauffée jusqu’a 350°C une fois sous forme
vapeur. Ce module est a ce jour le seul module de stockage de vapeur par MCP construit pour une
application autre que les centrales solaires thermiques.
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Enfin, Willwerth et al. [61] présentent un autre module prototype installé au Plataforma Solar de
Almeria (Espagne), opérant a une pression plus faible. La vapeur saturée fournie pour la charge a une
température maximale de 170°C ; en décharge, I’eau liquide sous-refroidie que I’on fournit au module
a une température de 130°C. Le MCP utilisé est un mélange de sels dont le nom commercial est HITEC® ;
sa transition de phase s’effectue autour de 140°C. Les auteurs utilisent ce module pour tester la
faisabilité d’un stockage de vapeur par MCP pour une centrale solaire GDV de test installée a I'Ecole
Nationale d’Ingénieurs de Tunis (Tunisie), générant de la vapeur a une pression plus faible (12,5 bar)
que les centrales GDV industrielles.

Une autre solution pour intensifier les échanges thermiques entre la vapeur et le MCP est d’encapsuler
ce dernier, c’est-a-dire de le conditionner sous la forme de multiples conteneurs (capsules) remplis de
MCP, qui sont mis au contact du fluide caloporteur. L'échange de chaleur se fait a travers la paroi des
conteneurs. L'intérét est d’augmenter la surface d’échange et de réduire la distance caractéristique du
transport de la chaleur au sein du MCP.

Le principal concept de stockage de vapeur faisant intervenir des capsules de MCP a été imaginé pour
améliorer un accumulateur de vapeur, afin de produire de la vapeur a pression quasi constante en
décharge (problématique présentée en section 11.1.1.1). L'idée est de plonger des capsules de MCP
dans le volume d’eau liquide d’un accumulateur. Le MCP accumule de la chaleur et fond lors de la phase
de charge. En décharge, le MCP se solidifie progressivement, en maintenant sa température autour de
son point de fusion : les variations de température a 'intérieur de I'accumulateur sont ainsi limitées.
Cela permet d’extraire de la vapeur saturée a température et pression relativement constantes ; la
pression de la vapeur est égale en moyenne a la pression de vapeur saturante de |’eau pour la
température de fusion du MCP [32], [33], [46], [62]. Steinmann et Tamme [62] présentent des capsules
cylindriques de 0,5m de longueur et de 15-25mm de diamétre, ayant été fabriquées pour des tests de
ce concept en laboratoire (Figure 14).

Figure 14 : Capsules cylindriques de MCP a placer dans un accumulateur [62]

Guédez et al. [63] présentent une modélisation d’un autre concept prenant la forme d’un réservoir
sous pression dans lequel se trouve un lit de capsules de MCP sphériques. Le fluide caloporteur eau
liquide / vapeur circule au milieu des capsules, se condensant a leur contact lors de la phase de charge,
et s’évaporant lors de la phase de décharge. L'utilisation d’un lit de capsules sphériques est un concept
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assez souvent étudié dans le domaine du stockage de chaleur par MCP [54], mais I'application au
stockage de vapeur est rarement envisagée. Weislogel et Chung [64] ont étudié expérimentalement en
laboratoire un réservoir de 23 cm de c6té contenant des sphéres remplies de paraffine, exploité a une
pression proche de la pression atmosphérique. L'étude de Guédez et al. est la seule recensée qui
envisage |'application du concept de lit de capsules de MCP au stockage de vapeur a haute température
et haute pression.

L'un des principaux défis techniques posés par I’encapsulation du MCP provient de |’expansion
volumique de celui-ci lors de sa fusion. Il convient de s’assurer que cette expansion n’exerce pas sur la
capsule de trop importantes contraintes mécaniques qui pourraient la faire rompre. Deux solutions
sont en théorie possibles pour limiter ces contraintes : utiliser des capsules flexibles pouvant s’agrandir
lorsque le MCP fond ou bien introduire un volume de gaz dans les capsules afin de laisser au MCP la
place de se dilater. Par ailleurs, les MCP utilisés pour les hautes températures rencontrées dans les
centrales solaires GDV (sels) étant corrosifs, les capsules doivent également avoir une épaisseur
minimale afin de tenir a la corrosion sur une durée suffisante.

Les solutions se fondant sur des matériaux composites partent de lI'idée d’améliorer I'échange
thermique en jouant sur les propriétés du matériau de stockage, plutét que sur les conditions de
I’échange comme le font les deux solutions présentées précédemment. On utilise ici comme matériau
de stockage un composite constitué de MCP et d’un autre matériau conduisant mieux la chaleur. Le
matériau composite aura une conductivité thermique plus élevée que le MCP seul. Pour le stockage de
vapeur, le graphite est le matériau conducteur le plus couramment adopté. Un composite MCP-
graphite peut étre fabriqué en dispersant des particules de graphite dans du MCP liquide, en
comprimant ensemble les deux composants réduits en poudre [65]-[67] (cf. Figure 15), ou bien en
infiltrant de la mousse de graphite avec du MCP, en immergeant a chaud un échantillon de mousse
dans du MCP liquide [66].

Figure 15 : Bloc de composite MICP / graphite obtenu par compression. Les trous sont aménagés pour faire passer les tubes
de vapeur. [62]

La conductivité du matériau composite augmente avec le taux de graphite. D’apreés Steinmann et
Tamme [62], qui présentent le cas des composites constitués de graphite et d’'un mélange eutectique
de nitrate de sodium (NaNOs) et de nitrate de potassium (KNOs), la conductivité est 6 fois plus élevée
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que celle du MCP NaNO3-KNOs seul pour un taux de graphite de 10% en masse, et 40 fois plus élevée
pour un taux de 30%. En contrepartie, I'inclusion de graphite dans le MCP diminue la chaleur latente
par unité de volume, et donc la densité énergétique du stockage ; en effet, le MCP n’occupe qu’une
portion du volume du matériau de stockage. En outre, la conductivité est influencée par la méthode
d’élaboration du composite [66]. Enfin, les propriétés du composite peuvent se voir altérées au cours
des cycles de fusion et de solidification. Pour du MCP infiltré dans de la mousse de graphite, du MCP
peut s’échapper de la matrice de graphite pendant un cycle. Pour un matériau élaboré par
compression, selon la température a laquelle la compression est effectuée, la microstructure peut
changer apres cyclage, affectant négativement la conductivité du composite [67].

Certaines technologies font appel a un second fluide caloporteur qui va servir d’intermédiaire pour le
transfert de chaleur entre la vapeur et le MCP. L'idée repose sur le principe du caloduc : le fluide
caloporteur intermédiaire va subir un changement de phase liquide / vapeur au cours du transfert de
chaleur, qui permet de le mettre en mouvement naturellement. Sous sa forme liquide, le fluide
intermédiaire va s’évaporer au contact de la vapeur a condenser en charge, ou biendu MCP chaud en
décharge). La diminution de sa masse volumique qui en résulte lui permet de se mouvoir
spontanément vers la source froide (le MCP froid en charge, I’eau liquide a évaporer en décharge), ou
il va céder sa chaleur et se condenser. Il va ensuite revenir vers la source chaude en s’écoulant par
gravité ou par capillarité. Le fluide caloporteur intermédiaire doit étre choisi de telle sorte que son
point d’ébullition soit proche du point de fusion du MCP et de la température de saturation de la vapeur
a la pression a laquelle elle se trouve.

Un concept de module de stockage de vapeur fondé sur ce principe est présenté par Adinberg et al.
[68] (cf. Figure 16). Il consiste en un réservoir contenant un bloc de MCP en son centre et deux
échangeurs de chaleur situés respectivement au-dessus et en-dessous de ce bloc. L'échangeur situé
en-dessous est immergé dans le fluide caloporteur intermédiaire, sous sa forme liquide. On fait circuler
de la vapeur dans I’échangeur du bas en charge. Celle-ci fait s’évaporer le liquide, qui va aller
transmettre sa chaleur au MCP, au milieu duquel des canaux sont aménagés afin de faire circuler le
fluide caloporteur sous forme vapeur. La vapeur se condense, avant de retourner dans le volume de
liquide situé dans le bas du module. En décharge, la chaleur du MCP fait s’évaporer le fluide caloporteur
intermédiaire ; la vapeur transmet sa chaleur a I'eau liquide circulant dans I’échangeur du haut du
module, afin de produire de la vapeur.

Le fluide caloporteur intermédiaire adopté par les auteurs pour leur étude numérique est un fluide
caloporteur haute température commercial, qui s’évapore sous une pression de 8 a 10 bar dans la
gamme de température considérée. Les auteurs envisagent d’appliquer ce concept pour les centrales
solaires thermiques, pour produire directement de la vapeur surchauffée : en décharge, on fournirait
de I'eau liquide saturée en entrée du systéme, et I’échange de chaleur se ferait a la fois en chaleur
latente (évaporation de I’eau liquide) et sensible (surchauffe de la vapeur).
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Figure 16 : Schéma du concept de module de stockage avec fluide caloporteur intermédiaire présenté par Adinberg et al. [68]

La derniere classe de concepts de stockage par MCP est fondée sur I'idée de faire se déplacer le MCP
au cours de I'échange avec le fluide caloporteur eau liquide / vapeur (stockage actif). Le principal
intérét est que cela permet d’augmenter le coefficient d’échange avec le fluide caloporteur : en effet,
si le MCP se comporte comme un fluide que I’on peut pomper, I'échange de chaleur peut se faire par
convection forcée, du coté du MCP comme du fluide caloporteur. C'est en décharge que le gain de
performances est le plus important car on s’affranchit de I'effet d’augmentation progressive de la
résistance thermique entre fluide caloporteur et MCP au cours de la décharge, caractéristique des
systemes passifs. En effet, un systeme actif empéche la formation d’une couche de MCP solide sur la
surface d’échange. Un autre avantage des systemes actifs est qu’ils permettent le découplage de la
capacité de stockage et de la puissance de I'’échange thermique, car I’échange de chaleur se fait dans
un échangeur distinct. Le réservoir de stockage du MCP et I’échangeur sont ainsi deux modules séparés
pouvant étre congus indépendamment ; ce n’est pas le cas dans un systéme passif, I’échange de chaleur
se faisant directement dans le réservoir contenant le MCP.

De nombreux concepts de stockage par MCP impliquant un MCP non statique ont été proposés. Pour
le stockage de vapeur, deux contributions principales sont a relever. La premiere est un systéme a
double vis proposé par Zipf et al. [69]—[71]. Il consiste en une calandre rectangulaire remplie de
MCP, dans laquelle se situent deux vis creuses, congues pour que leurs filetages respectifs soient
intriqués I'un dans I'autre (cf. Figure 17). La vapeur circule a I'intérieur des vis (corps et filetage), et a
I'intérieur de la paroi de la calandre, creuse elle aussi. La gé¢ométrie des vis est pensée pour que, lors
de la décharge, leur mouvement racle le MCP solide formé sur la surface d’échange. Le solide est
pulvérisé en petits granulés, et acheminé par les vis vers la sortie de I’échangeur. Les auteurs ont testés
ce systéme en laboratoire avec de la vapeur d’une pression maximale de 27,8 bar. Afin d’améliorer la
tenue mécanique pour les plus hautes pressions, une variante incluant un fluide caloporteur
intermédiaire dans le filetage a également été proposée par les mémes auteurs [71]. Reprenant le
concept décrit dans la section précédente, ce fluide transmettrait la chaleur entre la vapeur et le MCP
en connaissant une transition de phase liquide-vapeur.
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Figure 17 : Echangeur a double vis de Zipf et al. [69]

La seconde contribution est celle de Pointner et al. [72]-[74] qui proposent de faire circuler des
conteneurs de MCP devant un échangeur de chaleur. Dans leur systeme, le MCP se trouve dans des
conteneurs parallélépipédiques qui défilent sur une plaque chauffée par de la vapeur ou refroidie par
de I'eau liquide, afin que le MCP échange sa chaleur avec celle-ci (schéma Figure 18-(a)). En décharge,
une couche de MCP solide se forme dans le fond des conteneurs ; la solidification progresse a mesure
gue les conteneurs avancent sur la plaque (cf. Figure 18-(b)). Comme les conteneurs dans lesquels le
MCP est majoritairement ou totalement solide sont remplacés par des conteneurs de liquide, la
puissance de I'échange thermique ne décroit pas au fil du temps. Si la vitesse de transport des
conteneurs de MCP est maintenue constante, ce systeme peut atteindre un fonctionnement en régime
permanent, I'épaisseur de solide des conteneurs se trouvant sur la plaque étant constante en
moyenne. Un autre avantage de ce systeme est que la puissance de I'’échange peut étre réglée en
jouant sur la vitesse de déplacement des conteneurs : plus les conteneurs circulent vite, plus la
puissance échangée est importante. Une vitesse maximale ne doit cependant pas étre dépassée, afin
de maximiser |'utilisation de la chaleur latente du MCP : en effet, au-dela d’une certaine vitesse, tout
le MCP d’un conteneur n’a pas le temps de changer de phase lors du passage sur la surface de
I’échangeur. [74]
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Figure 18 : (a) : Schéma du concept avec conteneurs de MCP en mouvement proposé par Pointner et al. [73]
(b) : Photographie du dispositif expérimental testé en laboratoire par les auteurs (vu du dessus) [74]

La section précédente a permis de situer la technologie du stockage de vapeur par MCP de type tubes-
calandre, étudiée au cours de cette these, dans le paysage des différentes technologies existantes et
étudiées sur le papier pour le stockage de vapeur. Cette seconde section s’intéresse aux méthodes
existantes pour la simulation fine en 2D ou en 3D des problémes de fusion et de solidification. La revue
effectuée permet de choisir une méthode pour I'axe de modélisation fine du présent travail de
modélisation multi-échelles.

Les probléemes mathématiques de changement de phase solide / liquide font partie de la catégorie des
problemes a frontiére mobile. La simulation 2D / 3D fine des phénoménes de fusion et de solidification
présente plusieurs défis qui peuvent étre liés aux spécificités de ce type de problemes ou bien aux
différents phénomeénes physiques en jeu dans le changement de phase, qui nécessitent une
modélisation physique et numérique adéquate.

La grande spécificité des problémes de changement de phase réside dans I'interface qui sépare les
phases solide et liquide, dont la position et la forme évoluent au cours du temps. L’évolution de
I'interface est régie par les champs de température, de vitesse et de concentration des différentes
espéces chimiques présentes (dans le cas oU I'on considére les phénoménes de diffusion et de
transport d’espéces dans un mélange de plusieurs composants) ; or, ces champs sont eux-mémes
dépendants de la position de I'interface. Mathématiquement, I'interface est vue comme une condition
aux limites au niveau de laquelle de I’énergie est absorbée (dans le cas d’une fusion) ou libérée (dans
le cas d’une solidification). Il s’agit d’'une hypersurface du domaine, c’est-a-dire une courbe en 2D ou
une surface en 3D. Le probléme inclut donc une condition aux limites mobile dont la position est une
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inconnue (d’ou le nom de probleme a frontiére mobile). L’absorption ou la libération de chaleur au
niveau de I'interface peut étre traduite par une relation dite condition de Stefan, qui découle d’un bilan
thermique en un point de 'interface. Pour un probleme purement conductif, et un changement de
phase que I'on suppose s’effectuer a température fixe, cette condition peut s’exprimer de la maniére
suivante :

ANVTs -7 — AVT, R = pLBjy, - 1t (3)

Cette relation est valable en tout point de I'interface et régit I’évolution de sa forme et de sa position
dans le temps. U;,,; désigne la vitesse d’avancée de I'interface et 7 le vecteur normal a I'interface au
point considéré. Plusieurs méthodes numériques pour le traitement des problémes solide / liquide
utilisent la condition de Stefan pour déterminer I’évolution de I'interface.

Une seconde spécificité provient de la différence de comportement entre les phases solide et liquide.
La phase liquide est un fluide qui est sujet a des mouvements de convection, tandis que la phase solide
n’est animée d’aucun mouvement interne. Lors de la fusion d’'un domaine solide, des mouvements
vont ainsi pouvoir apparaitre dans le matériau fondu, généralement sous I'effet des forces de
flottabilité induites par les gradients de température au sein du liquide (convection naturelle). Dans le
cas d’une solidification, les mouvements du liquide vont se réduire a mesure que celui-ci redevient
solide. La prise en compte des comportements différents des deux phases est un défi, aussi bien pour
la modélisation mathématique de ce type de probléemes que pour leur traitement numérique. Par
ailleurs, dans certaines situations, des blocs de solides individuels, en fusion ou en formation, peuvent
se déplacer au milieu de la phase liquide sous I’effet des forces de flottabilité, ou bien étre transportés
par I’écoulement du liquide. La prise en compte de ce type de phénomeénes nécessite I'utilisation de
modeles spécifiques qui ne seront pas exposés ici, les différents cas d’étude abordés dans la suite de
ce manuscrit ne faisant pas intervenir de mouvements de blocs solides.

Enfin, une autre difficulté réside dans le caractére isotherme ou quasi-isotherme de la transition de
phase solide / liquide. Lors de son changement de phase, un MCP va absorber ou libérer une
importante quantité de chaleur sur un intervalle de température réduit, voire en restant a température
fixe s’il s’agit d’'un corps pur ou d’'un mélange eutectique. Mathématiquement, dans le cas d’un
changement de phase a température fixe, la relation reliant I’enthalpie du MCP a sa température
connait une discontinuité au niveau de cette température ; dans le cas d’un changement de phase sur
un intervalle de température, la dérivée de cette relation connait un pic au niveau de cet intervalle. Un
modeéle spécifique doit étre employé pour traiter cette spécificité du probléeme.

De nombreuses approches existent dans la littérature pour la modélisation numérique du changement
de phase solide / liquide. Deux grandes classes de méthodes sont usuellement distinguées.

e Les méthodes a interface raide ont pour idée commune de suivre explicitement la position de
I'interface au cours du temps. Le front de fusion y est généralement considéré comme étant
infiniment fin. On peut distinguer deux sous-classes de méthodes, selon la technique utilisée pour
suivre l'interface :

o Dans les méthodes a maillage variable, le maillage du domaine de calcul est modifié au cours
du temps afin de suivre I'évolution de I'interface. A mesure que celle-ci se déplace et change
de forme, les nceuds du maillage vont se déplacer, ou bien la structure du maillage peut se
voir modifiée.



Clément BEUST - 2019

o Dansles méthodes a grille fixe, le maillage n’est pas modifié au cours du calcul. L'interface est
suivie en introduisant un second maillage spécifique qui se déforme (méthodes de suivi
d’interface), ou bien a I'aide d’une fonction « marqueur » advectée par I’écoulement, qui
permet de reconstruire la position de I'interface (méthodes de capture d’interface).

e Les méthodes a interface diffuse integrent les spécificités du probleme de changement de phase
(exposées ci-dessus) dans les équations modélisant le MCP, sans intégrer la donnée de la position
exacte de l'interface. Celle-ci est déduite des résultats du calcul, a posteriori. L'interface est ici
considérée comme une zone diffuse, c’est-a-dire que la transition solide / liquide peut s’effectuer
de maniere progressive sur plusieurs mailles. Deux sous-classes sont ici aussi a distinguer :

o Les méthodes mono-fluide ou homogénes représentent I'ensemble du solide et du liquide
comme un unique fluide équivalent homogéne, que I'on décrit de maniere classique par un
jeu d’équations dérivant des équations de Navier-Stokes. Les propriétés physiques de ce fluide
équivalent sont choisies afin de prendre en compte la chaleur latente liée au changement de
phase, et afin de représenter correctement le comportement de chacune des phases ; il s’agit
aussi de bien reproduire le comportement de la fine couche dite zone pdteuse, située a
I'interface entre les deux phases, dans laquelle solide et liquide cohabitent.

o Les méthodes bi-fluide ou hors d’équilibre considérent un jeu d’équations physiques distinct
pour la phase solide et la phase liquide. Les équations comprennent des termes décrivant les
transferts entre les deux phases aux interfaces solide / liquide (masse, énergie, quantité de
mouvement).

Une revue des méthodes existantes pour ces différentes classes est effectuée dans cette section. Cette
revue ne présente pas les méthodes permettant de tenir compte de I’expansion ou de la contraction
volumique du MCP lors de son changement de phase. En effet, pour le travail de modélisation mené
dans la these, il a été choisi de ne pas tenir compte de ce changement de volume, car les méthodes
permettant d’en tenir compte ajoutent de la complexité aux modeles, et sont donc plus
consommatrices en ressources de calcul que les méthodes n’en tenant pas compte.

Les méthodes a maillage variable reposent sur I'idée de faire évoluer le maillage au cours du temps.
Cette idée part du constat que la finesse nécessaire dans I'idéal pour le maillage est plus importante
aux environs de l'interface. En effet, I'interface est en regle générale une zone d’épaisseur tres faible
voire quasi nulle, dans laquelle certaines grandeurs physiques connaissent d’importants gradients (la
vitesse notamment). L’objectif est ainsi de maintenir un niveau de raffinement important autour de
I'interface, et un maillage plus grossier dans les domaines solide et liquide. On peut distinguer deux
grandes catégories de méthodes a maillage variable, selon le type de modifications apportées au
maillage.

Les h-methods ajustent le niveau de raffinement local du maillage en subdivisant ou en fusionnant les
cellules entre elles [75], [76]. A chaque pas de temps du calcul, une cellule du maillage peut étre
subdivisée en plusieurs cellules (raffinement), ou fusionner avec les cellules voisines (dé-raffinement),
selon la valeur locale des gradients des grandeurs d’intérét du probléme (flux de chaleur...). On calcule
dans la pratique pour chaque cellule un critéere numérique basé sur ces gradients, dont la valeur
détermine si la cellule concernée doit étre subdivisée, fusionnée avec ses voisines ou bien non
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modifiée. La Figure 19 illustre le type de maillage que I'on peut obtenir avec ce type de technique.
Mettre en place une h-method nécessite un certain travail sur la gestion informatique du maillage, des
mailles apparaissant ou disparaissant au cours du temps. En outre, I'algorithme de raffinement
dynamique doit faire en sorte d’aboutir a des niveaux de raffinement proches entre cellules voisines,
de maniere a garantir l'intégrité topologique du maillage. Ces points de vigilance n’empéchent
cependant pas le développement de programmes a I’architecture robuste implémentant ce type de
méthodes.

I
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Figure 19 : Exemple de maillage obtenu avec une h-method, pour I’étude de la croissance dendritique d’un cristal (coin du
cristal en bas a droite) [75]

Les r-methods font se déformer le maillage au cours du calcul afin de s'adapter aux déplacements de
I'interface. Le nombre de cellules et la topologie du maillage restent fixes pendant le calcul : la finesse
nécessaire autour de l'interface est assurée en déplagant les nceuds du maillage, de maniere a
maintenir une concentration de nceuds dans la région ol l'interface se situe. Plusieurs méthodes
existent pour la déformation dynamique d'un maillage. Une premiere consiste a découper le maillage
en deux zones distinctes, I'une pour la phase solide, I'autre pour la phase liquide, et a fixer 'interface
sur la ligne d’arétes marquant la frontiére entre ces deux zones. Le maillage est déformé de sorte que
cette ligne soit toujours superposée avec l'interface [77], [78]. On applique alors un jeu séparé
d'équations physiques aux domaines solide et liquide et |'évolution de la forme et de la position de
I'interface est déterminée a I'aide de la condition de Stefan (présentée dans I'introduction de la section
11.2). Un inconvénient de cette technique est qu'il semble difficile de I'utiliser pour simuler les situations
ol l'interface peut apparaitre ou disparaitre dynamiquement, par exemple lorsque le MCP est
initialement entiérement solide ou liquide et qu'une phase de chauffe ou de refroidissement sensible
précede le début du changement de phase, ou dans le cas de coalescence et disparition d’interfaces.
En effet, I'interface étant liée a un jeu d'arétes précis du maillage, elle doit toujours étre présente dans
le domaine.
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Figure 20 : Déformation du maillage au cours du temps ((a) = (b) = (c) - (d)) avec une r-method dans laquelle I'interface
est fixée sur une ligne d’arétes du maillage [78]

Une seconde technique de déformation, qui permet d'écarter cette difficulté, consiste a déformer les
cellules du maillage a chaque pas de temps afin d'avoir un maillage fin a l'interface et lache ailleurs ;
les nceuds de la région de I'interface ne sont alors pas nécessairement les mémes au cours du calcul
[79]-[81]. Un algorithme dédié détermine a chaque pas de temps la position des nceuds ; il se base
pour cela sur un critere numérique basé sur les gradients des grandeurs d'intérét du probléme en
chaque point de I'espace, dans un esprit similaire a celui des h-methods. Cette seconde méthode a été
appliquée par [79]-[81] a des problémes dans lesquels les mouvements de la phase liquide étaient
négligés (conduction thermique pure), a des géométries 1D [79], [80] et 2D [81].
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Figure 21 : Déformation du maillage au cours du temps avec une r-method sans ligne d’arétes associée a I'interface [81]
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On regroupe dans la classe des méthodes a grille fixe l'ensemble des méthodes qui suivent
explicitement l'interface en utilisant une technique autre que la modification du maillage. Comme
expliqué plus haut, une classification en deux sous-classes distinctes est ici a établir, selon |la technique
de suivi employée, qui est tres différente pour les deux sous-classes.

Les méthodes de suivi d'interface introduisent une seconde grille de résolution dédiée au suivi de
I'interface, et présente en parallele de la grille principale sur laquelle sont résolues les équations de la
physique [82]-[84]. Cette seconde grille est composée d'un certain nombre de points appelés
marqueurs, qui fournissent une description discrétisée de l'interface. Les marqueurs sont déplacés au
cours du temps dans le domaine de calcul (délimité par la grille principale), a mesure des mouvements
de l'interface. Les deux grilles sont totalement indépendantes |'une de l'autre, les marqueurs ne
coincidant pas forcément avec les noeuds ou les cellules de la grille principale. Selon la méthode, les
marqueurs peuvent se déplacer de maniére completement libre dans le domaine de calcul [82], ou
bien étre définis en fonction de la grille principale ; dans I'exemple fourni par [83], [84], les marqueurs
se situent sur des arétes de la grille principale. Un algorithme dédié fait se déplacer les marqueurs a
chaque pas de temps, en se basant sur les grandeurs physiques du probléme, calculées sur la grille
principale. L'enjeu de la méthode est de représenter correctement l'interface et son déplacement, et
de faire en sorte que les informations nécessaires (position de l'interface notamment) soient
correctement transmises d’une grille a I'autre. Les méthodes de suivi d'interface ont pour avantage de
permettre de décrire la position de l'interface avec une grande précision, sa position étant
explicitement suivie par les marqueurs ; cette précision se constate méme lorsque le maillage est assez
peu raffiné. En contrepartie, ces méthodes sont plus complexes a mettre en oceuvre sur le plan
informatique, et se montrent consommatrices de ressources de calcul ; les temps de calcul sont
souvent plus élevés que pour d'autres types de méthodes [85].

Les méthodes de capture d'interface localisent l'interface a I'aide d'une fonction marqueur, introduite
comme étant une nouvelle grandeur du probléme, calculée dans chaque cellule du maillage a l'instar
des autres grandeurs physiques. L’évolution de cette fonction dans le temps et dans I’espace est régie
par des équations dédiées, que I'on résout en méme temps que les équations de la physique qui
constituent le reste des équations constitutives du probléme. La fonction marqueur doit étre définie
de maniere a ce que la valeur qu'elle adopte en chaque point du domaine de calcul permette de situer
I'interface, et les domaines occupés par les phases solide et liquide. L’écriture des équations régissant
I'évolution de la fonction marqueur est un point crucial de ces méthodes, celle-ci devant assurer une
description correcte de l'interface. Par rapport aux méthodes de suivi d'interface, les méthodes de
capture d'interface sont plus simples a mettre en ceuvre. En effet, elles reposent sur la modification
des équations de la mécanique des fluides et I'ajout de nouvelles équations au probleme. Elles peuvent
ainsi étre intégrées facilement a un solveur de mécanique des fluides standard. Les différentes
méthodes de capture d’interface se distinguent par la fonction marqueur choisie et les techniques de
calcul de cette fonction.
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e Les méthodes level-set utilisent une fonction marqueur dont la valeur locale est égale a la
distance a l'interface : la fonction vaut 0 sur l'interface, et prend des valeurs d'autant plus
grandes que l'on s'en éloigne [86]—[89]. Ces méthodes considérent une interface infiniment
fine. En notant D la fonction marqueur, son évolution est régie par I'équation d'advection
suivante :

aa—lt)+ﬁmt-V’D=0 (4)

ol U;,,; est une vitesse de déplacement locale de I'interface, déterminée a partir de la condition
de Stefan. Les cellules traversées par l'interface étant identifiables par les valeurs prises par D,
les équations de la physique peuvent étre résolues de maniere classique dans les cellules
situées loin de l'interface, et un traitement numérique spécial tenant compte des effets du
changement de phase est appliquée dans les cellules ou l'interface se situe.

e Plusieurs méthodes de capture d'interface sont fondées sur I'approche Volume of Fluid, qui est
un modele classiquement utilisé pour simuler les écoulements conjoints de plusieurs fluides
non miscibles (par exemple les cas d'écoulements a surface libre), et qui permet de simuler
I'évolution de l'interface entre ces fluides. La fonction marqueur vaut alors 0 dans la phase
solide, 1 dans la phase liquide, et prend des valeurs entre 0 et 1 dans les cellules traversées par
I'interface, qui est la aussi considérée comme infiniment fine. Cette fonction marqueur est
régie par une équation d'advection similaire a (4), et des schémas de résolution numérique
spécifiques sont utilisés afin de limiter la diffusion de I'interface sur plusieurs mailles. Lépez et
al. [90] présentent une méthode basée sur I'approche Volume of Fluid, pour des problemes
conductifs purs (pas de mouvements de la phase liquide). Leur méthode est relativement
similaire aux méthodes level-set, la gestion des cellules traversées par l'interface faisant
également intervenir une distance du centre de la cellule a l'interface. Karagadde et al. [91]
présentent une méthode plus évoluée, qui permet de tenir compte des mouvements liquides
et de simuler le déplacement de noyaux solides en formation dans la phase liquide en
écoulement.

e Les méthodes de champ de phase [86], [92] sont issues de théories décrivant les transitions de
phase solide / liquide d'un point de vue fondamental. Ces méthodes-ci considérent que
I'interface a une épaisseur non nulle, ce qui les rend plus naturellement adaptées que les
méthodes précédentes aux MCP changeant de phase sur un intervalle de température. La
fonction marqueur vaut ici 1 dans I'une des phases, -1 dans I'autre phase, et prend des valeurs
entre -1 et 1 dans |'épaisseur de l'interface. L'équation régissant la fonction marqueur fait
intervenir une fonction potentiel, qui est minimale pour p = +1 ; plusieurs choix sont possibles
pour cette fonction [92].
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Les méthodes bi-fluide [93]-[95] modélisent le MCP a l'aide d'un jeu d'équations physiques distinct
(masse, quantité de mouvement, énergie, concentration des espéeces dans le cas ou le MCP n'est pas
un corps pur) pour chacune des deux phases solide et liquide. Ces équations ont la forme des équations
de Navier-Stokes classiques, auxquelles s'ajoutent des termes décrivant les transferts de masse, de
guantité de mouvement, d'énergie et d'especes entre les deux phases. S'agissant de méthodes a
interface diffuse, ces méthodes ne se préoccupent pas dans leur construction de localiser précisément
I'interface. Sa position est déduite des champs de fraction massique des deux phases, qui font partie
des inconnues du probleme.

Les équations physiques des deux phases sont des équations macroscopiques obtenues via une
technique de moyenne : on intégre les équations de Navier-Stokes classiques (exactes localement, dans
chacune des phases) sur un volume représentatif. Ce volume est de petite taille par rapport au domaine
de calcul, mais de grande taille par rapport aux dimensions caractéristiques du probléme a |'échelle
microscopique, telles que la taille des dendrites dans une zone pateuse, ou bien des cristaux solides.
Les inconnues du probleme physique (c’est-a-dire avant la discrétisation du probleme pour sa
résolution numérique) sont ainsi des valeurs moyennes résultant d'une intégration sur un volume
représentatif centré autour du point du domaine de calcul considéré. Les termes de transfert entre
phases présents dans les équations rendent compte des phénoménes ayant lieu a I'échelle
microscopique, a l'interface entre les phases : forces mécaniques au niveau de l'interface, transferts de
masse par diffusion et convection, effets liés au changement de phase, etc. Ces termes de transfert
peuvent également faire intervenir des termes représentant la fluctuation des différentes grandeurs
du probleme par rapport a leur valeur moyenne sur les volumes représentatifs. Un récapitulatif de
I'ensemble des équations et relations, macroscopiques et microscopiques, a considérer dans le
probléme peut étre trouvé dans [93].

La description correcte des interactions entre phases est un point crucial, mais délicat, de ce type de
méthodes. En effet, les phénoménes se produisant a l'interface sont fortement liés a des facteurs
microscopiques, tels que la forme de l'interface ou la structure des deux phases en présence, qui
peuvent étre difficiles a représenter simplement et avec précision [93]. A titre d’exemple, les forces
mécaniques exercées par une phase sur |'autre requiérent une modélisation différente pour le cas ou
la phase liquide s’écoule dans une matrice poreuse de solide, ou pour le cas de granulés solides autour
desquels la phase liquide s’écoule. Du c6té de I'équation de I'énergie, les transferts thermiques a
I'interface sont influencés par les mouvements de la phase liquide, qui sont eux-mémes fortement
dépendants de nombreux facteurs : la microstructure du solide, la forme et la vitesse des interfaces,
les transferts locaux de chaleur et de matiere... Les formulations des termes d’interactions entre phases
impliquent ainsi un grand nombre d’hypothéses et peuvent faire intervenir des relations empiriques.

Les méthodes mono-fluide représentent le MCP comme un unique fluide équivalent, que I'on décrit a
I'aide d'un unique jeu d'équations de Navier-Stokes (continuité, quantité de mouvement, énergie,
especes), a la maniéere d'un fluide monophasique classique. Ces méthodes peuvent ainsi étre intégrées
sans difficultés dans un code CFD classique ; de nombreux codes CFD commerciaux implémentent une
méthode mono-fluide pour permettre la simulation des problémes de changement de phase solide /
liquide. De plus, ces méthodes sont applicables aussi bien aux changements de phase ayant lieu a
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température fixe que sur une plage de température, et les résultats obtenus sont généralement bons ;
elles sont ainsi trés utilisées.

Le jeu d'équations unique du probléme décrit aussi bien la phase liquide que la phase solide, ainsi que
la zone située a l'interface entre les deux phases, dans laquelle solide et liquide sont tous deux
présents. Dans la suite de ce chapitre et dans les chapitres suivants, cette zone est appelée zone
pdteuse. A noter que cette dénomination est spécifique au contexte de la modélisation numérique du
changement de phase solide-liquide, et ne présume pas de I’aspect réel de la zone située a 'interface
entre les phases solide et liquide du MCP. Pour un MCP réel, cette zone n’a pas forcément un aspect
pateux ; son aspect dépend de la composition du MCP (corps pur, eutectique, mélange...).

Les deux principaux défis des méthodes mono-fluides sont de tenir compte des deux principales
spécificités des problémes de changement de phase solide-liquide, évoqués en introduction de la
section I1.2, a savoir I'absence de mouvements dans la phase solide et I'absorption ou la libération de
chaleur de maniéere isotherme ou quasi-isotherme au niveau de l'interface. Dans la construction du
modele, le traitement de ces deux aspects peut étre découplé. En effet, I'annulation de la vitesse dans
la phase solide implique un travail qui ne concerne que les aspects fluidiques du probléme (la vitesse
et I'équation de quantité de mouvement), qui n'a pas d'impact sur les aspects énergétiques. Le choix
des techniques pour annuler la vitesse dans le solide et pour représenter le caractere isotherme ou
guasi-isotherme du changement de phase peuvent donc se faire indépendamment I'une de l'autre.
Dans la suite de cette section, les différentes techniques pour traiter ces deux spécificités du probléme
seront ainsi présentées séparément.

Décrire un domaine constitué d'une phase solide et d'une phase liquide par un unique jeu d’équations
valable en tout point nécessite de faire en sorte que les mouvements fluides soient permis dans la
phase liquide et annulés dans la phase solide. Il faut ainsi adapter les équations physiques décrivant le
mouvement (masse et quantité de mouvement) ou bien le solveur, afin que la vitesse calculée dans la
phase solide soit nulle. Trois méthodes existent pour annuler la vitesse dans le solide.

La premiére, dite méthode switch-off, est peut-étre la plus simple dans son concept : aprés le calcul du
champ de vitesse par le solveur a chaque pas de temps, on impose simplement la vitesse comme étant
nulle dans chaque cellule du maillage occupée par la phase solide. Les cellules situées au niveau de
I'interface pouvant contenir a la fois du solide ou du liquide, il faut définir dans quelles cellules effectuer
cette annulation de la vitesse. Ma et Zhang [96] proposent d'annuler la vitesse pour les nceuds ou la
température T est inférieure a la température de changement de phase Tc,. Voller et al. [97] proposent
d'utiliser la part de I'enthalpie locale liée a la chaleur latente : si on note hiatioc cette enthalpie latente
locale et L la chaleur latente du MCP, on a hjatioc = 0 dans la phase solide, hiatoc = L dans la phase liquide,
et 0 < hiatioc < L dans la zone pateuse. En se donnant une certaine valeur limite hiatioc0, On annule la
vitesse dans les cellules dans lesquelles hijatioc £ hiat,loc,0-

Ces méthodes présentent I'inconvénient de générer une discontinuité de la vitesse dans le domaine :
la vitesse passe brutalement a une valeur nulle au niveau du front de fusion. Cela peut causer des
instabilités numériques voire faire diverger le calcul [96]. Afin de pallier ce probleme, des versions
modifiées dites ramped switch-off permettent d'annuler la vitesse de maniere progressive. Ma et
Zhang [96] introduisent une plage de température [T, — AT ; Te, + AT] autour de la température de
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changement de phase, sur laquelle la vitesse se voit réduite de maniére continue : étant a sa valeur
« naturelle » a T =T + AT, elle décroit progressivement pour étre finalement complétement annulée
é T = Tcp = AT.

La seconde méthode, dite de viscosité variable, consiste a augmenter artificiellement, dans la zone
pateuse et dans la phase solide, la viscosité du fluide équivalent par lequel le mélange solide / liquide
est modélisé. Si I'on donne a la viscosité des valeurs suffisamment grandes, la vitesse va s'annuler
progressivement dans la zone pateuse et devenir négligeable dans la phase solide. Cette méthode a
été introduite par Gartling [98], qui propose de faire de la viscosité une fonction de la température, de
sorte que celle-ci soit égale a la viscosité du MCP en phase liquide lorsque la température est
suffisamment élevée et qu'elle prenne une valeur trés grande lorsqu'elle est suffisamment faible (dans
la phase solide). Voller et al. [97] proposent la aussi une approche basée sur I'enthalpie latente locale
hi.t dans chaque cellule. En prenant une constante arbitraire B de valeur élevée, ces auteurs proposent
la formule suivante pour la viscosité dynamique | :

H=t B(L - hlat,loc) (5)

ou  est la viscosité dynamique de la phase liquide du MCP. L'approche de Voller et al. a pour avantage
d'étre plus appropriée pour les cas ou la transition de phase s'effectue a une température fixe. En effet,
si la viscosité est prise dépendante de la température, un changement de phase a température fixe
correspondrait a une fonction p = f(T) discontinue au niveau de cette température, ce qui n'est pas
idéal pour la résolution numérique du probléme. Pour permettre a la fonction p = f(T) d’étre continue,
la transition de p = W dans le liquide vers une valeur trés grande dans le solide devrait ainsi étre
effectuée sur un intervalle de température. L'approche fondée sur I'enthalpie latente locale permet a
la température d'étre égale a la température de changement de phase dans les mailles ou s'effectue la
transition entre les deux valeurs extrémes (liquide et « solide ») de la viscosité, tout en permettant une
transition progressive de la valeur de u des mailles de liquide vers les mailles de solide, ce qui permet
au probléme d'étre résolu numériquement.

La troisieme méthode est parfois appelée méthode du terme source de Darcy, et a été introduite par
Voller et Prakash [99]. L'idée ici est d'ajouter un terme puits a I'équation de quantité de mouvement
qui va prendre des grandes valeurs dans la zone pateuse et dans la phase solide. De la méme maniére
gu’en augmentant la viscosité, on contraint ainsi la vitesse a étre fortement réduite dans la zone
pateuse et a étre quasi nulle dans le solide. Le terme puits est proportionnel a la vitesse. L’équation de
guantité de mouvement s’écrit ainsi de cette maniére :

613 5 = ol = = > - -
p<E+U.Vv> = —VP + V- (uVd) + pB(T — Trer)g + AV (6)

Le facteur A doit étre choisi de maniére a étre nul dans la phase liquide et augmenter progressivement
dans la zone pateuse pour finalement devenir trés grand dans la phase solide. De cette maniére, le
terme puits —Av disparait dans la phase liquide, laissant les mouvements fluides s’effectuer
normalement. Les mouvements sont freinés progressivement dans la zone pateuse, pour devenir
négligeables lorsque le MCP est totalement solide. Pour que cela se fasse correctement, la valeur que
prend A dans la phase solide doit étre suffisamment grande.
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A priori, A peut prendre la forme de n’importe quelle fonction croissante de la phase liquide vers la
phase solide, du moment que les valeurs prises dans chacune des phases sont adéquates. Voller et
Prakash proposent de choisir la forme de A a partir de considérations physiques sur la zone pateuse.
Dans un certain nombre de situations couramment étudiées, notamment celles que I'on rencontre
dans un systeme de stockage thermique tubes-calandre, le MCP en fusion ou en solidification prend la
forme d'un bloc chauffé ou refroidi a I'une de ses frontieres. Un front de changement de phase se
propage alors dans le MCP, séparant les domaines occupés par le solide et le liquide. A I'échelle
microscopique, des dendrites de solide sont présentes au niveau du front de fusion, entre lesquelles la
phase liquide peut s'écouler (Figure 22). L'idée de Voller et Prakash est ainsi de considérer la zone
pateuse comme un milieu poreux, et ainsi d'appliquer a I'écoulement de liquide dans la zone pateuse
des résultats issus de |'étude des milieux poreux. Les auteurs invoquent I'équation de Carman-Kozeny,
qui relie le gradient de pression dans un milieu poreux a la porosité f :

"2
C(1f3f) 3

VP = — (7)

y SOLID LIQUID

Figure 22 : lllustration schématique de la structure poreuse d’une zone pdteuse, dans le cas ot un front de changement de
phase se propage dans le MICP [100]

Le facteur C est une constante qui rend compte de la morphologie du milieu poreux. Partant de cette
équation, on assimile localement dans la zone pateuse la fraction liquide locale Y; a une porosité, et on
fait en sorte que I'équation de quantité de mouvement devienne similaire a I'équation de Carman-
Kozeny dans la zone pateuse, a mesure que I'on se rapproche de la phase solide. On peut alors adopter
la forme suivante pour le facteur A du terme puits :

(1-1)?

A=~ Amusn =~y o)

(8)
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Y, est une fraction liquide massique, définie comme étant le ratio de I’enthalpie latente locale hiatoc SUr
la chaleur latente de changement de phase du MCP :

hlat loc
Y, = — (9)
! L

Y; est usuellement exprimé a I'aide de la température ; dans le cas d’'un changement de phase sur un
intervalle de température, Y, est le plus souvent supposé évoluer linéairement de 0 a 1 avec la
température, entre les températures de solidus et de liquidus (cf. équation (15), p. 44).

Le terme b est une constante numérique prenant une valeur faible, usuellement prise égale a b = 103,
introduite afin d'éviter la division par 0 lorsque Y, = 0 (phase solide). La constante de proportionnalité,
notée Amush, €st appelée constante de zone pdteuse (ou parfois constante de mushy zone, anglicisme
d'aprés le terme « mushy zone constant »). Sa valeur doit étre grande afin d'annuler la vitesse dans le
solide ; dans la littérature, les valeurs adoptées vont de 103 & 10! kg.m3.s. Selon le cas d'étude, la
valeur de Amush peut avoir une influence importante sur les résultats du calcul. Les effets de la constante
de zone pateuse sur les résultats de simulation constituent I'un des objets d'étude du chapitre lll de ce
manuscrit.

La méthode du terme source de Darcy est la technique de réduction de la vitesse dans le solide la plus
utilisée, du fait de sa facilité d'implémentation des méthodes mono-fluides dans les codes communs
de mécanique des fluides ; cette approche a fait ses preuves depuis son introduction dans les années
1980 Le logiciel de CFD ANSYS Fluent®, tres utilisé dans le monde aussi bien dans les milieux
académiques qu'industriels, implémente cette méthode. Pour les travaux effectués dans cette thése,
c'est cette méthode de réduction de la vitesse dans le solide qui est employée.

Sur le plan énergétique, le modéle doit prendre en compte la chaleur latente de changement de phase,
qui correspond a une absorption (lors d'une fusion) ou une libération d'énergie (lors d'une
solidification) de maniére isotherme ou quasi-isotherme au niveau de l'interface. Ce phénomeéne peut
étre pris en compte en adaptant les propriétés physiques du fluide équivalent qui modélise le mélange
solide / liquide, ou bien en formulant I'équation de I'énergie de maniére a faire apparaitre
explicitement la contribution de chaleur latente a I'évolution de I'enthalpie ou de la température dans
le MCP. On peut répertorier quatre grandes approches pour gérer cet aspect du changement de phase.

La premiére approche est celle de la formulation enthalpique, qui consiste a formuler I'équation de
I'énergie avec I'enthalpie massique h du fluide homogéne équivalent :

ah = e -
p(§+f5- Vh) =V-(AVT) (10)
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La chaleur latente est directement prise en compte dans la définition de la relation entre |'enthalpie et
la température. Pour un corps pur, changeant de phase a température fixe T, cette relation prend la
forme suivante [101] :

hres + Cp,s(T = Trer) pour T < T,

(11)
hyes + cp,s(TCp - Tref) + L+ cp,l(T - Tcp) pour T =T,

h(T) = {

ol Tr est une température de référence choisie arbitrairement, et hrer = h(Tes). Pour un matériau non
pur, changeant de phase sur une plage de température T < T < Tig, la relation dépend du type de
mélange (solution binaire, solution solide, etc.), et peut étre complexe. On utilise parfois des relations
approximant la réalité par une fonction simple ; a titre d'exemple, on peut utiliser la relation linéaire
suivante (avec laquelle les capacités thermiques sensibles ¢, s et ¢, des phases solide et liquide sont
supposées constantes) [102] :

hres + Cp,s(T = Trer) pour T < Ty
T —Tso1

pour Tsol <T< Tliq (12)
Tliq - sol;

h(T) = href + Cp,s(Tsol - Tref) +
|
\ hres + Cps(Tsor = Trep) + L+ cpi(T = Tyyg)  pour T > Ty

Des exemples d'études effectuées avec cette approche peuvent étre trouvées dans [103]-[107]. Si
cette formulation donne généralement de bons résultats, il est connu qu’elle peut dans certaines
conditions générer des solutions non physiques ayant une forme « en plateaux ». Selon la finesse du
maillage et le nombre de Stefan du probleme [101], le front de fusion peut progresser de maniére
discontinue dans le domaine [108], ou bien le champ de température en un point peut avoir une
évolution en escalier au cours du temps [102]. Afin de pallier a ce probleme, il est possible d'utiliser
des formulations tenant compte de la fraction de MCP fondu dans chaque cellule [108], ou bien des
algorithmes de résolution dédiés [102].

Avec la seconde approche, dite méthode du terme source, I’enthalpie massique h est définie comme
étant la somme de deux contributions : une part d’enthalpie sensible hsens, liée au refroidissement
(resp. chauffage) du MCP en-dessous (resp. au-dessus) de son point de fusion, et une part hix liée a la
chaleur latente. L'idée est d’isoler la contribution latente dans I’équation de I’énergie ; les termes
transitoire et convectif sont écrits avec I’enthalpie sensible hsns, et les termes d’enthalpie latente
prennent la forme d’un terme puits :

=

oh L oh B}
p< Sy - Vhsens) =7 (a7T) - p( Sty g tht) (13)

T

On écrit hgens = |, fcp(T)dT, et hyys = YL, avec Y la fraction liquide massique. En supposant

T
constante la capacité thermique c,, I’équation de I’énergie s’écrit ainsi :

4 =7- — L 14
pcp<at+v VZ) 4 (/WI) pL(at+v |7Yl) (14)



Clément BEUST - 2019

Cette formulation fait intervenir des dérivées spatiales et temporelles de la fraction liquide Y, ; il faut
donc expliciter cette grandeur et de nombreuses possibilités existent. L'expression la plus simple pour
Y est une évolution linéaire avec T entre les températures de solidus et de liquidus [99] :

(0 pour T < Ty
_ T —Tso T <T<T,.
YI(T) = Tliq — Tsop pour fsop = 1 = lyiq (15)
1 pour T > Ty

D’autres auteurs tels que [109] proposent une relation sous la forme d’une fonction sigmoide, qui ne
présente pas de rupture de pente a T = Tsq et T = Tiig, mais ne repose sur aucune justification théorique.
Dans le cas particulier des mélanges binaires, il existe des expressions fondées sur I’étude de la
solidification dendritique, qui prennent en compte les effets liés a la redistribution de 'un des
composants du mélange dans les phases liquide et solide lors du changement de phase (voir [110] pour
plus de détails).

Cette formulation de I'équation de I’énergie est la plus utilisée a I’heure actuelle ; elle est implémentée
dans le code ANSYS Fluent®. C’est cette formulation qui est utilisée pour les travaux menés dans cette
these. Lorsqu’elle est utilisée avec la méthode du terme source de Darcy pour le traitement de
I’équation de quantité de mouvement, on parle de méthode enthalpie-porosité.

La méthode du terme source permet naturellement d’éviter les comportements « en plateaux » que
I’on peut observer avec la formulation enthalpique, tout en donnant elle aussi de bons résultats. La
principale difficulté associée a cette méthode se trouve sur le plan numérique, I'explicitation de la
fraction liquide imposant un traitement particulier de I’équation de I’énergie. Le manuel d’aide
d’ANSYS Fluent® [111] indique que la température est déterminée en itérant entre I’équation de
I’énergie (14) et I’équation reliant la fraction liquide et la température (15). Par ailleurs, le cas ou le
changement de phase se fait a température fixe (corps pur) améne des difficultés numériques
supplémentaires, la fonction Y)(T) étant alors discontinue. Il faut employer dans ce cas-ci un schéma de
résolution différent du cas ou le changement de phase est étalé en température (sous-entendu dans
I’expression de Y, donnée plus haut) [112].

La troisieme approche, dite de capacité thermique équivalente, consiste a prendre en compte la chaleur
latente a travers la capacité thermique ¢, du fluide équivalent qui modélise le MCP. Celle-ci est prise
variable selon la température, et on lui attribue des valeurs nettement plus élevées lorsque le
changement de phase est en cours, c'est-a-dire lorsque la température est proche de celle du
changement de phase ou de l'intervalle de température du changement de phase. La capacité
thermique ¢, représente alors a la fois la contribution de la chaleur sensible et de la chaleur latente a
I'enthalpie du MCP : les valeurs que ¢, adopte lorsque le changement de phase est en cours doivent
étre choisies de telle sorte que I'on retrouve bien la chaleur latente de changement de phase dans

I'enthalpie massique du MCP, définie par h(T) = fTT

I'équation de I'énergie sous la méme forme que I'équation de la chaleur classique : tous les termes sont
exprimés avec la température, afin de faire apparaitre la capacité thermique.

fcp(T)dT. Avec cette approche, on écrit

aT — — —
pCp (E +U- VT) =V-(AVT) (16)
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La capacité thermique équivalente c, doit étre évaluée correctement en chaque point du domaine, a
chaque instant de calcul. Deux méthodes d'évaluation existent. La méthode de capacité thermique
apparente consiste a représenter ¢, comme une fonction de la température ¢, = f(T), et a adopter une
expression de cette fonction présentant un pic dans la région du changement de phase. La maniere la
plus simple de le faire consiste a ajouter un terme de chaleur latente a la capacité thermique sensible.
Pour un changement de phase étalé en température, on adopte typiquement une expression de ¢, de
la forme suivante [113]:

I{Cp,sens,s pour T < Ty,
Ty
f 9 Cp,sens (T)dT + L(T)
cp(T) = 4 Lsol - pour Tsoy < T < Tyyq (17)
iq so
Cp,sens,l pour T > Tliq

oU Cp,sens désigne la capacité thermique sensible du MCP, et ou le terme L(T) désigne la contribution de
la chaleur latente a la capacité équivalente. D'autres expressions sont envisageables [114], [115]. Pour
un changement de phase a température fixe, il est nécessaire avec cette méthode d'étaler la transition
de phase sur un intervalle de température AT = Tjq - Tsor; €n effet, la capacité thermique équivalente
est en théorie une fonction de Dirac au niveau de la température de changement de phase, ce qui
empécherait toute résolution numérique du fait de la discontinuité que cela impliquerait sur I'enthalpie
massique du MCP. Sur l'intervalle Tso < T < Tjig, on a alors [116] :

c. = L Cp,sens,s + Cp,sens,l
=
(Tliq - Tsol) 2

N'importe quelle fonction continue pouvant en théorie étre adoptée pour la relation ¢, = f(7), il est
également possible de déterminer sa forme en se basant sur des mesures calorimétriques effectuées
sur le MCP [117]. En effet, la calorimétrie différentielle a balayage (ou DSC de I'anglais Differential
Scanning Calorimetry), qui est utilisée usuellement pour déterminer la chaleur latente et I'intervalle de
température de changement de phase d'un MCP, permet de mesurer I’absorption ou le dégagement
de chaleur du MCP en fonction de sa température pendant la fusion ou la solidification. Bien que ces
mesures soient entachées de nombreuses imprécisions (évoquées plus en détail dans le chapitre
suivant de ce manuscrit, section I11.2.3, p 68), elles peuvent étre traduites dans une fonction ¢, = f(T).

(18)

La méthode de capacité thermique apparente a pour avantages d'étre simple sur le principe, et facile
d'implémentation dans un code de mécanique des fluides ou de transfert de chaleur standard.
Cependant, il est possible qu'elle ne prenne pas toujours bien en compte la chaleur latente dans toutes
les cellules du maillage. En effet, si dans une cellule donnée, la température passe d'une température
Tn > Tiig @ Thez < Tsor (OU bien de T, < Tsor @ Thes > Tiig) SuUr un pas de temps, la chaleur latente sera ignorée
(le pic de ¢, correspondant a la chaleur latente ayant été « sauté »). En outre, il a été constaté que
I'estimation de la température pouvait se montrer imprécise avec cette méthode [113], [118]. Par
ailleurs, du fait de l'introduction nécessaire d'un intervalle de température pour le changement de
phase, cette méthode est naturellement moins adaptée aux changements de phase a température fixe.

L'autre méthode d'évaluation du c,, dite de capacité thermique effective, s'appuie sur les champs
d'enthalpie massique h et de température T dans le domaine de calcul. A chaque instant de calcul, on
détermine une valeur de capacité thermique pour chaque cellule du maillage a I’aide des valeurs de
I'enthalpie et de la température dans la cellule a l'instant en cours, ainsi que celles a l'instant précédent
ou dans les cellules voisines. De nombreuses expressions existent pour la capacité effective ; on peut
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citer les 4 exemples suivants [119]-[122].

e Exemplel:

N R -
Cp = ﬁ VT >
iz v

ou N est la dimension du probléme (N=2 en 2D, N=3 en 3D), et les €; sont les vecteurs élémentaires
des directions de I'espace ;

e Exemple2:

Vh-VT
Cp==5——=— (20)
VT -VT
e Exemple3:
hn _ hn—l
Cp =t (212)
Tn —_ Tn—l
ou @" représente la valeur de la grandeur ¢ a l'instant temporel n ;
e Exemple4:
6= [t (22
VT -VT

La précision des résultats est améliorée par rapport a la méthode de capacité apparente.
L'implémentation est en contrepartie plus difficile et le cot numérique plus élevé du fait des calculs
de gradients et de dérivées temporelles en chaque nceud du maillage, notamment lorsque les gradients
deviennent importants. [113]

Une derniere approche pour les aspects thermiques du probléme, dite formulation enthalpique totale,
consiste a formuler tous les termes de I'équation de I'énergie en fonction de I'enthalpie massique h du
MCP, de maniére a faire disparaitre la température. Il s’agit essentiellement d’exprimer le terme diffusif
(loi de Fourier) selon I’enthalpie massique, en faisant attention a ce que la chaleur latente soit bien
prise en compte dans I’équation obtenue.

Plusieurs écritures équivalentes de |'équation de I'énergie sont proposées par différents auteurs pour
cette formulation. On peut citer par exemple celle de [123] :

R T (i) =7 - (27 ) — 2221
pvR) = Cp at

— V- (pBLY)) (23)

D'autres exemples peuvent étre trouvés dans [124]-[126].
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Cette formulation est tres peu utilisée ; peu de données sont ainsi disponibles sur ses avantages et ses
inconvénients. Cao et al. [124] ont testé cette méthode sur un cas de solidification 3D ; les résultats
obtenus sont tout a fait corrects, étant en tres bon accord avec d’autres résultats de la littérature sur
le méme probléme.

Apres s'étre intéressé a la modélisation thermo-fluidique 3D de la fusion et de |a solidification des MCP
dans la section précédente, une revue des techniques de modélisation d'un écoulement de vapeur
dans une conduite est effectuée dans cette section. Lors de la charge d'un systéme de stockage de
vapeur tubes-calandre par MCP, la vapeur a stocker circule dans les tubes a ailettes disposés dans la
calandre de MCP, et se condense au cours de son écoulement en cédant de la chaleur au MCP. Lors de
la décharge du stockage, I'eau liquide injectée dans les tubes s'évapore en récupérant de la chaleur du
MCP qui se solidifie, pour régénérer de la vapeur. Afin de prédire les échanges de chaleur dans le
systeme, il est nécessaire de modéliser a la fois les échanges de chaleur du c6té du MCP en fusion ou
en solidification a I'extérieur des tubes, et du coté de I'écoulement de vapeur en condensation ou d'eau
liqguide en évaporation a I'intérieur des tubes.

L’étude des écoulements en ébullition ou en condensation est un sujet d’importance dans le secteur
de I'énergie. En effet, de nombreux systtmes de production d’énergie, a partir de sources
conventionnelles comme renouvelables, font intervenir I’écoulement d’un fluide caloporteur
diphasique (le plus souvent de I’eau), dont on exploite la chaleur latente de changement de phase
liguide / vapeur. Ce fluide étant amené a circuler dans des conduites, il est souvent approprié de
modéliser son écoulement de maniére unidimensionnelle.

De nombreux phénomenes physiques interviennent dans un écoulement diphasique en condensation
ou en ébullition. Selon la vitesse de I'écoulement et I'amplitude du flux de chaleur échangé avec la
paroi de la conduite, les phases liquide et vapeur en présence peuvent circuler a des vitesses tres
différentes, et étre a des températures différentes (déséquilibre thermique), voire méme a des
pressions différentes (déséquilibre mécanique). Selon les différences de vitesse et de température
entre les deux phases, il peut étre nécessaire de modéliser les effets d'influence d'une phase sur l'autre,
qui peuvent étre complexes : transferts de chaleur entre phases liquide et vapeur, effets de cisaillement
lié aux différences de vitesse, effets liés au changement de phase... Par ailleurs, les frottements et les
transferts de chaleur avec la paroi sont gouvernés par la structure de I'écoulement: il est ainsi
nécessaire de modéliser les coefficients de perte de charge et d'échange thermique avec la paroi a
I'aide d'une corrélation adaptée a I'écoulement en présence, généralement déterminée
expérimentalement.

Dans le secteur de I'énergie nucléaire, la modélisation des écoulements liquide-vapeur est un sujet de
recherche actif: dans un réacteur nucléaire a eau pressurisée, on rencontre des écoulements
diphasiques avec des vitesses et des flux de chaleur a la paroi importants, ce qui ameéne a des
déséquilibres thermiques et mécaniques non négligeables entre liquide et vapeur qu'il convient de
modéliser avec précision. [127] Pour des applications mettant en jeu des vitesses et des flux de chaleur
plus faibles, comme celle des systemes de stockage de vapeur tubes-calandre par MCP, les
déséquilibres moins importants entre liquide et vapeur permettent I'utilisation de modeles plus
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simples, dans leur formulation et dans le nombre de phénomenes a modéliser. Il existe de nombreuses
approches de modélisation, dont la complexité peut étre trés variable selon les hypotheses effectuées
et les phénomenes physiques pris en compte.

Cette section présente les principales approches existantes pour la modélisation 1D des écoulements
diphasiques en conduite. Les approches fondées sur une discrétisation 1D de la conduite sont d'abord
présentées, en allant des modeles les plus simples (modéles homogénes) vers les plus complexes
(modeles bi-fluide). La derniére section s'attarde sur les modeles a frontiere mobile, qui ne sont pas
des modeéles 1D a proprement parler, mais qui sont utilisés au méme titre que les modeéles précédents
pour simuler les écoulements diphasiques en conduite, permettant de réduire de maniere significative
le temps de calcul tout en conservant la capacité de prédire certaines caractéristiques 1D de
['écoulement.

Les modéles homogénes, ou modéles de mélange (mixture flow model en anglais), constituent
I"approche la plus simple pour la modélisation 1D des écoulements diphasiques. Elle consiste a
représenter le mélange diphasique liquide / vapeur comme un fluide homogéne, que I’on va décrire a
I'aide de grandeurs moyennées sur les deux phases, et représenter par un jeu d'équations de la
mécanique des fluides classiques (conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de
I'énergie). Le modele suppose que les phases liquide et vapeur sont en équilibre thermique et
mécanique, c'est-a-dire que leur température et leur pression respective a une abscisse donnée de la
conduite sont égales. De méme, les deux phases sont vues comme circulant a la méme vitesse (absence
de glissement).

La modélisation étant unidimensionnelle, les équations constitutives sont écrites en moyennant les
équations de Navier-Stokes sur la section de passage de la conduite ou circule I'écoulement. Les
différentes grandeurs intervenant dans le probleme sont ainsi des valeurs moyennes sur cette section.
Ce processus de moyenne permet d'adopter comme inconnue du probleme le débit massique au lieu
de la vitesse. De méme, l'inconnue représentant I'énergie du fluide peut étre sa température, son
enthalpie massique ou bien encore son énergie interne. La troisieme inconnue du probléme est
systématiquement la pression P. La formulation des équations du probleme varie selon les choix
effectués pour les inconnues et les hypothéses effectuées. A titre d'exemple, Bestion et Morel [128]
donnent la formulation ci-dessous, en adoptant le débit massique m et I'enthalpie massique h comme
inconnues, et en négligeant la diffusion axiale de la température, ainsi que les variations d'énergie
cinétique et d'énergie potentielle :

dpm Om
S—+—=0 (24)
at * 0z
(%)
O oP (25)
gy Pm/ ¢ —F
ot "oz Soz " PmI
dh dh apP
Spp—+m—=S—+co (26)

at 0z at
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S est ici la section de passage de la conduite et ¢ son périmetre. Dans I’équation de quantité de
mouvement (25), g est la composante de la gravité suivant la direction de I’écoulement. Un autre
exemple de formulation peut étre trouvé dans Cundapi et al. [129] ; ces auteurs adoptent la vitesse et
I'énergie interne comme inconnues, et tiennent compte des variations d'énergie cinétique et d'énergie
potentielle.

La masse volumiqgue moyenne du mélange, notée pn, dans les équations (24) a (26), s’exprime de la
maniere suivante [130] :

pm = €py + (1 —€)py (27)

ou p; et py sont les masses volumiques des phases liquide et vapeur, et € est le taux de vide, défini
localement comme la fraction de la section de passage occupée par la phase vapeur. Cette grandeur
peut se voir comme une fraction volumique de la vapeur.

La fermeture du probléme requiert l'introduction d'expressions pour le frottement F et le transfert de
chaleur ¢ avec la paroi, et pour le taux de vide. Ces grandeurs sont fonction du régime d'écoulement
diphasique en vigueur, c'est-a-dire de la répartition dans la conduite des phases liquide et vapeur, et
de leur vitesse relative. Elles sont souvent exprimées a l'aide de corrélations issues de I'expérience,
valables pour un régime d'écoulement et des conditions données. Les régimes d’écoulement pouvant
se développer dépendent de nombreux facteurs : écoulement en condensation ou en ébullition,
inclinaison de la conduite (écoulement horizontal, vertical ou incliné), sens de I’écoulement,
dimensions de la conduite, propriétés du fluide, débit, ... [130], [131] Le régime présent en chaque
abscisse de la conduite peut évoluer le long de I'écoulement, a mesure que la condensation ou
I’ébullition progresse, comme illustré sur la Figure 23 et la Figure 24 pour le cas des écoulements en
ébullition [130]. De nombreux modeles utilisent une carte de régimes d’écoulement pour déterminer
le régime d'écoulement en présence en chaque point de la conduite; il s'agit d'une carte
bidimensionnelle qui indique le régime en présence en fonction d'un certain nombre de parametres
locaux, tels que la vitesse relative des deux phases, le titre de vapeur, etc. Un exemple de carte de
régimes d’écoulement, établie pour un fluide frigorigeéne (R22) dans une conduite horizontale, est
montré Figure 25.

Dry pipe wall
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Figure 23 : Régimes d'écoulement rencontrés le long d'un écoulement en ébullition dans une conduite horizontale [130]
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Figure 24 : Régimes d'écoulement rencontrés le long d'un écoulement en ébullition dans une conduite verticale [130]

R-22, G=100kg/m?s, Tsat=5 °C, D=13.84mm, q=2.1kW/m?

500

450
400
350
300
250
Gwaw(x14)

200

150

Mass Velocity [kg/m?s]

Slug+SW
-~

S

0 | i i
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.8 0.7 0.8 0.9 1

Vapor quality [-]

100

50

Figure 25 : Exemple de carte pour la prédiction du régime d'écoulement pour du R22 en écoulement horizontal [132]

De par leur construction, les modeles homogenes négligent les écarts de vitesse, de température et de
pression entre les phases liquide et vapeur. lls sont ainsi plus adaptés pour simuler des situations dans
lesquelles ces écarts ont un impact faible sur I'écoulement et le transfert de chaleur. Bestion et Morel
[128] indiquent que I'hypothese de non-glissement entre les phases est souvent la source d'erreur la
plus importante, en particulier pour les régimes d'écoulement dans lesquels les deux phases sont
clairement séparées I'une de I'autre dans la conduite, comme le régime annulaire en conduite verticale,
ou certains régimes en conduite horizontale ol une stratification se crée entre régime et vapeur (cf.
Figure 23). Par ailleurs, certains cas d'écoulement avec fortes vitesses ou forts flux de chaleur a la paroi
peuvent voir apparaitre des phénomenes qu'il est difficile de simuler avec un modéle homogene. Par
exemple, dans le cas d’'un écoulement en ébullition, lorsque I'apport de chaleur a la paroi est
suffisamment important, le liquide peut se mettre a bouillir prés de la paroi, tandis que le cceur de la
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conduite se trouve toujours a une température inférieure a la température de saturation ; on parle
d’ébullition sous-refroidie [130]. Le transfert de chaleur a la paroi pour ce type de régime dépendant
de la température de la couche de vapeur adjacente a la paroi, il sera plus difficile pour un modeéle
homogene 1D de le prédire avec précision. Pour la simulation de I'écoulement d'eau / vapeur dans un
systeme de stockage de vapeur par MCP, ce type de phénomeénes n’est a priori pas présent, les vitesses
d’écoulement et les flux de chaleur en jeu étant faibles.

Sous leur formulation la plus basique, les modeles homogénes sont composés de trois équations
constitutives de la forme des équations (24)-(26), pour trois inconnues. En posant des hypothéses
simplificatrices, il est possible de réduire le nombre d’équations et d’inconnues du probléme. Par
exemple, plusieurs études font le choix de ne pas simuler les variations de débit le long de |la conduite,
ce qui permet d’éliminer I'équation de conservation de la masse ; on a alors un modeéle a deux
équations [133], [134]. Hirsch et al. [135] expriment le débit massique local a partir de la perte de
charge par frottement (déduite de la pression), ce qui leur permet d’utiliser deux équations
constitutives seulement tout en tenant compte des variations de débit. Il est possible également de
ramener le probléme a un simple bilan d’énergie, en ignorant a la fois les variations de la pression et
de la vitesse de I'écoulement le long de la conduite [31]. L’équation de I'énergie est alors la seule
équation du probléme. Les modeéles avec moins d’équations constitutives, plus simples, sont moins
co(iteux en ressources de calcul que les modéles a 3 équations plus généraux. lls sont ainsi intéressants
lorsque le modele d’écoulement diphasique 1D doit étre couplé a un autre modéle physique. Ju et al.
[31] utilisent un modeéle réduit a un bilan d’énergie pour simuler un systeme de stockage de vapeur par
MCP ; le modeéle fluide est couplé a un modéle 2D de transferts de chaleur et du changement de phase
solide / liquide dans le MCP. Serrano-Aguilera et al. [134] simulent un récepteur solaire thermique ; un
modeéle a 2 équations de I’écoulement du fluide caloporteur diphasique (eau / vapeur) est couplé a un
modele 3D de transferts de chaleur dans les parties solides du tube et entre ces différentes parties
solides.

Afin de s’affranchir de I’hypothése de non-glissement entre les phases, qui peut étre source d’erreurs
dans certaines situations, certains modeéles distinguent les vitesses des phases liquide et vapeur, et
écrivent les termes faisant intervenir la vitesse ou le début en sommant les contributions des deux
phases [136]-[138]. Selon Lin et al. [138], les équations constitutives du probléme sont alors les
suivantes :

0pm

d
Tl &(Pv%f +pvi(1—¢€) =0 (28)

9 9 oP
57 (Pove + pvi(1 =€) + 5(/31;1738 +pE(l—e)) = -5, ~Pmg—F (29)

0 v2 v}
3¢\ Pve h, + > +gzcos(0) |+ p(1—¢)| hy + > + gz cos(0)

d v2
+ 55 | PoVvE h, + > + gz cos(0) (30)
oP

2
+ (1 —¢) (hl + 71 + gz cos(@))) =3 +q
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Les enthalpies h) et h, des deux phases sont calculées en fonction de la température et de la pression
locales. La détermination des vitesses v, et v, nécessite une information externe, et empirique, sur le
glissement entre les phases. On utilise pour cela une corrélation sur le taux de vide &, relié aux vitesses
individuelles des deux phases par la relation suivante :

. XpPy
B Z (31)
Xvap Pl + (1 - xvap)pg U_i
ol Xyap st le titre massique de vapeur, défini par :
h - hl t
Xvap = h Sa (32)

v,sat ~ hl,sat
avec hisatet hysatles enthalpies des deux phases a saturation, a la pression considérée.

Cette formulation ne nécessite ainsi pas plus d’informations ou de corrélations empiriques que celle
de la section 11.3.1.1 pour étre mise en ceuvre. Lin et al. [138] indiquent que cette formulation permet
de rendre compte plus précisément des phénomenes physiques liés au glissement entre les phases, la
contribution individuelle de chaque phase étant considérée.

L'idée fondatrice des modeéles bi-fluide est de considérer de maniére individuelle le comportement de
chacune des deux phases, par opposition a I’approche des modéles homogénes qui a vocation a décrire
le comportement moyen de I’écoulement. Cette approche est similaire dans I'esprit aux méthodes bi-
fluide pour la modélisation du changement de phase solide / liquide (cf. section 11.2.2.1) : dans la
modélisation bi-fluide la plus répandue, on écrit deux jeux d’équations de conservation (masse,
quantité de mouvement et énergie), I'un pour la phase liquide et I'autre pour la phase gazeuse. On
distingue ainsi dans le modeéle la vitesse et la température individuelle de chaque phase : pour une
phase donnée, les équations de masse et de quantité de mouvement décrivent |’évolution de la vitesse
ou du débit de la phase concernée, et I'’équation de I’énergie est un bilan sur I'énergie interne ou
I’enthalpie de la phase concernée uniquement. Le nombre total d’équations constitutives est de six ;
les six inconnues que I'on résout sont la vitesse et I'énergie individuelles de la phase liquide et de la
phase gazeuse, la pression et le taux de vide. Ce modele est ainsi appelé modéle a 6 équations.

Comme pour les modeles homogénes, la formulation des équations constitutives dépend du choix des
inconnues et des hypotheses effectuées. A titre d’exemple, les six équations adoptées dans le code de
simulation thermo-hydraulique CATHARE [139] sont les suivantes :

c dep, N 9(Sepyvy) _ ST (33)
ot 0z
50(1 —&)p; 4 (S —&)pyvy) — T (34)
ot 0z

dep,v, 0(Sep,vZ oP
gdepury  0GSepyvy) o OP

= —xFy, + S —epyg) +s o8 (35)
at 0z 0z by v Yoz
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(1 — a(s(1 — 2 oP
S ( E)plvl + ( ( E)pvvv) + 5(1 _ 8)—
at 0z 0z (36)

N
= Xy + S(=1 = (1 = £)pyg) + 515

Sa(e (hy + 28)) + - (Se (hy +30)) - se 2P
a pV v pl v at (37)

)*3
= 5 (qig + T (hy + 208) + £0u259) + Xpo
)*+3

0 oP
S (( =+ 1)) + 2 (S~ (o + ) 51 - 5

dt (38)
=S (‘hl +T (hl —vl) +(1- E)plvlg) + Xap

ou:
e [ estle taux de génération de vapeur par unité de volume (exprimé en kg.m3.s2). Il s’exprime

X/ e gi—qs

Api—qu—qiv . e .

kL, L Zl hl ~, ol x est le périmétre mouillé, g, est le transfert de chaleur entre la
v

paroi et l'interface liquide-vapeur, et gi et gi, le transfert de chaleur entre I'interface et les
phases liquide et vapeur respectivement.

comme [ =

e f, et Fy sont des termes de frottement a la paroi, exprimés individuellement pour chaque
phase.
e |représente I'’échange de quantité de mouvement a I'interface liquide-vapeur. Ce terme est la
somme de quatre contributions :
o Unterme lié aux effets visqueux
o Unterme lié aux effets inertiels dit terme de masse virtuelle

o Un terme de la forme —pl . Le facteur p; est homogéne a une pression; son

expression est différente seIon que I’écoulement est stratifié ou non.
o Un terme représentant I’échange de quantité de mouvement entre les phases lié au
changement de phase. Ce terme est proportionnel au taux de génération de vapeur I.

as as . . . . . .
e lestermess, 5z &t 515, interviennent uniquement dans une conduite de section variable. Les

(-

facteurs f, et fi ont pour expression f,, = T- pl etfi=1——= pl Le terme t est appelé taux de

stratification ; il vaut O pour un ecoulement non stratifié, 1 pour un écoulement complétement
stratifié, et prend une valeur entre 0 et 1 pour les cas intermédiaires.

e g;, et q; représentent le transfert d’énergie entre I'interface liquide-vapeur, et les phases
vapeur et liquide respectivement.

*  (pyetqy représentent le transfert de chaleur a la paroi. Comme pour les termes de frottement
Fov et Fu, ces deux termes sont les contributions respectives de la phase vapeur et de la phase
liguide aux échanges de chaleur avec la paroi.

Comme on peut le voir, les diverses équations de conservation comportent des termes sources
supplémentaires par rapport aux équations vues précédemment (de la forme des équations (24) a
(26)). En effet, les effets liés au changement de phase liquide / vapeur et a I'interaction entre les phases
viennent s’ajouter aux sources habituelles de quantité de mouvement et d’énergie. Trés souvent, ces
divers effets ne peuvent pas étre quantifiés théoriquement, les phénomenes mis en jeu dans les
interactions entre le liquide et la vapeur étant trés complexes. Par ailleurs, I’écriture d’un jeu
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d’équations de conservation individuellement pour chaque phase conduit a distinguer des termes
d’interaction avec la paroi (frottement et transfert de chaleur) séparés pour les phases liquide et
vapeur. Il n’est donc pas possible d’employer directement des expressions globales du frottement ou
du transfert de chaleur a la paroi, du type que I’on utiliserait dans le cadre d’un modele homogene : il
faut connaitre les contributions individuelles de chaque phase.

Pour ces raisons, les nombreux termes aux membres de droite des équations (33) a (38) sont exprimés
a I'aide de corrélations, souvent dérivées sur la base d’expériences effectuées dans des conditions
précises (régime d’écoulement, ...) et sous des hypothéses données, et donc valables uniquement pour
un certain régime d’écoulement et un certain domaine de validité [139], [140]. Ainsi, comme le décrit
Bestion [139], les lois de fermeture implémentées dans le code CATHARE sont issues de nombreuses
expériences, effectuées afin de quantifier individuellement chacun des effets particuliers explicités
dans les équations, et de couvrir un nombre de situations d’écoulement aussi vaste que possible.

Les modeles bi-fluide a 6 équations s’affranchissent de la majeure partie des hypothéses d’équilibre
entre les phases liquide et vapeur, hypothéses fondamentales des modéles homogénes. La distinction
des températures individuelles du liquide et de la vapeur permet de simuler avec plus d’exactitude
gu’un modele homogene les cas ou les deux phases ne sont pas en équilibre thermodynamique (T; #
Ty). De méme, le calcul indépendant de deux vitesses permet de mieux représenter les situations ou
une importante différence existe entre les vitesses des deux phases. La seule hypothése d’équilibre des
phases que conservent les modéles bi-fluide est celle de I’équilibre mécanique, les deux phases étant
a la méme pression.

De la méme maniere que pour les modeles homogenes, il est possible de réduire le nombre
d’équations et d’inconnues du probleme en posant des hypothéses d’équilibre partiel entre liquide et
vapeur. En supposant I’équilibre thermique des deux phases (températures égales), on peut écrire une
unique équation d’énergie pour le mélange. Alobaid et al. [140] présentent deux modéles effectuant
cette hypotheése, avec respectivement 4 et 5 équations : le premier écrit également une équation de
conservation de la masse unique pour le mélange, et le second écrit deux équations de masse séparées.
D’autres modeles écrivent une unique équation de quantité de mouvement, formulée en termes d’une
vitesse moyenne du mélange, et utilisent une relation de glissement pour décrire la vitesse relative des
deux phases [128], [140]-[144]. Les vitesses individuelles des deux phases, qui interviennent dans les
équations de masse et d’énergie, sont alors exprimées a |’aide de la vitesse moyenne. L’approche drift-
flux, détaillée plus loin (section 11.3.3), est trés souvent employée pour exprimer la vitesse relative des
phases.

Il existe également des modeles a 7 équations, qui s’affranchissent de I'hypothese d’équilibre
mécanique effectuée par les autres modeles bi-fluide : le liquide et la vapeur peuvent ici étre
localement a des pressions différentes [140], [145]. Le probléme a alors 7 inconnues, deux pressions
étant calculées au lieu d’une seule pour le mélange. Les six premiéres équations constitutives sont
celles des modeéles a 6 équations (équations (33) a (38)); la septiéeme équation introduite décrit
I’évolution du taux de vide. Ce type de modéles permet de modéliser correctement un écoulement
diphasique qui soit totalement hors d’équilibre, et présente par ailleurs des avantages sur les plans
mathématique et numérique par rapport aux modeles a 6 équations. Le code de thermo-hydraulique
américain RELAP-7, actuellement en développement, est fondé sur un modele a 7 équations [145],
[146].
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Les modeles bi-fluide sont utilisés dans les codes de calcul thermo-hydraulique du secteur de I'énergie
nucléaire. On peut citer parmi eux le code frangais CATHARE [139], le code américain RELAP [146], le
code finlandais Apros [147], et le code allemand ATHLET [148]. Tous ces codes implémentent un
modele a 6 équations, ainsi que quelques modeles a 4 ou 5 équations. Il n’est pas fait mention dans la
littérature d’autres outils disponibles implémentant des modeéles bi-fluide unidimensionnels, ou
d’éventuelles études effectuées avec un code bi-fluide développé par ailleurs ; les codes du secteur
nucléaire semblent avoir I’exclusivité de ce type de modéles.

Le faible nombre de codes bi-fluide disponibles est probablement a relier a I'importante quantité de
données expérimentales nécessaire a la mise au point des lois de fermeture, celles-ci étant nombreuses
et devant prendre en compte un certain nombre de régimes d’écoulement différents. Le code de
simulation doit également gérer la transition entre ces différents régimes, ainsi que les difficultés
numériques liées au changement des lois de fermeture lors du passage d’un régime a un autre. La mise
en place d’un code de simulation bi-fluide doit ainsi représenter un travail bien plus important que
I'implémentation d’'un modéle homogene. Les efforts qui y ont été consacrés dans le secteur de
I’énergie nucléaire proviennent du besoin de simuler des écoulements diphasiques fortement hors
d’équilibre, que I'on peut rencontrer dans un réacteur nucléaire du fait des forts flux de chaleur et des
fortes vitesses mises en jeu. [127]

Les modeéles drift-flux (terme que I’on pourrait traduire en frangais par flux de dérive) sont des modeles
de complexité intermédiaire entre les modéles homogenes et bi-fluide. Les modeles de cette classe ne
supposent pas I'égalité des vitesses des deux phases localement dans la conduite. Leur idée fondatrice
est d’exprimer la différence de vitesse entre les phases a I’aide d’une relation extérieure, au lieu de
calculer les deux vitesses de maniere indépendante, comme le font les modeéles bi-fluide avec deux
équations de quantité de mouvement. On n’écrit ainsi qu’une seule équation de quantité de
mouvement. L'expression utilisée pour relier les vitesses des deux phases provient du travail de Zuber
et Findlay [149] ; ces auteurs ont proposé en 1965 une équation reliant la vitesse relative des deux
phases au taux de vide, ainsi qu’a plusieurs autres parameétres spécifiques décrivant I'écoulement.
Cette relation est appelée modéle drift-flux dans la littérature ; ce méme nom est ainsi donné par
extension aux modeéles d’écoulements diphasiques se basant sur le travail de Zuber et Findlay. Il existe
d’autres modeles diphasiques dans lesquels une relation de fermeture d’un autre type relie la vitesse
des deux phases ; c’est le cas des modeles décrits en section 11.3.1.2 [136], [138]. Ces modeles-ci ne
sont pas désignés sous le nom de drift-flux, ce terme étant associé spécifiquement a I'approche de
Zuber et Findlay.

Dans cette approche, le glissement entre les phases est décrit a I’aide d’une grandeur nommeée vitesse

de glissement, notée ici U, ;. Cette vitesse est définie comme la différence entre la vitesse de la phase
gj

gazeuse v,, et le flux volumique de I'’écoulement j :

Vgj =1y —J (39)
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Le flux volumique j est défini par I’équation (40) ci-dessous. Il correspond a une vitesse moyenne de
I’écoulement, pondérée par le volume local des deux phases.

j=¢ev,+ (1 -8y (40)

Zuber et Findlay [149] expriment la vitesse U,; en fonction de deux autres parametres. L'un, noté ici
({vg;)), est une moyenne sur la section de la conduite de la vitesse de glissement locale. L'autre,
nommeé distribution parameter en anglais et noté Co, traduit le fait que les distributions du taux de vide
€ et de la vitesse moyenne j sur la section de la conduite ne sont pas forcément corrélées.

Ugj = ((vg;N) + (Co — 1)) (41)

Les équations constitutives de I’écoulement sont formulées de maniére a faire apparaitre la vitesse
Uyj ; le probleme est alors fermé a I'aide d’une expression de cette vitesse. La plupart du temps, on
utilise des corrélations donnant I’expression des paramétres (v ;)) et Co, le plus souvent valables pour
un régime d’écoulement donné [140], [143]. Pour certains régimes d’écoulement, il est possible de
trouver des corrélations donnant directement la vitesse U4;. [142]. Une variante consiste a formuler
les équations en faisant apparaitre la différence de vitesse v, — v, au lieu de la vitesse v4; [141], [150],
[151]. Dans le cadre de I'approche de Zuber et Findlay, cette différence de vitesse s’exprime de la
maniére suivante :

1
v = = 7= ((Co = + ((wy)) (42)

Les modeles drift-flux peuvent avoir 3, 4 ou 5 équations constitutives. On n’écrit qu’une seule équation
de quantité de mouvement ; selon les hypotheses effectuées, on peut écrire une ou deux équations de
masse et d’énergie.

L'unique équation de quantité de mouvement est formulée avec la vitesse moyenne du mélange vnm.
Cette vitesse-ci est une moyenne pondérée par la masse des deux phases (a ne pas confondre avec la

. L . . 1
vitesse j qui est une moyenne pondérée par les volumes) ; elle s’exprime par v,, = — av, +
m p g g
m

p (1 —a)v,) [143]. L'équation a la méme forme que I'équation classique pour un écoulement
monophasique, avec deux termes supplémentaires. Le premier terme tient compte des effets liés a la
vitesse relative entre les phases, et le second est un terme de covariance, qui traduit le fait que la
moyenne du produit de plusieurs grandeurs n’est pas égale au produit de leurs moyennes
individuelles ; ce second terme est généralement négligé. Hibiki et Ishii [142] fournissent la forme
compléte suivante pour I'équation de quantité de mouvement :

G 9 ,
a (vam) + a (vam)

opP 0 epppr
- _ —F — — (/Y 52 43
9z Pm9I 0z ((1 —&)pm vg]) 43)
)
- E(COV(epvvg) +cov((1 - e)pyv?))

ol COV est un opérateur de covariance.
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La formulation de I’équation de I’énergie varie selon les termes négligés ou non : conduction axiale,
dissipation visqueuse, termes de pression, termes de covariance. Hibiki et Ishii [142] donnent une
formulation pour une unique équation de I'énergie pour le mélange, tenant compte de tous ces
termes ; étant assez lourde, elle ne sera pas recopiée ici. A titre d’exemple, Zou et al. [143] adoptent
de leur c6té la formulation suivante, en ignorant les termes de conduction, de dissipation visqueuse et
de covariance :

0 0 d (epypy _
a (pmhm - P) + & (pmhmvm) + E( Om (hv - hl)vgj)

elpp—py) _ \OP
=q + <Um+TUgj>£

(44)

Lorsque deux équations d’énergie sont écrites, les termes liés a la vitesse relative des deux phases ont
une forme spécifique. Une formulation avec deux équations d’énergie peut étre trouvée chez Kim et
Roy [141].

Pour la conservation de la masse, trois formulations sont possibles. On peut écrire une unique équation
de conservation pour le mélange [140], ou bien écrire une équation pour chacune des phases [141],
[144], [150]. Une troisieme possibilité, présentée par Hibiki et Ishii [142], est d’écrire une premiere
équation de masse pour le mélange, et une seconde équation pour la phase gazeuse. Lorsqu’elle est
écrite pour le mélange, I'’équation de la masse a une forme classique, similaire a I'’équation (24).
Lorsqu’une équation est écrite pour I'une des phases individuelles, des termes liés a la vitesse relative
des phases interviennent, comme dans les équations de quantité de mouvement et d’énergie. Le
second membre comporte également un terme traduisant le transfert de masse entre liquide et vapeur
lié au changement de phase, de la méme maniére que dans un modele bi-fluide (termes Sl et —SI des
équations (33)-(34)). Une expression du taux de génération de vapeur I doit étre introduite pour la
fermeture du probléme ; ce terme étant dépendant du régime d’écoulement, il est généralement
estimé lui aussi a I'aide d’une corrélation empirique [142], [143].

Les modeéles a frontiére mobile se distinguent des autres types de modeles présentés dans le reste de
cette section, de par le fait qu’il ne s’agit pas de modéles 1D a proprement parler. Au lieu d’introduire
un maillage 1D régulier de la conduite, ces modeles déterminent des valeurs moyennes des grandeurs
caractéristiques de I’écoulement (pression, débit, enthalpie, ...) sur un certain nombre de trongons
axiaux de la conduite, qui correspondent a des zones occupées par du fluide dans un certain état :
liquide sous-refroidi, mélange de liquide et de vapeur saturés, vapeur surchauffée. Sous leur forme la
plus classique, on distingue trois zones, pour ces trois états. Les conditions aux limites a la paroi sont
représentées par des valeurs moyennées, différentes pour chacune des zones (Figure 26). La longueur
et la position dans la conduite des zones sous-refroidie, saturée et surchauffée évolue au cours du
temps, suivant la vitesse des transferts de masse et de chaleur dans le fluide, et les variations dans le
temps des conditions aux limites. Afin de prendre en compte cette évolution, les longueurs des trois
zones sont considérées comme des variables du probleme : les équations du probléme font intervenir
ces longueurs et leur dérivée temporelle. Un modele a frontiere mobile peut ainsi étre vu comme une
juxtaposition de plusieurs modeles 0D, a laquelle s’ajoute le calcul de I’évolution temporelle de la
longueur des zones de la conduite représentées par chacun de sous-modéles.
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Figure 26 : Schéma général de la représentation des écoulements diphasiques par un modéle a frontiére mobile, dans le cas
d’un écoulement horizontal avec distinction de trois zones [152]

Les équations du probleme sont obtenues en intégrant les équations de conservation 1D sur la
longueur des différentes zones. On écrit généralement une équation de masse et une équation
d’énergie pour chaque zone ; I'évolution de la pression le long de la conduite n’est en général pas
considérée. Les inconnues du probleme comptent toujours a minima la pression, la longueur d’une
partie des zones (la longueur de I'une des zones peut se déduire de celle des autres, et de la longueur
totale de la conduite), I'enthalpie moyenne dans I'une des zones ou a sa frontiére, et le taux de vide
moyen dans la zone saturée. Selon les choix effectués, on peut également déterminer le débit en sortie
de la conduite [153], ou les débits aux interfaces entre les zones [154]. La formulation exacte des
équations dépend des choix et hypothéses effectuées, et de la représentation qui est faite de
I’écoulement (ébullition ou condensation, zones considérées, ...). A titre d’exemple, une formulation
du probléme pour un modele avec trois zones, pour le cas de I'ébullition d’un écoulement sous-refroidi
a l'injection, peut étre trouvée chez Jensen et Tummescheit [152].

En dépit de I'absence de discrétisation 1D, les modeles a frontiere mobile permettent de simuler les
écoulements diphasiques avec une précision globalement comparable a celle des modéles 1D
homogenes, pour un temps de calcul plus faible du fait du nombre total de variables moins important
pour le probleme. [155] Les modeéles a frontiere mobile sont utilisés pour modéliser des échangeurs
de chaleur avec écoulements diphasiques pour diverses applications [154], [156], [157], et également
des récepteurs solaires a concentration. [153] Les faibles temps de calcul en comparaison des modeéles
1D rendent ces modeles intéressants pour les besoins de la régulation et du contréle-commande, qui
demandent une prédiction a la fois fiable et en temps réel de la réponse du systéme aux changements
dans son environnement.

Certains modeles a frontiére mobile permettent de prendre en compte le fait que certaines zones
peuvent disparaitre ou apparaitre dynamiquement au cours du temps. Cela peut par exemple arriver
lorsque les conditions a I'injection ou bien le flux de chaleur a la paroi varient dans le temps : un
écoulement en ébullition peut se vaporiser compléetement lorsque le flux a la paroi est fort (trois zones,
configuration (a) sur la Figure 27), ou bien sortir de la conduite en n’étant pas complétement vaporisé
lorsque le flux est plus faible (deux zones, configuration (c) sur la Figure 27). La Figure 27 montre
I’ensemble des situations d’écoulement envisageables en termes de nombre et de disposition des
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zones. Pour gérer I'évolution dynamique du nombre et du type des zones, on remplace les équations
des zones qui disparaissent par des relations qui tendent a maintenir a une valeur stable les variables
du probléme liées a la zone disparue. Si la zone réapparait, on remplace de nouveau ces équations non
physiques par les équations de conservation. [153], [154], [156]

Subcooled Liquid Two-phase Flow Superheated Vapor Superheated Vapo:

(a) General evaporator (b) General condenser

Subcooled Liquid Two-phase Flow Two-phase Flow Subcooled Liquid
(¢) Flooded evaporator (d) Flooded condenser
Two-phase Flow Superheated Vapor Superheated Vapor Two-phase Flow

(e) Dry evaporator (f) Dry condenser

Figure 27 : Situations d'écoulement envisageables dans le cadre d'un modéle a frontiéres mobiles. [156]
A gauche : écoulement en évaporation. A droite : écoulement en condensation.

Il est également possible d’envisager un nombre de zones supérieur a trois. Un modele a quatre zones
est présenté par Abdalla [157] et par Berry [158], qui étudient un générateur de vapeur utilisé dans un
réacteur nucléaire ; dans ce systeme, deux régimes de transfert de chaleur différents sont susceptibles
de se développer sur la longueur ol a lieu I’ébullition de I'eau liquide. Ces deux régimes sont
caractérisés par des flux de chaleur a la paroi tres différents. Afin de rendre compte de ces différences
au sein de la longueur saturée de la conduite, on considére deux zones saturées au lieu d’une,
correspondant aux troncons de la conduite ou I’on trouve les deux régimes de transfert de chaleur. On
spécifie un coefficient d’échange avec I’extérieur différent pour chacune de ces deux zones. La position
de la frontiére qui les sépare (c’est-a-dire le point ou se produit le changement de régime) est donnée
par une relation empirique, en fonction du débit, et des propriétés physiques de deux phases.

Enfin, certains modéles incorporent un bilan de quantité de mouvement plus ou moins simplifié, afin
de s’affranchir de certaines hypotheéses et limitations de la formulation de base des modeéles a frontiére
mobile. Plusieurs auteurs [153], [157] écrivent un bilan sur I'ensemble du tube, qui leur permet
d’estimer le débit en sortie de la conduite. L'intérét est d’ obtenir une prédiction plus fine du débit de
sortie dans les situations ou les conditions aux limites varient rapidement dans le temps ; ces variations
sont en effet accompagnées d’une phase transitoire ou pressions et débits se rééquilibrent, pendant
laquelle les débits en entrée et en sortie ne sont pas forcément égaux. Yebra et al. [159] introduisent
une division de la conduite en deux zones, définies parallelement aux trois zones du modele a frontiére
mobile, et effectuent un bilan de quantité de mouvement sur ces deux nouvelles zones. Leur approche
permet de déterminer la pression dans chacune des trois zones principales : on représente ainsi le
gradient de pression le long de la conduite.
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En termes de niveau de maturité technologique, la technologie du stockage de vapeur par MCP de type
tubes-calandre est actuellement au stade du prototype pré-industriel. Elle se positionne ainsi a mi-
chemin entre I’'accumulateur de vapeur, technologiquement mature et éprouvé dans I'industrie depuis
plusieurs décennies, et les autres technologies de stockage de vapeur par MCP, qui sont au stade de la
théorie ou de I’échelle laboratoire. Un effort de recherche plus important a été consacré a la
technologie du stockage tubes-calandre. Cet intérét s’explique par la relative simplicité de ce concept,
et par I'expérience acquise sur ce type de systéeme de stockage de chaleur par MCP, au-dela de
I"application du stockage de vapeur. La technologie du stockage tubes-calandre par MCP est en effet
beaucoup étudiée pour d’autres applications ou le fluide caloporteur est monophasique, tels que les
centrales solaires thermiques (avec un fluide caloporteur monophasique autre que de la vapeur) pour
la production d’électricité [57] ou de chaleur industrielle [160], la récupération de chaleur fatale [161],
ou les réseaux de chaleur [162].

La viabilité de cette technologie pour le stockage de vapeur a été démontrée a I'échelle prototype ; le
premier démonstrateur a I'échelle industrielle a été installé trés récemment par I'organisme de
recherche technologique allemand DLR, dans une centrale de cogénération [60] (cf. section 11.1.2.1.2).
Le déploiement de stockages de vapeur tubes-calandre par MCP dans l'industrie créera des nouveaux
besoins quant a la modélisation d’un module de stockage. Il faudra étre capable d’une part de
concevoir des modules adaptés a différents procédés et applications, et d’autre part d’assurer la
robustesse de leur conception aux différentes conditions et modes de fonctionnement auxquels il sera
soumis dans un procédé donné. La mise au point d’'une méthodologie pour le dimensionnement et la
prédiction rapide et précise des performances d’'un module de stockage facilitera ainsi le passage de
cette technologie dans I'industrie, en permettant de dimensionner rapidement un module de stockage,
et d’aider au dimensionnement du procédé dans lequel il sera intégré.

Les modeéles pour la simulation thermo-fluidique a maille fine des phénomeénes de fusion et de
solidification sont nombreux. Une grande variété de techniques différentes existe pour représenter
I’évolution d’un front de changement de phase au sein d’'un MCP, et pour prendre en compte les
différentes spécificités de ce type de problemes. Pour les travaux de la thése, le choix a été fait de
s’orienter sur une modélisation qui soit autant que possible déja maitrisée, et si possible déja
implémentée dans un code de simulation disponible au CEA. En effet, la simulation doit en définitive
servir a estimer les transferts de chaleur au sein d’'un module de stockage, de maniére aussi précise
gue possible, afin de pouvoir mettre au point un modéle réduit d’'un module que I'on peut utiliser pour
une modélisation a I"échelle systeme. En adoptant un modele déja éprouvé et un code maitrisé, le
travail peut se concentrer sur I'usage du modeéle plut6t que sur son développement, dans |’objectif de
I'utiliser au mieux pour prédire les performances thermiques d’un module de stockage.

Le choix s’est ainsi porté sur le modele qui est de loin le plus utilisé dans la littérature, a savoir le modéle
enthalpie-porosité de Voller. Il s’agit d’'une méthode a interface diffuse, mono-fluide. L’annulation de
la vitesse dans le MCP solide est assurée par la technique du terme source de Darcy (cf. section
11.2.2.2.1), et I'absorption ou la libération de chaleur quasi-isotherme lors du changement de phase est
prise en compte par la méthode du terme source (cf. section 11.2.2.2.2). L'usage répandu du modéle
enthalpie-porosité de Voller s’explique d’une part par sa facilité d’'implémentation dans un code de
mécanique des fluides numérique (CFD), et d’autre part par les résultats généralement bons qu’il
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permet d’obtenir. Depuis que Voller et Prakash [99] ont introduit cette approche en 1987, elle s’est
imposée comme un standard. Le code ANSYS Fluent®, qui est utilisé au CEA pour la simulation thermo-
fluidique 2D / 3D, implémente le modeéle enthalpie-porosité pour la simulation des phénoménes de
changement de phase solide-liquide. C’est donc sur ce code-ci que s’est porté le choix du code CFD a
utiliser.

Du c6té de la modélisation a I’échelle systeme, les différents modeéles existants pour la simulation 1D
d’un écoulement diphasique liquide / vapeur dans une conduite se distinguent par la complexité de
leur formulation. Toute une gamme de modeles existe entre les modéles homogénes a une, deux ou
trois équations, et les modéles bi-fluide a six voire sept équations qui modélisent séparément les
phases liquide et vapeur. Les modeéles a frontiere mobile permettent de réduire encore la complexité
du modele, en supprimant la discrétisation des zones occupées par le liquide, la vapeur et le fluide
changeant de phase dans la conduite. Si les modeéles les plus évolués permettent de tenir compte de
plus de situations physiques (déséquilibres entre phases liquide et vapeur), les temps de calcul
augmentent avec la complexité du modele. Par ailleurs, si I’'on excepte les modéles a frontiere mobile,
les modeles 1D les plus complexes sont également les plus difficiles a mettre en ceuvre, du fait de
I'importante quantité d’informations externes qu’il est nécessaire d’apporter aux modeles bi-fluide
(sur les transferts de chaleur, le frottement, les interactions entre les phases, ...), et de la complexité
numérique inhérente au traitement d’'un nombre plus important d’équations constitutives et de
termes mathématiques. Le critere pour le choix d’'un modéle semble ainsi étre le niveau de détail avec
lequel on souhaite représenter la physique : il est inutile d’adopter un modéle représentant des
phénomeénes dont I'effet est négligeable pour I’écoulement que I’on souhaite modéliser.

Dans un systéeme de stockage de vapeur tubes-calandre par MCP, I'écoulement d’eau liquide / vapeur
s'effectue 3 des vitesses assez faibles (environ 20 g.s* pour les modules prototypes de l'installation
LHASSA du CEA Grenoble [22]), et le flux de chaleur échangé a la paroi des tubes est modéré (environ
400 W.m'* au maximum lors de la charge d'un module de LHASSA). On peut donc s’attendre a ce que
les déséquilibres entre liquide et vapeur soient faibles. Pour cette raison, il a été choisi d’adopter un
modéle homogéene pour les travaux de la thése. Les modeles a frontiere mobile ne sont pas retenus
afin de faciliter I'interfacage du modeéle liquide / vapeur avec un modéle systéme du MCP : on souhaite
mailler le MCP de maniere réguliére dans le modele systeme, ce qui rend préférable de mailler
également les tubes régulierement, avec le méme pas d’espace dans la direction de I’écoulement
liquide / vapeur, afin de pouvoir coupler les modéles du MCP et de la vapeur. Le modéle liquide / vapeur
adopté a deux équations, le choix étant fait de négliger les variations de pression dans la conduite ; les
détails sont présentés dans le chapitre IV (section IV.2.1, p. 108).

Des approches de modélisation ayant été choisies pour les différents échelles du modele multi-
échelles, la premiére partie du travail porte sur la validation et I'investigation de la sensibilité du modele
solide / liquide fin a ses paramétres. Le modéle enthalpie-porosité de Voller contient en effet plusieurs
parametres liés intimement a la physique du changement de phase, dont il convient de pouvoir
déterminer les valeurs afin d’obtenir des résultats les plus fideles possibles a la réalité. Ce travail fait
I’objet du chapitre suivant. La maitrise du modéele fin, plus complexe par nature que le modele 1D de
I’écoulement liquide / vapeur, permet d’aborder sereinement la construction d’un modéle multi-
échelles d’'un module de stockage, présentée dans le chapitre IV.
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Dans un systeme de stockage thermique par MCP, les transferts de chaleur sont gouvernés par plusieurs
phénomeénes physiques. Comme expliqué en introduction, la convection naturelle dans la phase liquide
du MCP a souvent une influence importante, notamment dans les systemes de stockage de taille
prototype ou industrielle ou les dimensions sont grandes. Les transferts de chaleur convectifs entre les
parois du systeme de stockage (paroi des tubes et des éventuels ailettes et inserts conducteurs)
dépendent de la vitesse de I’écoulement, et de la taille et de la forme des boucles de convection. Ces
derniers paramétres sont directement liés a la forme et aux dimensions de I’espace occupé par la phase
liquide, et donc, dans le cas d’un stockage tubes-calandre, a la forme des éventuelles ailettes et inserts
disposés dans le MCP, a partir desquels le front de fusion ou de solidification se forme et se propage.

L'impact de I’écoulement du MCP liquide par convection naturelle sur les transferts de chaleur rend
indispensable sa simulation par CFD pour prédire les transferts de chaleur au sein d’un systéme de
stockage. Dans un module de stockage avec tubes ailetés et inserts, les boucles de convection naturelle
peuvent étre de petite taille. En effet, I'espace occupé par la phase liquide du MCP est souvent confiné :
c’est le cas en début de fusion ou en fin de solidification, ol seule une fine couche de liquide est
présente, ou bien dans les cas ou les ailettes et les inserts sont rapprochés les uns des autres, donnant
lieu aux développements de petites boucles de convection dans les espaces étroits situés entre les
ailettes ou au sein des inserts. Pour cette raison, la simulation de ces phénomenes se doit d’employer
des modeéles numériques a maille fine. Afin de simuler des boucles de convection, il convient de
modéliser I’écoulement et les transferts thermiques en 2D, voire en 3D si la géométrie des ailettes et
des inserts donne lieu a un écoulement tridimensionnel non simplifiable sous la forme d’une
représentation 2D axisymétrique.

Le modele enthalpie-porosité de Voller, décrit dans la revue bibliographique du précédent chapitre
(section 11.2.2.2.1, p. 39), constitue I'approche la plus couramment utilisée pour la simulation 2D / 3D
fine des phénomeénes de changement de phase solide / liquide, prenant en compte I’écoulement de la
phase liquide. Ce modele a fait ses preuves depuis son introduction dans les années 1980 [99], et est
aujourd’hui implémenté dans plusieurs codes commerciaux de mécanique des fluides numérique
(CFD). Pour ces raisons, c’est ce modele qui est utilisé dans ce travail de thése, pour le versant petite
échelle de I'approche de modélisation multi-échelles qui y est développée. Le modele enthalpie-
porosité présente plusieurs parametres caractérisant le changement de phase, dont le choix de la
bonne valeur n’est a priori pas immédiat : certains de ces paramétres sont empiriques, tandis que
d’autres caractérisent la thermique du changement de phase qu’il est difficile de caractériser
expérimentalement avec précision (cf. section I11.2.3 ci-dessous, p. 68).

Afin de pouvoir s’appuyer sur des résultats CFD fiables, il convient d’appréhender le fonctionnement
du modele enthalpie-porosité, afin de pouvaoir I"utiliser et le paramétrer au mieux. Pour ce faire, deux
cas de fusion de MCP présentant des caractéristiques différentes ont été simulés a I'aide de ce modele,
pour pouvoir observer le comportement du modele dans différentes situations. Pour chacun d’entre
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eux, une étude des parametres du modele qui caractérisent le changement de phase a été menée. Afin
de pouvoir identifier les valeurs des parametres les plus adéquates pour chaque cas d’étude, les
résultats de simulation sont comparés a des résultats expérimentaux, issus de la littérature pour le
premier cas, et d’essais menés sur une installation expérimentale du CEA Grenoble pour le second.
Dans un premier temps, les équations et les hypothéses du modéle enthalpie-porosité sont exposées,
ainsi que les problématiques et défis associés a ses différents parametres spécifiques. Dans un second
temps, les deux cas d’étude, les installations expérimentales associées et les modeéles numériques mis
en place sont présentés. Enfin, les résultats de I’étude paramétrique sont détaillés, avant de présenter
les lecons apprises de cette étude quant a I'utilisation du modéle enthalpie-porosité.

Selon la classification des modeéles de changement de phase établie en section 1.2 (p. 31), le modele
enthalpie-porosité de Voller est un modeéle a interface diffuse mono-fluide. Cela signifie que I'ensemble
du solide et du liquide est décrit par un unique fluide équivalent, modélisé par un jeu d’équations de
Navier-Stokes sous une forme classique : aucune équation supplémentaire ou technique spécifique
n’est utilisée pour suivre explicitement l'interface solide — liquide. La chaleur latente de changement
de phase et I'absence de mouvements dans le solide sont tous deux pris en compte par I’ajout de
termes puits aux équations de la physique.

Les trois équations constitutives sont celles de la conservation de la masse, de la quantité de
mouvement et de I'énergie. Dans |'étude présentée ici, les phénomeénes d’expansion et de contraction
volumique lors du changement de phase ne sont pas représentés, ainsi que les éventuels mouvements
de blocs solides au sein de la phase liquide : ainsi, la masse volumique du MCP est constante. Les forces
de flottabilité a I’origine de la convection naturelle sont prises en compte a |'aide de I'approximation
de Boussinesq.

Un terme de pénalisation est présent dans I’équation de quantité de mouvement, permettant
d’immobiliser I'’écoulement la ou le MCP est solide. L’enthalpie massique totale hycp est écrite comme
la somme d’une contribution sensible hsensmce €t d’une contribution latente hitmce. L'équation de
I’énergie est ainsi formulée avec I'enthalpie sensible hsensmce, avec un terme puits faisant intervenir
hiat mcp, qui traduit I’absorption ou la libération de chaleur a température constante ou quasi constante
lors du changement de phase. Les équations constitutives sont les suivantes :

AVycp =,
Pmcp (T + Uycr VUpcr

= —VPycp+ V- (Hmcp ﬁﬁMcp) + Pumce (1 ~ Buce (Tmep— Trelfb)) g+ AVpcp

(46)

dhsensmcp | - =
Pmcp (—Se;; + Uncp * Vhsensmcp
o dhiawcr " @)
=V (AmcpVTuce) — Puce (T + Unmcp Vhlat,MCP)

Dans I’équation de quantité de mouvement (46), le facteur A du terme de pénalisation est nul lorsque
le MCP est liquide, et prend une valeur trés grande lorsque le MCP est solide : de cette maniere, la
phase solide est immobilisée, sa vitesse étant amenée vers une valeur nulle. La valeur de A évolue
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progressivement de 0 a sa valeur maximale dans I'épaisseur de la zone pateuse, ou solide et liquide
coexistent au sein des mailles. L'expression de A est inspirée de I'équation de Carman-Kozeny pour les
milieux poreux [99], [163] : on considere la zone pateuse comme un milieu poreux dans lequel le MCP
liquide s’écoule au milieu de dendrites de MCP solide. En notant Y, la fraction liquide massique locale
du MCP, I'expression de A est la suivante :

(1-1)?

A= ey

(48)
Le terme Amush €st un facteur constant nommé constante de zone péteuse ou constante de mushy zone,
qui quantifie le ralentissement de I’écoulement dans la zone pateuse. La valeur de cette constante doit
étre élevée (> 10% kg.m3.s1) afin que I"'amortissement de la vitesse dans la phase solide (Y; = 0) soit
suffisant pour I'immobiliser complétement. L’'influence de la valeur de Amush sur les résultats est I'un
des objets de ce chapitre. Le terme b est introduit pour éviter la division par zéro lorsque Y, =0; sa
valeur est fixée a b = 103,

Dans I’équation de I’énergie, les enthalpies sensible et latente s’expriment de la maniére suivante :

T

hsensmcp(T) = Rpert f Cp (T) dT (49)
T rer
hiae.pem = YL (50)

La température de référence T est choisie arbitrairement ; son choix peut étre distinct de celui de la
température T.tp de I"approximation de Boussinesq (équation (46)). On fixe T.r = 25°C dans cette
étude. La fraction liquide Y, est proportionnelle a la masse de MCP liquide dans la maille considérée.
Dans le cas ou le changement de phase s’effectue sur un intervalle de température, on suppose que Y,
est une fonction linéaire de la température T sur cet intervalle. En notant Tso et Tiq les bornes de la
plage de température du changement de phase (appelées respectivement température de solidus et
température de liquidus), Y, s’exprime alors comme suit :

0, T < Tso1
Y, T~ Tsor Ty <T <T, (51)
={— l li
! Tliq - Tsol 5 1
1, T 2Ty

Le choix de la valeur de la constante de zone pateuse, introduite dans I'équation (48), n’est a priori pas
immédiat. Le modeéle suppose que la zone pateuse est assimilable a un milieu poreux ; en effet, dans
cette zone, le liquide s’écoule au milieu de dendrites de solide, qui le freinent. Comme l'indiquent
Voller et Prakash [99] dans leur article originel sur le modele enthalpie-porosité, la valeur a donner a
Amush dépend a priori de la « morphologie » de ce milieu poreux. En effet, le terme de pénalisation de
la vitesse (équation (48)) est issu de la loi de Darcy pour les milieux poreux. Cette loi contient un facteur
similaire @ Amusn, dont la valeur est fonction des caractéristiques du milieu poreux et du fluide en
écoulement. Malgré cette parenté du modele a une loi physique connue, il n’existe aucune méthode
permettant de déterminer la valeur de Amush @ adopter pour un cas donné : aucune loi reliant Amush a
des propriétés physiques du MCP ou a d’autres conditions du probleme étudié n’a jamais été mise en
évidence.
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Dans la littérature, les études utilisant le modéle enthalpie-porosité peuvent adopter une grande
variété de valeurs de Amush, illustrée dans la Table 1. Le spectre des valeurs s’étend de 10° a 10 kg.m"
3,51, Le terme b qui apparait au dénominateur du terme de pénalisation (48) est généralement pris égal
a b =103, cependant la valeur adoptée n’est pas toujours précisée dans les études citées dans la Table
1. Lorsque des résultats expérimentaux sont disponibles pour valider le modele CFD, la constante de
zone pateuse peut étre utilisée pour caler le modele sur I'expérience [164]-[167]. Dans d’autres cas, la
valeur est simplement reprise d’études précédentes [168], [169], ou bien on ne donne tout simplement
aucune justification quant au choix effectué [170], [171]. Peu de publications s’intéressent
spécifiquement aux questions de I'influence de Amush sur les résultats, et de la valeur a adopter pour
un cas donné.

Amush
(kg.m3.s1)
Références | [172] | [173], [174] | [164], [168], [170], [171], [175], [176] | [177], [178] | [103]

10° 10* 10° 10° 1,6x10°

Amush
(kg.m3.s1)
Références [166] [179] | [165], [180]-[182] | [167] | [183]

Table 1 : Exemples de valeurs de la constante de zone pdteuse adoptées dans la littérature

2,5x10° | 10’ 108 10 | 10"

Malgré cela, certaines études qui se sont penchées sur ces questions ont montré que Amush pouvait
avoir une forte influence sur les résultats. Dans I'étude d’origine de leur propre modele, Voller et
Prakash [99] montrent qu’augmenter la constante de 1,6x10° 3 1,6x10° kg.m=.s"t modifiait de maniére
notable la forme du front de fusion dans une cavité rectangulaire. Kumar et Krishna [184], et Hameter
et Walter [185] constatent que le temps total de fusion ou de solidification pour Amush = 108 kg.m3.s1
est environ deux fois plus faible que pour Amush = 10% et 10° kg.m>.s? respectivement. Les cas étudiés
sont respectivement la fusion d’une paraffine dans une cavité rectangulaire et la fusion et la
solidification de nitrate de sodium dans un systéme de stockage tubes-calandre avec ailettes
longitudinales. Shmueli et al. [165] font varier la constante de 10> & 10'° kg.m3.s sur un cas de fusion
d’une paraffine dans un cylindre chauffé a sa paroi. lls constatent non seulement eux aussi une
décroissance du temps de fusion avec I'augmentation de la constante, mais également une influence
de la température de chauffe et du diametre du cylindre sur la sensibilité a la constante : selon les
valeurs de ces deux paramétres, le temps de fusion connait une variation de 10 a 50% sur la plage de
valeurs de Amush explorée (Figure 28).
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Figure 28 : Evolution de la fraction liquide selon la valeur de la constante de mushy zone pour le cas de la fusion d'une
paraffine dans un cylindre [165]
C = Anush. Unité : kg.m3.s1
(a) : Cylindre de 4 cm de diametre et température de chauffe plus faible (AT = 10°C) ; (b) : Cylindre de 3 cm de diamétre et
température de chauffe plus élevée (AT = 30°C)

D’autres études rapportent au contraire un faible impact de la constante sur leur cas d’étude. Arena et
al. [186] constatent une influence quasi nulle sur le cas de la fusion et de la solidification d’une paraffine
dans un module de stockage tubes-calandre de taille laboratoire avec ailettes circulaires, pour des
valeurs de la constante allant de 10* 3§ 108 kg.m3.s (Figure 29). L'interprétation donnée est le fait que
le transfert de chaleur est principalement conductif, les mouvements de convection naturelle étant
limités par les faibles dimensions du systeme et la présence des ailettes. La constante peut également
avoir une faible influence sur des cas ou la convection a un plus fort impact sur les transferts de chaleur.
Schiiller et al. [187] font ce constat sur le cas de la fusion de glace dans une cavité rectangulaire, avec
des valeurs de Amush allant de 10° & 102 kg.m3.s’. Shatikian et al. [175], qui étudient la fusion d’une
paraffine dans un systeme de stockage avec ailettes verticales, rapportent ne pas voir de différence
significative entre des valeurs de 10° et 1,6*10° kg.m3.s%,
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Figure 29 : Evolution de la fraction liquide selon la valeur de la constante de mushy zone, pour un cas avec transferts
principalement conductifs [186]
(a) : Fusion ; (b) : Solidification
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La sensibilité des résultats a la constante de zone pateuse est ainsi fortement dépendante du cas
étudié. Par ailleurs, la diversité de valeurs trouvées dans la littérature (Table 1) semble indiquer que la
valeur de la constante permettant le meilleur accord avec |’expérience varie également selon le cas
d’étude. Assis et al. ont montré que la valeur optimale pouvait dépendre des phénomeénes physiques
en jeu. Dans deux études successives, ils identifient une valeur optimale de 10° kg.m3.s pour un cas
de fusion non contrainte dans une capsule sphérique [168], puis de 10% kg.m3.s pour la solidification
dans la méme capsule [180]. lls observent que la valeur de 10° kg.m?3.s? n’immobilise pas
completement la vitesse du solide, celui-ci coulant dans le liquide comme le ferait une bulle d’un liquide
tres visqueux. La simulation reproduit ainsi le phénomeéne de chute du bloc solide en fusion au fond de
la capsule, que I'on observe expérimentalement (fusion non contrainte) ; ce phénoméne n’est pas
présent dans le cas de solidification (changement de phase contraint), ce qui explique les deux valeurs
différentes nécessaires pour reproduire les résultats expérimentaux. Les valeurs de 10° et
10% kg.m3.s? ont été identifiées comme optimales par d’autres auteurs [164], [165], tandis que
d’autres études rapportent avoir adopté d’autres valeurs, comme 10° [178] ou 10 kg.m3.s7? [183],
apres en avoir testé plusieurs. Cela montre que les deux valeurs identifiées par Assis et al. ne sont pas
uniques, laissant a penser que I'optimum a adopter pourrait dépendre d’autres facteurs que le
caractére contraint ou non contraint du changement de phase.

Les aspects thermiques du changement de phase sont décrits par d’autres parameétres du modéle. Une
valeur de chaleur latente intervient dans le terme source de I’équation de I’énergie (47), et unintervalle
de température sur lequel s’effectue le changement de phase est introduit (51). Ces propriétés
physiques du MCP sont habituellement déterminées a I'aide de mesures calorimétriques, la plus
courante d’entre elles étant la calorimétrie différentielle a balayage (ou DSC pour Differential Scanning
Calorimetry).

L'imprécision sur les valeurs de chaleur latente (L), et de températures de solidus (Ts.) et de liquidus
(Tig) déduites de ces mesures peut-étre élevée. En effet, les résultats de caractérisation sont sujets a
une incertitude liée a I'inertie thermique de I’échantillon de MCP utilisé pour la mesure. Du fait de la
vitesse de chauffe ou de refroidissement et de la masse de |’échantillon, la chaleur n’est pas absorbée
ou relachée instantanément par celui-ci, et la température en son sein n’est pas uniforme lors d’un
changement de phase. Il peut étre ainsi difficile de déterminer avec précision I’enthalpie massique du
MCP en fonction de sa température. Par ailleurs, les impuretés présentes dans la plupart des MCP réels
alterent la chaleur latente, ainsi que la répartition de I’absorption (en fusion) ou du dégagement (en
solidification) de chaleur latente selon la température. Pour un MCP changeant de phase sur une plage
de température (c’est-a-dire autre qu’un corps pur ou un mélange eutectique), le solide absorbe ou
reldche une quantité relativement faible de chaleur latente sur une importante plage de température ;
sur cette plage, la quantité de chaleur latente absorbée ou relachée augmente progressivement avec
la température jusqu’a atteindre un maximum pour une température donnée [188]. Cet effet étant
d’autant plus important que la concentration en impuretés est élevée, il peut étre difficile de définir
une température de solidus pour certains matériaux. L'incertitude sur la nature et la concentration des
impuretés, combinée aux effets d’inertie thermique de I'échantillon, font qu’il n’est pas toujours simple
de déduire des propriétés du MCP a I'aide du thermogramme mesuré par DSC. La méthode de
caractérisation utilisée et le protocole expérimental peuvent également influencer les mesures. Pour
la chaleur latente, I'incertitude de mesure est généralement de I'ordre de 10% [189], [190].
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Afin d'illustrer la difficulté a déterminer par DSC les caractéristiques d’un changement de phase étalé
en température, la Figure 30 représente les thermogrammes obtenus en fusion et en solidification pour
une solution aqueuse avec 2% d’impuretés, pour une vitesse de chauffe ou de refroidissement de
5 K.min. Dans I’étude dont est issue cette figure [188], ces thermogrammes sont obtenus par la
simulation numérique du changement de phase de I’échantillon de MCP dans la cellule de I'appareil

dh P , , . .
de mesure DSC ; la courbe o7 du MCP est déduite de sa relation h = f(T), que I'on peut déterminer du
fait des hypotheéses faites sur sa composition chimique (solution saline). Comme on peut le voir, les

o oh -
deux thermogrammes sont assez éloignés de la courbe pr réelle du matériau. Sur le thermogramme

obtenu en solidification (en bleu sur la figure), le flux présente un point anguleux a la température du
pic, ce qui permet de repérer cette température. Cependant, en-dessous de cette température, le profil

an R . . .
de o7 n’est pas le méme que celui du flux de chaleur transmis au MCP, en charge comme en décharge ;

cet effet est di a l'inertie thermique de I’échantillon. Ces mesures ne permettent donc pas de
déterminer de maniére évidente la relation entre I'enthalpie du MCP et sa température.
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Figure 30 : Thermogrammes mesurés par DSC pour une solution aqueuse avec 2% d'impuretés (concentration molaire), pour
une vitesse de chauffe ou de refroidissement de 5 K.min! [188]

Rouge (resp. bleu) : thermogramme en chauffe (resp. en refroidissement). Noir : courbe Z—: du MCP.

Au vu des incertitudes sur les parametres de caractérisation, il apparait important de connaitre la
sensibilité des résultats de simulation a ces paramétres, ainsi que les valeurs a adopter pour optimiser
I’accord avec I'expérience. L'impact de la caractérisation sur les résultats n’est quasiment pas étudié
dans la littérature. La seule étude qui s’est attachée a étudier I'effet des températures de solidus et de
liquidus est celle de Kheirabadi et Groulx [191]. Ces auteurs étudient de maniéere croisée les effets de
la constante de zone pateuse et de I'intervalle de changement de phase Tji; — Tso;, sur le cas de la fusion
d’acide laurique dans une cavité rectangulaire. Ils montrent que la plage de changement de phase a
non seulement un impact sur le temps de fusion et la forme du front de fusion, mais également que
cet impact est dépendant de la valeur de Anush : les deux parameétres ne sont ainsi pas indépendants.
Ce constat, ainsi que celui de la dépendance de l'influence de Anmush au cas d’étude, motive I'étude
croisée des deux parametres sur deux cas d’étude différents, présentée ici.
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L'influence croisée de la constante de zone pateuse Amusn et l'intervalle de changement de phase
Tiiq — Tsor @ été étudiée sur deux cas présentant des caractéristiques différentes. Le premier cas étudié
est celui de la fusion de gallium dans une cavité rectangulaire ; il s’agit d'une expérience menée par
Gau et Viskanta [192], qui est souvent utilisée dans la littérature pour la validation de codes de
simulation du changement de phase solide-liquide. Comme le montrent les résultats expérimentaux,
les mouvements de convection naturelle du MCP liquide ont un impact important sur les transferts de
chaleur et le changement de phase. Le second cas est celui de la fusion d’une paraffine dans un systéeme
de stockage tube-calandre basse température de taille laboratoire, installé au CEA Grenoble. Dans ce
systeme, I'unique tube est muni d’ailettes circulaires qui limitent les mouvements liquides : le transfert
de chaleur est ainsi principalement conductif. Le choix de ces deux cas permet d’observer I'effet des
deux paramétres étudiés selon la géométrie du systeme, et I'importance de la convection naturelle.
Les différents résultats de simulation sont comparés aux résultats expérimentaux afin de déterminer
les valeurs des parameétres optimisant I'accord avec I'expérience.

Le dispositif expérimental de Gau et Viskanta [192] est représenté sur la Figure 31. Le MCP se situe
dans une cavité parallélépipédique mesurant 8,89 cm de longueur, 4,45 cm de hauteur et 3,81 cm de
profondeur ; le ratio de la hauteur sur la longueur est de %. Les deux parois latérales sont maintenues
a température constante durant les tests. Les pertes thermiques vers I’environnement extérieur sont
réduites grace a l'isolation de certaines des autres parois et au contrble de la température de la piece
pendant les essais.

Du gallium est utilisé comme MCP ; il s’agit d’'un métal dont |la température de changement de phase
est de 29,78°C. Gau et Viskanta indiquent que le gallium utilisé est quasi pur ; il est ainsi attendu que
la fusion s’effectue de maniere quasi isotherme a cette température. Le gallium est initialement
entierement solide, maintenu a une température uniforme de 27,5°C. Au début du test, la température
de la paroi de gauche est augmentée a 38,3°C, tandis que la paroi de droite est maintenue a la
température initiale : le gallium fond progressivement. Plusieurs thermocouples sont disposés sur la
ligne horizontale au centre de la cellule, a une distance de 2,225 cm des parois supérieure et inférieure,
afin de mesurer le profil de température sur cette ligne pendant les essais. Le volume de gallium fondu
et la forme de I'interface solide-liquide sont également mesurés, en vidant le gallium fondu de la cellule
de test. Plusieurs essais sont effectués dans des conditions identiques (citées plus haut) ; le gallium est
vidé a un instant différent pour chaque essai, ce qui permet de mesurer |’évolution du volume fondu
et de la forme de I'interface au cours du temps pendant la fusion.

Paroisen

. ~._ Parois maintenues
plexiglas -

en température

~— Thermocouples

~—— Gallium (MCP)

Figure 31 : Schéma du dispositif expérimental de Gau et Viskanta (cas 1)
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Le transfert de chaleur est conductif au début du test ; a mesure que la fusion progresse, la convection
naturelle qui se met en place dans le gallium fondu influence les transferts de chaleur, ainsi que la
forme de l'interface solide-liquide. Dans I'analyse qu’ils font des transferts de chaleur, Gau et Viskanta
n’évoquent aucun effet lié au changement de volume du gallium lors de la fusion ; de ce fait, ce
phénomene est ignoré dans les simulations numériques effectuées ici.

Le systeme de stockage du second cas est représenté Figure 32. Il est constitué d’une calandre en
polyméthacrylate de méthyle (abrégé en PMMA) remplie de paraffine, au milieu de laquelle passe un
unique tube de fluide caloporteur. Le tube est en acier et est muni d’ailettes en aluminium dont Ila
fonction est d’'améliorer les échanges thermiques entre le fluide caloporteur et le MCP. A l'intérieur du
tube se trouve un insert cylindrique en polyétheréthercétone (abrégé en PEEK), dont le réle est
d’assurer que I"’écoulement de fluide caloporteur soit dans un régime de convection forcée laminaire.
Les dimensions géométriques de la section d’essais sont rassemblées dans la Table 2. La paraffine
utilisée comme MCP est de la RT35-HC, vendue par la société Rubitherm [193] ; il s’agit d’eicosane
(alcane avec 20 atomes de carbone). Sa transition de phase s’effectue sur une plage de température
(changement de phase non isotherme) située autour de 35°C. Le fluide caloporteur utilisé est de I’eau
liquide. Lors des essais de fusion effectués, le systéme est disposé verticalement et le fluide caloporteur
est injecté par le haut du tube. La masse volumique de la RT35-HC solide est de 880 kg.m3, et celle de
la phase liquide est de 770 kg.m™ ; I'expansion volumique de la paraffine lors de la fusion est ainsi de
14% environ. Pour la simulation numérique, on suppose que I'influence de cette expansion volumique
sur les transferts de chaleur est négligeable ; Longeon et al. [117] ont montré que c’est bien le cas lors
de la charge avec injection par le haut d’un stockage tube-calandre avec tube nu.

Fluide
caloporteur

U

Insert

Calandre

————— Tube

::::::::i>> Ailettes

RT35-HC
(MCP)

(a) (b)

Figure 32 : Systeme de stockage tube-calandre avec ailettes circulaires (cas 2)
(a) : Schéma ; (b) : Photo de la section d’essais



Clément BEUST - 2019

Hauteur 400 mm
Calandre —

Diametre 60 mm

Diametre interne 19 mm
Tube —

Diametre externe 25,4 mm
Insert Diametre 17 mm

Diametre 57,5 mm

. Epaisseur 0,35 mm

Ailettes - -

Distance entre deux ailettes 3,63 mm

Nombre d’ailettes 99

Table 2 : Dimensions du systéeme de stockage tube-calandre

La température d’injection de I'eau est mesurée dans le tube a 31 mm en amont de la section d’essais
(haut de la calandre), et sa température de sortie a 77 mm en aval (bas de la calandre), par des
thermocouples type K. Dans le MCP, la température est mesurée par 40 thermocouples type K placés
a diverses positions. Sur cing plans horizontaux le long de I’axe du tube, notés de A a E, 8 thermocouples
sont disposés selon le motif illustré sur la Figure 33-(b). Les cing plans se situent respectivement a 351,
273, 195, 117 et 39 mm de la paroi inférieure de la calandre. Sur chaque plan, les thermocouples les
plus proches du tube, notés —in, sont éloignés de 6 mm de la paroi du tube ; les plus éloignés, notés —
out, sont a une distance de 14 mm de la paroi. L'étalonnage des thermocouples permet d’avoir une
incertitude sur les mesures de I'ordre de 0,1°C. Durant I'essai, I’écart moyen entre les mesures de
thermocouples situés a la méme distance du tube sur un méme plan horizontal (10 groupes de 4
thermocouples) est de 0,5°C ; la température peut ainsi étre considérée indépendante de la position
azimutale. Afin de pouvoir tenir compte des pertes thermiques dans la simulation, la température de
la piéce est également mesurée ; elle reste plut6t stable pendant I'essai, a une valeur de 20,4 + 0,8°C.

270°%-in 180°-out
180°-in
A
90°-in
B
C
D
E 90°-out
0°-in

270°-out 0°-out

(@) (b)
Figure 33 : Position des thermocouples c6té MCP dans la section d'essais du cas 2
(a) : Disposition des cins plans hozirontaux ol les thermocouples sont placés
(b) : Disposition des thermocouples sur chacun des cinqg plans



Clément BEUST - 2019

Au début de I'essai, la RT35-HC est initialement entierement solide, a la température de 19,9°C. De
I'eau chaude a 50°C est injectée en haut du tube, avec un débit de 9,14 kg.h™*. Le fluide caloporteur
céde sa chaleur a la paraffine qui fond progressivement. La température du fluide caloporteur diminue
dans le sens de son écoulement, a mesure qu’il cede de la chaleur au MCP ; de ce fait, le MCP situé
dans le haut fond plus vite que celui du milieu de la section, qui fond lui-méme plus vite que celui du
bas.

Les simulations sont effectuées a I'aide du code de CFD commercial ANSYS Fluent® v. 17.2, qui
implémente le modéle enthalpie-porosité pour la simulation des problémes de changement de phase
solide-liquide. Les équations du modele sont détaillées en partie 11l.2.1. Cette section détaille les
domaines de calcul, les maillages et pas de temps adoptés, les conditions initiales et aux limites, et le
paramétrage du modéle pour la simulation des deux expériences.

Les valeurs adoptées pour les propriétés physiques des différents matériaux sont rassemblées dans la
Table 3. Pour le cas 1, les propriétés du gallium proviennent de [194]. Pour le cas 2, certaines des
propriétés de la RT35-HC sont fournies par le fabricant [193], certaines autres proviennent de mesures
effectuées sur I'eicosane dans la littérature [195], [196]. La capacité thermique sensible des phases
solide et liquide ainsi que la chaleur latente de la RT35-HC ont été mesurées par DSC, a I'aide d’un
calorimétre uDSCevo. La valeur de chaleur latente mesurée (L = 245,7 kl.kg?) est comprise dans
I'intervalle d’incertitude donné par le fabricant, a savoir 222 kJ.kg™? < L < 258 klJ.kg? [193]. Elle est
également proche d’autres mesures effectuées sur I’eicosane [197]-[200], qui estiment une chaleur
latente comprise entre 247 et 248 kl.kg™. Les propriétés de I'eau, de 'acier du tube et du PEEK viennent
de [201]-[203].

- ) Cp A 0 B L
Matertay | wem?) (0 kg K1) (W.mik?) | (Pas) (k) (d-kg™)
Gallium 6093 0,3815 32 1,81x103 | 1,2x10* 80,160
(cas 1)

Solide : ¢ps=2,219

Liquide : ¢p = 2,323
RIS 789,5 Zone pateuse : 0,2 3,1x10% | 7,14x10* 245,7
(cas 2)

Cp,mush =
Yicpi + (1-Yi)Cps
Eau 994,1 4,179 06233 | 7,19x10* - -
(cas 2)
Tube en
acier 8030 0,5048 16,27 - - -
(cas 2)
PEEK 1320 1,340 0,25 - - -
(cas 2)
Aluminium
2719 0,871 202,4 - - )

(cas 2)

Table 3 : Valeurs des propriétés des matériaux adoptées pour la simulation
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Le choix et le paramétrage des algorithmes de résolution numérique dans Fluent® sont les mémes pour
les deux cas. Le schéma PISO est adopté pour le couplage pression-vitesse, et le schéma PRESTO! pour
la discrétisation de la pression; ces schémas sont recommandés par I'éditeur de Fluent®,
respectivement pour les calculs transitoires et pour la simulation d’un écoulement par convection
naturelle. Les autres schémas utilisés sont ceux recommandés par défaut par I’éditeur : Least Squares
Cell Based pour le calcul des gradients, et Second Order Upwind pour la discrétisation des équations
de quantité de mouvement et d’énergie. L'intégration temporelle est implicite (schéma First Order
Implicit). Les détails des méthodes numériques utilisées dans Fluent® peuvent étre trouvés dans le
manuel de théorie du code [111]. Les facteurs de sous-relaxation sont laissés aux valeurs par défaut
suggérées par le logiciel (0,3 pour la pression, 1 pour la masse volumique, les forces volumiques et
I’énergie, 0,7 pour la quantité de mouvement, et 0,9 pour la fraction liquide).

.3.2.1. Cas1l
Le probleme de fusion de gallium dans une cavité rectangulaire est supposé étre bidimensionnel (Gau
et Viskanta ne constatent pas d’effets tridimensionnels dans leur expérience [192]). Le domaine de
calcul correspond a la cavité occupée par le gallium dans la section d’essais. La température des parois
gauche et droite est fixée a T. = 38,3°C et Ty = 27,5°C respectivement, conformément a I'expérience,
tandis que les parois inférieure et supérieure sont adiabatiques (on suppose les pertes thermiques

négligeables). Les conditions initiales dans le gallium sont uniformes, et sont les suivantes : ¥ = 0,

T=T.=27,5°C, et une pression relative de P = 0 Pa. La température de référence pour I'approximation
Te+Tep

— =
testée et donne les mémes résultats, pour un temps de calcul tres légerement plus élevé (4%). On
adopte un critere de convergence absolu ; les valeurs limites des résidus pour convergence sont fixées

a 1072 pour les équations de masse et de quantité de mouvement, et a 10°® pour I’équation de I’énergie.

de Boussinesq vaut T = 34,0°C ; la valeur de Ty = Tep = 29,78°C a éte également

T=38.3°C T=27.5°C

£

Figure 34 : Domaine de calcul, conditions aux limites et maillage (pour Tiq - Tso = 0°C et 1°C) pour le cas 1

=0

Comme dit précédemment, I'un des objectifs de I'étude est d’observer l'influence croisée de la
constante de zone pateuse Amush, et de I'écart entre les températures de solidus et de liquidus
(Tiig — Tsor) entre lesquelles s’effectue le changement de phase. Des simulations ont été effectuées pour
sept valeurs différentes de Amush et trois valeurs de Tji; — Toi, pour un total de 21 simulations. Les valeurs
testées sont les suivantes :

o Anusn € {10%; 5x10%; 105; 5% 10%; 10%; 107; 108} kg.m™3.s71

Chapitre Ill. Modélisation 2D/3D du changement de phase solide-liquide - 74 -
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o Tyq —Tso €{0;1;2}°C. Pour toutes les simulations, I'intervalle de température est centré
sur la température de changement de phase du gallium, T, = 29.78°C (on a donc

1 . AT
3 (Tsol + T“-q) = T¢p, ou bien Tsy; + 5 = cp)-

Le maillage est constitué de mailles carrées, dont le nombre varie pour les différents calculs effectués.
Pour les simulations avec Tj; — Tso0 = 0°C ou 1°C, on utilise un maillage de 1352 cellules, de
Ax = Ay = 1,7 mm de c6té (représenté Figure 34). Le pas de temps adopté est de At = 0,1s.
L'indépendance des résultats de calcul aux pas de temps et d’espace a été vérifiée en les comparant a
ceux obtenus respectivement pour Ax = Ay = 1,2 mm (maillage de 2738 cellules), et pour At = 0,05s.
Pour les simulations avec Tj; — Tsor = 2°C, un maillage plus fin de 6104 cellules (Ax = Ay = 0,8 mm) est
utilisé, ainsi qu’un pas de temps de 0,05s. En effet, lorsque T, — Tsoi = 2°C, les résultats ne sont plus
indépendants du maillage : une différence de température non négligeable (jusqu’a 1,8°C) subsiste
avec ceux obtenus pour Ax = Ay = 0,4 mm. L’essai de plusieurs maillages de finesse croissante a montré
qgue 'on s’approchait de I'indépendance au maillage avec Ax = Ay = 0,2 mm. Afin de limiter les temps
de calcul, le maillage avec Ax = Ay = 0,8 mm a été adopté pour Tji; — Tsor = 2°C. Afin de s’assurer que ce
choix n’altére pas les résultats de I'étude, des calculs additionnels ont été effectués avec le maillage
Ax = Ay = 1,2 mm, avec les sept valeurs de la constante de zone pateuse évoquées plus haut. L'écart
avec I'expérience est pratiquement le méme que pour Ax = Ay = 0,8 mm, ce qui montre que I’étude
paramétrique reste valide malgré la dépendance des résultats au maillage. Les résultats pour Ax = Ay =
0,8 mm sont indépendants du pas de temps, une valeur de At = 0,025s donnant des résultats proches.

Pour le cas du systeme de stockage tube-calandre, on simule a la fois le MCP, I’écoulement du fluide
caloporteur et le transfert de chaleur dans I'épaisseur du tube, les ailettes et I'insert cylindrique qui se
trouve dans le tube. On suppose I’'écoulement de fluide caloporteur incompressible, laminaire, et
dénué de mouvements de convection naturelle (I'insert assurant un écoulement selon un régime de
convection forcée laminaire). Les équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement
et de I'énergie pour le fluide caloporteur sont ainsi les suivantes :

VB =0 (52)
dﬁ [ N = — — =
Pcalo <% t Vealo® chalo) = —VPqp+ V- (.ucalovvcala) (53)
dh l - — — —
Pcalo (% + Vealo V(hcalo)> =V (AcaloVTcalo) (54)

Dans les parties solides (ailettes, tube, insert), I'unique équation constitutive est I’équation de la
chaleur:

. (dhsolide>
Psolide dt

Le domaine est 2D axisymétrique (Figure 35). La frontiére en bas de la figure correspond a I'axe de
symétrie. La longueur de tube prise en compte est de 61 mm c6té injection (haut) et de 107 mm c6té
sortie (bas). Ces longueurs sont choisies de maniére a ce que les deux extrémités du domaine soient
situées a 30 mm des deux thermocouples placés dans le fluide caloporteur ; ce choix est fait afin de
s’assurer que I’écoulement est bien établi coté injection lorsqu’il atteint la position du thermocouple.

V- (AsolideVTsolide) (55)
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Figure 35 : Domaine de calcul pour le cas 2

Les conditions aux limites sont représentées sur la Figure 36. On applique aux parois de la calandre une
condition d’échange convectif afin de représenter les pertes thermiques vers |’environnement
extérieur. Dans chaque cellule adjacente aux parois, le flux de chaleur cédé a I'extérieur est le suivant :

¢ = a(Teerrute — Tamp) (56)

Le coefficient d’échange avec I'extérieur vaut a@ = 20 W.m.2.K! ; cette valeur est choisie afin que la
température du MCP a la fin de la charge concorde avec I'expérience. La température ambiante est
fixée & Tump = 20°C. Le fluide caloporteur est injecté avec un débit de 9,14 kg.h? ; la vitesse a I'injection
est constante selon le rayon. La température d’injection suit I’évolution mesurée expérimentalement,
visible Figure 37. Partant initialement de 19,2°C, la température augmente pour atteindre 50°C en
500s, puis se stabilise progressivement vers 50,6°C. A I'extrémité de sortie du fluide caloporteur, on
fixe une pression relative de P = 0 Pa. Les autres frontiéres du domaine (paroi du tube, extrémités du
tube et de linsert, axe de symétrie) sont adiabatiques. La température de référence pour
I"approximation de Boussinesq vaut Trtp = 47°C; il s’agit de la température a laquelle la masse
volumique de I'eicosane est égale a la valeur utilisée pour la simulation (789,5 kg.m=) [196].

Symétrie Symetrie

(a) (b)
Figure 36 : Conditions aux limites pour le cas 2
(a) : Parois de la calandre, du tube et de I'insert. (b) : Injection du fluide caloporteur
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Figure 37 : Evolution dans le temps de la température d'injection du fluide caloporteur (cas 2)
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La température initiale est de 19,9°C dans le MCP, et de 19,75°C partout ailleurs (eau, tube, ailettes,
insert), conformément aux mesures expérimentales. Dans |’eau et le MCP, la vitesse initiale est fixée a
¥ = —0.045%, m.s~! ou, est le vecteur unité dans la direction verticale ; il s’agit de la vitesse
d’injection de I'eau (dans la réalité, le MCP est immobile a I'instant initial, car il est entierement a I'état
solide ; cependant, fixer ¥ = 0 initialement dans le MCP cause des problémes de convergence dans les
premiers pas de temps). Comme pour le cas 1, on adopte un critére de convergence absolu. Les valeurs
limites des résidus sont ici aussi de 10 pour les équations de continuité et de quantité de mouvement.
Pour I'équation de I’énergie, on adopte ici une valeur limite de 10! ; en effet, il a été observé qu’avec
la valeur par défaut de 10°, le solveur de Fluent® n’effectuait qu’une seule itération interne a certains
pas de temps, ce qui améne a une convergence insuffisante.

Pour le cas 2, I'’étude croisée de la constante de zone pateuse et de la plage de température du
changement de phase est effectuée sur la base de cing valeurs de la constante et de quatre valeurs de
I'intervalle Ty — Tso, pour un total de 20 simulations. Les valeurs testées sont les suivantes :

o Apusn € {103 10%; 105; 10%;107} kg.m™3.s71

o Tg— T €{0;1;2;4} T
Expérimentalement, le changement de phase de la RT35-HC apparait étre réparti entre 33°C
et 35°C. On centre donc lintervalle de changement de phase sur 34°C (on a donc

1 o . AT o
> (Tsol + Tliq) =34 C, ou bien Tliq - = 34 C)

Le maillage utilisé est représenté Figure 38. Il est constitué de 107433 cellules rectangulaires, de
dimensions et de tailles variables selon la zone du domaine de calcul. Dans le MCP et les ailettes, les
cellules sont carrées, de cOté égal a I'épaisseur d’une ailette (Az = Ar = 0,35 mm). Dans le tube, le fluide
caloporteur et I'insert, les cellules sont étirées ou aplaties comme représenté Figure 38-(b), afin d’une
part de limiter le nombre de cellules dans les portions situées au-dela de la calandre, et d’autre part
de raffiner le maillage pres des parois de la section de passage du fluide caloporteur. Le pas de temps
adopté est de At = 0,25s. L'indépendance des résultats aux pas de temps et d’espace a été vérifiée en
les comparant a ceux obtenus respectivement avec At = 0,1s, et avec un maillage plus dense (345285
cellules) ou le pas d’espace est divisé par 2 dans le MCP et les ailettes, et ou la taille des autres cellules
est adaptée afin de conserver le rapport de tailles entre deux cellules adjacentes du maillage d’origine.
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(a) (b)

Figure 38 : Détails du maillage du cas 2
(a) : Région du MCP - (b) : Région de I’extrémité du tube
Orange : MICP - Gris clair : Ailettes - Gris sombre : Epaisseur du tube - Bleu : Fluide caloporteur - Jaune : Insert

Pour I’étude croisée de la constante de zone pateuse et de l'intervalle de température du changement
de phase, on utilise I'écart des différents résultats de simulation a I’expérience pour évaluer I'influence
des deux parameétres. Les données de mesure disponibles pour les deux sections d’essais sont
nombreuses (températures en plusieurs points, front de fusion...), et ces mesures sont effectuées
régulierement dans le temps, au cours de la fusion du MCP. Pour pouvoir quantifier I’écart d’'une
simulation a I'expérience, il convient ainsi de définir des criteres d’écart tenant compte de toutes les
mesures expérimentales disponibles, et de leur évolution au cours du temps. Cette section décrit les
différents criteres d’écart entre simulation et expérience définis pour les deux cas d’étude.

Pour le cas 1, Gau et Viskanta [192] fournissent I’évolution dans le temps de la forme et de la position
du front de fusion dans la section d’essais, de la fraction fondue totale, et du profil de température sur
la ligne horizontale au centre de la cavité (représentée Figure 31). Pour ces trois types de mesures, on
définit un écart moyen et un écart maximal entre simulation et expérience ; un nombre total de six
criteres d’écart sont ainsi définis pour un essai numérique. La définition de ces critéres est la suivante :

e Front de fusion : Pour tous les instants auxquels des données sont disponibles (2, 5, 6, 8, 10,
12, 14, 17 et 19 min), on discrétise les fronts de fusion expérimental (a I'aide du logiciel
GraphClick [204]) et numérique. Pour chaque point du front numérique discret, on identifie les
deux points du front expérimental discret les plus proches. Un écart absolu est calculé comme
la distance entre le point numérique et son projeté orthogonal sur la droite reliant les deux
points expérimentaux. Le résultat est divisé par la hauteur de la cavité (4,45 cm), afin d’obtenir
un écart relatif.

Un écart relatif moyen et un écart relatif maximal sont calculés le long de I'interface. Enfin,
pour ces deux écarts, les valeurs obtenues pour chaque instant sont moyennées : on obtient
un écart moyen et un écart maximal globaux.

e Fraction fondue totale : A chaque instant, I'écart est défini comme la différence entre la fraction
fondue mesurée et prédite par la simulation, que I’on divise par la valeur expérimentale (écart
relatif). Un écart moyen et un écart maximal au cours du temps sont calculés.
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e Température sur la ligne centrale : A chaque instant ou des mesures de température sont
disponibles (4, 8, 12, 16 et 20 min), on calcule un écart de température a chaque point de la
ligne horizontale (écart absolu). Des écarts moyen et maximal sont calculés le long de la ligne,
puis les valeurs de ces deux écarts obtenues pour chaque instant sont moyennées : on obtient
ainsi des écarts moyen et maximal globaux, de la méme maniére que pour le front de fusion.

Pour le cas 2, les mesures expérimentales sont les relevés de température des 40 thermocouples
disposés dans le MCP (Figure 33). Ici, deux critéres d’écart sont définis pour chaque essai numérique,
a savoir un écart moyen et un écart maximal, prenant en compte |I’ensemble des thermocouples et
I'ensemble des instants auxquels des données sont disponibles. Le module de stockage étant
axisymétrique, on effectue dans un premier temps des calculs d’écart pour les dix positions du plan (r,
Z) ou des mesures sont effectuées. Pour cela, les mesures des quatre thermocouples disposés autour
du tube a chacune de ces positions sont moyennées, puis un écart moyen et un écart maximal de
température (écart absolu) au cours du temps entre simulation et expérience sont calculés. Enfin, la
moyenne de ces deux écarts sur les dix positions (r, z) est calculée, afin de condenser les résultats sous
la forme d’un unique critere d’écart moyen et d’un unique critére d’écart maximal.
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Les quatre tables ci-dessous présentent les différents criteres d’écart calculés pour chacun des essais
numériques effectués, comme exposé dans la section précédente. La Table 4, la Table 5 et |la Table 6
concernent les essais numériques du cas 1 ; la Table 7 concerne le cas 2. Afin de mettre en évidence de
maniére visuelle les tendances suivies par les résultats selon les valeurs des deux parametres étudiés,
les écarts inférieurs a 10% ou 1°C sont indiqués en vert dans les trois premieres tables, et ceux
supérieurs a 50% ou 3°C sont en rouge.

Des graphes d’évolution de la fraction fondue pour le cas 1, et de la température pour le cas 2, sont
également donnés ci-dessous, afin de pouvoir observer l'influence des deux parameétres sur les
résultats de simulation bruts. Pour le cas 1, la Figure 39 et la Figure 40 illustrent I'influence de la
constante de zone pateuse, pour Tz — Tsor = 0°C et 1°C respectivement. L'influence de l'intervalle de
température Tjiq — Tsos est illustré Figure 41, pour une valeur faible et une valeur élevée de la constante
de zone pateuse (Amush = 5x10* et 107 kg.m3.s? respectivement). Pour le cas 2, la Figure 42 illustre
I'influence de la constante pour Tji; — Tso fixé, et la Figure 43 I'influence de Tiiq — Tso pour Amush fixé.

Dans cette section, ces différents résultats quantitatifs et graphiques sont analysés et commentés.
D’une part, I'influence des deux parameétres sur les résultats pour les deux cas d’étude, ainsi que leurs
effets croisés, sont mis en évidence et analysés. D’autre part, les valeurs des deux parameétres
permettant d’optimiser I'accord avec I’expérience sont discutées, ainsi que les grandeurs et critéres sur
la base desquels comparer la simulation a I'expérience pour son calage et sa validation.

Anush Position de I'interface Fraction fondue Température
(kg.m3s1) | Moy (%) Max (%) | Moy (%) Max(%) | Moy (°C) Max(°C)
10* 13.55 23.53 38.52 67.38 1.14 3.61
5x10* 8.63 14.14 26.10 58.31 0.82 2.73
10° 7.62 12.57 22.87 55.88 0.77 2.47
5x10° 6.51 11.21 18.72 52.16 0.69 1.93
108 6.36 11.17 17.59 51.14 0.70 1.86
107 6.45 11.68 15.78 4991 0.68 1.70
108 6.57 11.93 15.54 49.80 0.67 1.68
Table 4 : Ecarts entre simulation et expérience pour le cas 1 ; Essais numériques avec Tjig - Tsoj = 0°C
Anush Position de I'interface Fraction fondue Température
(kg.m3s?1) [ Moy (%) Max(%) | Moy (%) Max (%) | Moy (°C) Max(°C)
10* 47.52 76.23 87.75 107.53 1.64 4.21
5x10* 27.59 47.48 55.52 68.04 1.32 3.69
10° 20.80 36.82 44.40 62.73 1.22 3.52
5x10° 9.91 17.36 26.53 56.01 0.79 2.61
10° 7.92 13.19 21.29 54.36 0.68 2.08
107 6.97 12.82 16.40 52.40 0.63 1.48
108 7.31 13.44 15.84 52.08 0.65 1.57

Table 5 : Ecarts entre simulation et expérience pour le cas 1 ; Essais numériques avec Tjig - Tsoj = 1°C
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Amush Position de I'interface Fraction fondue Température
(kg.m3.s) | Moy (%) Max (%) | Moy (%) Max (%) Moy (°C) Max (°C)
10* 35.33 71.34 47.80 110.97 1.96 3.72
5x10* 26.25 43.99 57.62 83.01 1.53 3.62
10° 20.42 33.67 46.87 72.45 1.27 3.55
5x10° 11.86 20.18 31.68 65.08 0.92 2.96
106 9.79 16.03 26.28 61.74 0.79 2.43
107 8.29 15.93 19.42 57.60 0.67 1.81
108 8.53 16.54 18.08 56.47 0.71 1.94
Table 6 : Ecarts entre simulation et expérience pour le cas 1 ; Essais numériques avec Tjig - Tsoj = 2°C
Tiig— Tso (°C) 0 1 2 4
Amush Moy Max| Moy Max| Moy Max| Moy Max
(kg.m3s?) | (°C) (°C)| () ()| (°C) ()| (") (C)
103 0.78 4.67| 0.77 4.43| 0.75 4.21| 0.68 3.84
10* 0.77 4.68| 0.71 4.44| 0.70 4.20| 0.66 3.82
10° 0.79 4.68| 0.69 4.44| 0.65 4.21| 0.62 3.75
106 0.80 4.68| 0.71 4.44)| 0.64 4.21| 059 3.75
10’ 0.81 4.68| 0.72 4.45| 0.65 4.21| 0.57 3.75

Table 7 : Ecarts de température entre simulation et expérience pour le cas 2

1
0.8 -
/A//ﬁf
@ - j/,,;; ..
S X =7 =#F||—— EXpérience
2 0.6 - Al EE 1
S . //"’—\‘(;ﬁ # A ATAN Amush =10
g 0.4+ /z’_\.;f o V-V Amush = 10°
I xﬁ’;; Z WYY A ush = 5 * 10°
0.2+ /9/ 4 > P Amush — 106
& <1< Amush — 10?
Vd
/ D OC Apush = 10®
0 T T T T T T T T T T
0O 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20
t (min)

Figure 39 : Evolution de la fraction fondue totale pour le cas 1, pour différentes valeurs de la constante de zone péteuse
Tiig— Tso1 = 0°C ; Amush exprimé en kg.m3.s1
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Figure 40 : Evolution de la fraction fondue totale pour le cas 1, pour différentes valeurs de la constante de zone pdteuse

Tiig— Tso1 = 1°C ; Amush exprimé en kg.m3.s1
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Figure 41 : Evolution de la fraction fondue totale pour le cas 1, pour différentes valeurs
de l'intervalle de changement de phase
Amush exprimé en kg.m3.s1
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Figure 42 : Evolution de la température dans le MCP pour le cas 2, pour différentes valeurs de la constante de zone pdteuse
(a) : Thermocouples proches du tube (-in) - (b) : Thermocouples proches de la calandre (-out)
Tiig = Tso1 = 2°C ; Amush exprimé en kg.m3.s1

Chapitre Ill. Modélisation 2D/3D du changement de phase solide-liquide - 83 -
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Figure 43 : Evolution de la température dans le MCP pour le cas 2, pour différentes valeurs
de l'intervalle de température Tiig - Tsol
(a) : Thermocouples proches du tube (-in) - (b) : Thermocouples proches de la calandre (-out)
Amush = 10 kg.m3.s1

Chapitre Ill. Modélisation 2D/3D du changement de phase solide-liquide - 84 -
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Le premier résultat important a relever, au vu de I'ensemble des résultats de simulation, concerne la
différence de sensibilité des deux cas d'étude aux deux parameétres étudiés. Le cas de la fusion du
gallium dans une cavité (cas 1) se montre notablement plus sensible a la constante de zone pateuse et
al'intervalle de température du changement de phase que le cas du systéeme de stockage tube-calandre
(cas 2). Comme on peut le voir sur la Figure 39, pour Tji; — Tso = 0°C, la valeur instantanée de la fraction
fondue peut connaitre des variations allant jusqu'a 0,14 selon la valeur de Amush; en relatif, I'écart
moyen au cours du temps avec ’expérience varie de 16 a 39%entre Anush = 10* et 102 kg.m3.s? (Table
4). Pour les valeurs plus élevées (non nulles) de Tiiq — T, les résultats de simulation se montrent encore
plus sensibles a Amush, la fraction fondue instantanée pouvant varier de 0,5 entre deux valeurs (Figure
40). Pour ce qui est de la température du MCP, la variation entre les valeurs de Anmush les plus extrémes
est, pour Tjiqg — Tsos = 0°C, de 0,5°C environ en ce qui concerne la température moyenne, et de 2°C en ce
qui concerne la température maximale (Table 4). Pour Tji; — Tsor> 0°C, cette variation devient égale (pour
Tiiq — Tsor = 1°C) voire supérieure (pour Tz — Tso= 2°C) a 1°C pour la température moyenne, et atteint de
2 a2,5°C pour la température maximale (Table 5 ; Table 6).

En comparaison, la sensibilité du cas 2 aux deux parameétres est beaucoup plus faible. Comme on peut
le voir dans la Table 7, la variation de température moyenne va de 0,03°C a 0,11°C entre différentes
valeurs de Amusk, selon la valeur de Tijq — Tso, €t va de 0,10°C a 0,24°C entre différentes valeurs de
Tiiq — Tsol, Selon la valeur de Amush. En ce qui concerne la température maximale, la variation avec Amysh
n'excede pas 0,10°C ; celle induite par Tiq — Tsos S€ montre plus importante, étant légérement inférieure
a 1°C. Les courbes d'évolution de la température dans le MCP visibles Figure 42 et Figure 43 sont
pratiquement confondues les unes avec les autres et sont toutes globalement en bon accord avec les
relevés de température expérimentaux, sauf au début de I'essai pendant la montée en température
sensible du MCP en phase solide.

Ces différences entre les deux cas peuvent s'expliquer par les différences dans la structure et
I'amplitude des mouvements de convection naturelle qui se développement dans le MCP liquide pour
chaque cas. Dans le cas 1, la cavité rectangulaire dans laquelle se situe le MCP ne contient aucune
ailette, ni aucun autre élément solide qui pourrait faire obstacle a I'écoulement du MCP liquide. Ainsi,
comme on peut le voir sur la Figure 44, cela permet le développement d'une grande boucle de
convection, qui occupe en quasi-totalité I'espace de la cavité. La vitesse locale maximale atteinte par
I’écoulement dans cette boucle est d'environ 15 mm.s™; elle atteint 18 mm.s™ au début de la fusion.
Dans le cas 2, les ailettes disposées a |'intérieur de la calandre constituent un obstacle aux mouvements
liquides verticaux induits par les différences de température dans le MCP liquide. Les ailettes sont en
effet circulaires et horizontales, et s'étendent sur la quasi-totalité du rayon de la calandre : seul un
étroit passage de 2,5 mm de rayon, entre |'extrémité des ailettes et la paroi extérieure de la calandre,
est laissé pour les mouvements liquides verticaux. De plus, les ailettes étant nombreuses et proches
les unes des autres (pas d'ailettes de 3,63 mm), peu de place est laissé pour le développement de
boucles de convection entre les ailettes. Ainsi, la géométrie et les dimensions de la section d'essais
inhibent les mouvements de convection naturelle. Le champ de vitesse a un instant donné pour I'un
des cas de simulation est représenté Figure 45. On peut y voir que des boucles de convection sont
malgré tout présentes entre les ailettes, et que des mouvements verticaux sur I'ensemble de la hauteur
de la section d'essais ont lieu dans |'espace situé entre |'extrémité des ailettes et la paroi extérieure.
Cependant, la vitesse locale maximale est ici inférieure a8 1 mm.s.
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Figure 44 : Champ de vitesse dans le MCP fondu pour le cas 1, 20 min apres le début de la fusion
L’interface solide-liquide est représentée en vert.
Amush = 107 kg.m'3.5'1 ; Tiig— Tso1 = 0°C
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Figure 45 : Champ de vitesse dans le MCP fondu pour le cas 2, 15 min apres le début de la fusion
L’interface solide-liquide est représentée en vert.
Amush = 10% kg.m'3.5'1 ; T//q —Ts01=2°C




Clément BEUST - 2019

En résumé, les mouvements de convection naturelle prennent la forme d'une unique boucle de
convection importante dans le cas 1, et d'un ensemble de petites boucles se développant dans des
espaces plus confinés (entre les ailettes, et dans I'espace au-dela de I'extrémité des ailettes) dans le
cas 2. Le rapport des vitesses locales maximales de I'écoulement entre les deux cas est de 15 a 20. Ces
constats permettent d'expliquer l'influence plus importante de Amush pour le cas 1: la vitesse de
I'écoulement y étant plus élevée, elle sera plus sensible a I'amortissement lié au terme de pénalisation
contenant Anush (€quation (48)). En conséquence, le MCP chaud situé dans la zone pateuse va s’écouler
moins vite, voire rester immobile pour les valeurs de Amusn les plus élevées, alors qu’il sera éloigné du
front de fusion pour les valeurs de Anush moins élevées : en d’autres termes, le transfert de chaleur par
convection au niveau du front de fusion est moins important lorsque Amushn augmente. Dans le cas 2, les
vitesses en jeu étant faibles, le transfert de chaleur au niveau du front est plus conductif que convectif.
L'amortissement des vitesses par Amush influence donc de maniére moins importante sur ce transfert
de chaleur : en conséquence, un changement dans la valeur de Anmusn aura moins d’impact sur ce
transfert.

Les sensibilités a Tj; — Tsos des deux cas peuvent aussi étre expliquées par le caractére principalement
convectif (pour le cas 1) ou conductif (pour le cas 2) du transfert de chaleur au niveau du front de
fusion. En effet, c'est dans I'épaisseur de la zone pateuse que la vitesse est amortie par le terme de
pénalisation. Cette épaisseur augmente avec Tjs- Tsor (comme illustré Figure 46) : ainsi, plus ce
parameétre est élevé, plus I'amortissement de la vitesse s'applique donc sur une grande zone de
I'espace. Ainsi, lorsque les transferts de chaleur au niveau du front de fusion sont dominés par la
convection, une zone pateuse plus épaisse aura un impact plus important sur ces transferts, et donc
sur la vitesse a laquelle s'effectue la fusion. Les profils de fraction fondue représentés Figure 41 pour
le cas 1 montrent que, pour les faibles valeurs de Amusn, le taux de fusion augmente avec Tig- Tso. Ce

constat peut s’expliquer par le fait que l'intervalle de température du changement de phase reste

. A , . . N Tso1+Tyi . -
centré sur la méme température d’une simulation a 'autre (————= ne varie pas). Ainsi, lorsque

Tiig- Tsor augmente, Tso diminue, ce qui permet a du MCP a une température moins élevée de se mettre
en mouvement. La quantité de MCP en mouvement dans la zone pateuse est donc plus importante : le
transfert de chaleur au niveau du front augmente donc, et le taux de fusion également par voie de
conséquence.
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Figure 46 : Epaisseur de la zone pdteuse selon la valeur de Tjiq — Tsof (cas 1)
Amush = 107 kg.m3.5s"1; Rouge : MICP liquide ; Bleu : MCP solide
(a): Tiig = Tsor = 0°C; (b): Tiig— Tso1 = 1 °C;(c): Tiig = Tsor = 2°c

Une autre différence que I'on peut relever entre les deux cas se situe au niveau du paramétre ayant le
plus d'influence. Pour le cas 1, les résultats se montrent plus sensibles a Amusn qu'a Tiig — Tsor. LeS
différents critéres d'écart a I'expérience montrés Table 4, Table 5 et Table 6 varient au minimum d'un
facteur 2 (jusqu'a 6,5) selon la valeur de Amush; I'impact de Tiq — Tsor S€ montre moins important, bien
gu'il reste loin d'étre négligeable. La Figure 41 montre clairement que Anmush» affecte la vitesse de fusion
de maniére plus marquée que Tji; — Tso. A l'inverse, pour le cas 2 (Table 7), Tiiy — Tsor apparait comme le
parameétre ayant le plus d'influence. Anush induit des variations de température n'excédant pas 0,10°C,
méme en considérant I'écart maximal avec I'expérience. Tiq — Tso fait varier |'écart de température
moyen de 0,10°C a 0,24°C, selon la valeur de Anmusn, et fait varier I'écart maximal de maniére
significative : entre Tjj; — Tso = 0°C et Tjig — Tsor = 4°C, I'écart maximal varie d’environ 1°C.

Un zoom sur le plateau de température caractéristique du changement de phase est montré pour le
cas 2 sur la Figure 48, pour l'une des positions ou la température est mesurée dans le MCP. On peut y
voir que la pente du plateau augmente avec Tji; — Tso, €t que celui-ci commence a une température
d'autant plus basse que Tji; — Tsos st élevé ; ces deux effets sont respectivement dus a la largeur de la
plage de changement de phase (directement définie par la valeur de T, — Tso), €t a la valeur de Tso, qui
diminue lorsque Tjq — Tsor augmente. Comme on peut le voir sur la Figure 48, ces deux effets ont pour
résultat de rapprocher la température simulée de la température expérimentale lorsque Tig — Tsol
augmente, ce qui explique l'influence de Tji; — Tsos sur I'écart maximal de température, visible Table 7.
De son c6té, avant le changement de phase (MCP en phase solide), Amusn n'a aucun impact sur
I'évolution de la température du MCP (Figure 47), ce qui est logique, la constante de zone pateuse
influencant uniguement les mouvements du MCP en phase liquide. Aprés le changement de phase, la
montée en température de la phase liquide ne semble pas étre influencée plus fortement par I'un ou
l'autre des deux parameétres (Figure 42 ; Figure 43).
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L'influence de Tjig — Tsos pour le cas 2 apparait donc étre a relier a son influence sur la température du
MCP pendant le changement de phase (autrement dit, sur la relation entre |’enthalpie et la
température du MCP). Comme expliqué précédemment, l'intervalle de température du changement
de phase conditionne par ailleurs I'épaisseur de la zone pateuse, qui a une influence sur I'écoulement
du liquide ; de ce fait, I'effet mis en évidence pour le cas 2 a moins d'importance pour le cas 1, ou les
mouvements de convection naturelle sont plus importants. Ainsi, la contribution de la convection
naturelle aux transferts de chaleur détermine les paramétres qui impactent le plus les résultats de
simulation. Lorsque les transferts de chaleur sont majoritairement convectifs (cas 1), la sensibilité a la
constante de zone pateuse est plus élevée. Lorsque les transferts conductifs prédominent, c'est au
contraire Tjiz — Tso qui apparait comme le parametre le plus déterminant : en I'absence de mouvements
convectifs importants, les transferts de chaleur et la vitesse de la fusion sont gouvernés uniguement
par I’évolution de la température du MCP selon la chaleur qu’il regoit.

50< Apmush = 10°
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Figure 47 : Evolution de la température du MCP pour le cas 2 selon la valeur de Apyush, durant la montée en température en
phase solide et le changement de phase
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Figure 48 : Evolution de la température du MCP pour le cas 2 selon la valeur de Tji; — Tso, dans le bas de la section d’essais

(thermocouples E-in)
Amush = 10% kg.m3.s1
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Les différents résultats quantitatifs présentés Table 4, Table 5, Table 6 et Table 7 montrent que pour les
deux cas d'étude, les résultats sont plus sensibles a la constante de zone pateuse pour les plus larges
valeurs de l'intervalle de changement de phase. La Figure 41 illustre bien cet effet pour le cas 1: on
peut y voir que les évolutions transitoires de la fraction fondue pour les simulations avec
Amush = 5x10* kg.m3.s? et Anusn = 107 kg.m3.st sont plus proches I'une de I'autre lorsque Tji; — Tso1 = 0°C
que lorsque Tjig — Tsor > 0°C. Ce constat peut s'expliquer par le fait que Tiiq — Tso augmente I'épaisseur de
la zone pateuse (cf. Figure 46). Plus la valeur de Tiiq — Tsol €st élevée, plus la constante de zone pateuse
influence I'écoulement du MCP liquide sur une grande zone de I'espace. Comme expliqué dans la
section précédente, lorsque Amush est plus faible, le transfert de chaleur augmente au niveau du front
de fusion, car le MCP chaud situé dans la zone pateuse est éloigné du front de fusion par I’écoulement ;
lorsque Anmush st plus élevé, ce MCP reste sur place ou bien s’éloigne plus lentement du front. Cet effet
de Anmush sur le transfert au niveau du front est d’autant plus fort que la zone pateuse est épaisse. En
effet, pour une zone pateuse plus épaisse, la quantité de MCP dont les mouvements sont affectés par
la valeur prise par Amush est plus importante. Il semble ainsi logique que lorsque T — Tso augmente, les
résultats soient alors plus sensibles a Amysh.

Pour le cas 1, la sensibilité des résultats a Amusn diminue lorsque Amusn augmente. Pour Tig — Tsor = 0°C,
on peut voir Table 4 que I'écart entre deux simulations avec Amush = 5x10° kg.m3.s est au maximum de
0,7% pour la position de l'interface, 3% pour la fraction fondue, et 0,25°C pour la température. On
observe une différence comparable entre les cas avec Amush = 10° kg.m3.s pour Tjq — Tso = 1°C (Table
5), et entre les cas avec Amush 2 107 kg.m3.s pour Tji; — Tso = 2°C (Table 6). Pour les valeurs de Amush plus
faibles, la différence entre deux cas de simulation avec des valeurs de Anus» Voisines est en revanche
plus élevée : elle peut atteindre plusieurs % pour la position de l'interface et la fraction fondue, et
plusieurs dixiemes de °C pour la température. |l apparait donc qu’il existe une valeur seuil de Amush €n-
dessous de laquelle la sensibilité des résultats a la constante est forte, et au-dessus de laquelle
I'influence de la constante devient plus marginale. Cette valeur seuil dépend de Tjiz — Tsor.

On peut expliquer ce constat par I'effet fondamental de Amush, qui est de diminuer la vitesse de
I'écoulement dans la zone pateuse. Plus la constante est élevée, plus la vitesse sera amortie. Ainsi, au-
dela d'une certaine valeur de Amush, I'amortissement devient tel que la vitesse est nulle dans la totalité
ou la quasi-totalité de la zone pateuse, peu importe la valeur prise par Amuss. Cet effet est illustré sur la
Figure 49, ou les champs de vitesse pour différentes valeurs de Amusn sont représentés (pour
Tig — Tso = 1°C). On peut y voir que pour Amus» = 107 et 10% kg.m3.s?, il n y a pratiquement plus
d’écoulement dans la zone pateuse, la vitesse n’étant significative que dans des mailles ou la fraction
liqguide locale est supérieure a 0,7 environ (en jaune, orange et rouge sur la figure). Pour
Amusn = 10° kg.m3.s1, c’est plutdt pour les valeurs inférieures & 0,5 que la vitesse est totalement
annulée ; on distingue toujours des vecteurs vitesses a des points ou la fraction liquide locale est entre
0,6 et 0,8 (en vert clair et en jaune sur la figure).
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Figure 49 : Champs de fraction liquide et de vitesse au niveau du front de fusion pour le cas 1, pour diverses valeurs de la
constante de zone pdteuse
t=600s ; Tiig— Tsor = 1 °C
(a) : Amush = 10° kg.m3.s2; (b) : Amush = 107 kg.m3.s1; (c) : Amush = 108 kg.m3.s1

Chapitre Ill. Modélisation 2D/3D du changement de phase solide-liquide -91 -
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En ce qui concerne la sensibilité a Tji; — Tso, la tendance selon la valeur de Anush n'est pas la méme pour
les deux cas d'étude. Pour le cas 2, les écarts de température de la Table 7 diminuent avec Tji; — Tso, €t
ce d’autant plus que Amush est plus élevé. Entre Tiq — Tso) = 0 et 4°C, la variation d'écart de température
moyen est de 0,10°C pour Amush = 103 kg.m3.s, et de 0,24°C pour Amush = 107 kg.m3.s%. La variation
d'écart de température maximal entre les valeurs extrémes de Tj; — Tso €st de 0,85°C et de 0,93°C
respectivement pour ces deux valeurs de Amusk. Ces différence de sensibilité a Tiig — Tsor Selon Amush SONt
négligeables ; ce constat est cohérent avec I'influence quasi nulle de Amusk sur les résultats pour le cas
2, soulignée en partie 111.4.1.1. Il apparait ainsi peu pertinent de conclure sur la sensibilité a Tji; — Tsol
selon Amush pour un cas d'étude comme le cas 2, ol le choix de la valeur de Anmush @ en définitive peu
d'importance au vu de son impact quasi nul sur les résultats.

Pour le cas 1, la sensibilité a Tjq — Tsos diminue lorsque Amush augmente. Cet effet est visible aussi bien
sur les résultats quantitatifs globaux de la Table 4, la Table 5 et la Table 6, que sur I'évolution transitoire
de la fraction fondue visible sur la Figure 41. Pour Amush = 107 kg.m3.s2, l'influence de Tj; — Tso devient
comparable a celle que ce paramétre a pour le cas 2 ; a titre d'illustration, pour Amuss = 108 kg.m3.s%, Ia
différence de température entre les essais numériques avec différentes valeurs de Tjq — Tso devient
négligeable (< 0,1°C), et la différence sur la position de l'interface et la fraction fondue est inférieure a
2%. Cet effet-ci peut étre interprété par le fait que, comme expliqué précédemment, les valeurs élevées
de Anush immobilisent le MCP sur toute I'épaisseur de la zone pateuse. Ainsi, pour Tj; — Tsor # 0°C et
Amush élevé, le transfert de chaleur convectif a l'interface solide-liquide s'effectue au niveau de sa
frontiere coté liquide (ou T = Tj;,). Le MCP entiérement liquide (Y;= 1), en écoulement, céde de la chaleur

a une couche de MCP majoritairement liquide (% < Y; < 1) mais quasi immobile du fait de la forte

valeur de Anmush, dans laquelle le transfert de chaleur s'effectue ainsi majoritairement par conduction ;
cette couche est entourée d'un cercle rouge sur la Figure 50. Lorsque Ti; — Tsor = 0°C, I'échange
s'effectue directement entre le MCP solide, situé au-dela de la zone pateuse (T < T), et le MCP liquide
en écoulement, I'épaisseur de la zone pateuse étant beaucoup plus faible (elle est nulle en théorie ; la
zone pateuse que I'on observe malgré tout dans les résultats de simulation s'étend sur I'épaisseur d'une
maille uniquement, elle est présente fatalement du fait de la discrétisation de l'espace que I'on
introduit pour la simulation CFD). Les conductivités des phases solide et liquide du MCP sont supposées
égales ; de ce fait, il semble logique que I'échange de chaleur soit le méme lorsque Tiiq — Tsor = 0°C, et
lorsque Tiig — Tsor 2 0 et Amush €5t élevé.
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Figure 50 : Norme du vecteur vitesse pour le cas 1, 10 min aprés le début de la fusion, pour Amush = 107 kg.m3.s1
Gauche : Tiig— Tsol = 2°C; Droite : Tiig— Tsol = o°C
Ligne blanche : interface solide-liquide



Clément BEUST - 2019

Apres avoir examiné l'influence des deux parameétres étudiés sur les résultats de simulation, la question
qui se pose naturellement est celle de la valeur a leur donner pour optimiser I'accord de la simulation
avec |'expérience. Pour une étude de conception ou de dimensionnement dans un contexte industriel,
effectuer une étude paramétrique croisée du type de celle effectuée ici pour déterminer les valeurs a
donner a Amush €t Tiig — Tsor peut ne pas étre envisageable, du fait des importantes ressources de calcul
qui peuvent étre nécessaires pour une simulation CFD transitoire. Dans cette idée, cette section
s'attache a dégager des considérations permettant d'orienter le choix des valeurs de Amush et Tiig — Tsor.

Concernant la valeur de Anmush, les simulations menées sur le cas 2 (Table 7 ; Figure 42) ont montré que
son choix importait peu pour ce cas d'étude, du fait du caractére majoritairement conductif des
transferts de chaleur. Il apparait qu'il n'est utile de s'attarder sur ce paramétre que lorsque la
convection naturelle influence de maniere non négligeable le transfert de chaleur ; il s'agit d'un premier
résultat intéressant.

Pour le cas 1, les résultats quantitatifs (Table 4 ; Table 5 ; Table 6) montrent que I'écart entre simulation
et expérience tend a se réduire lorsque Amusn augmente. Comme dit précédemment, la sensibilité a
Amush S'amenuise en outre pour les fortes valeurs de Anmusk; ainsi, n'importe quelle valeur de Amush
supérieure a la valeur limite au-dela de laquelle la sensibilité diminue apparait comme convenable.
Cependant, il a été constaté par ailleurs que le temps de calcul augmentait avec Amush, cOmme on peut
le voir dans |la Table 8 qui rassemble les temps de calcul des diverses simulations effectuées pour le cas
1. Ce constat peut s’expliquer par le fait que le terme de pénalisation varie de maniére plus importante
avec la fraction liquide locale Y; lorsque Amush est plus élevé, ce qui rend plus difficile la résolution
numérique du probleme par le solveur. Les résultats de simulation n’ont pas de lien avec le temps de
calcul, celui-ci croissant avec Amush Y compris dans la gamme de valeurs de Amusn dans laquelle les
résultats ne sont plus sensibles a ce parameétre. |l apparait ainsi que, parmi les valeurs de Amush qui
minimisent I'accord avec I'expérience, la valeur a préconiser serait la plus faible d'entre elles, afin de
minimiser le temps de calcul. Ces valeurs seraient respectivement de Amusn = 5x10° kg.m3.s'* pour
Tiig — Tsoi = 0°C, Amush = 10° kg.m3.s pour Tjig — Tsor = 1°C, et Apush = 107 kg.m3.s1 pour Tjig — Tsor = 2°C.

T/iq - Tso/

(c) 0 1 2

Amush

(kg.m3.s1)

10* 3h30 | 3h 8h30

5x10* 4h30 | 3h30 10h30
10° 4h 4h 7h45

5x10° 4h30 | 3h45 10h
10° 6h | 4h30 9h40
107 7h 5h30 13h
108 7h40 | 6h 12h15

Table 8 : Temps de calcul des différents essais numériques effectués pour le cas 1
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Par ailleurs, il est intéressant de remarquer que les écarts a I'expérience obtenus pour les valeurs de
Amush SUpPérieures ou égales a ces valeurs limites sont similaires pour les trois valeurs de Tji; — Tsoi. En
prenant les trois valeurs de Amus» optimales précédemment identifiées, I'écart entre les trois
simulations pour les trois plages de changement de phase ne dépasse pas 5% pour la position de
I'interface et la fraction fondue, et 0,3°C pour la température. Ainsi, en dépit du fait que la valeur de
Tiiq— Tsor= 0°C donne des résultats bien meilleurs que les deux autres valeurs du fait de la grande pureté
du gallium utilisé expérimentalement, il semble que n’importe quelle valeur de Tiq — Tsoi puisse étre
adoptée pour optimiser I'accord avec I'expérience, du moment que Amusn prend une valeur
suffisamment élevée. Ainsi, il n’existe pas d’optimum unique pour les valeurs de Amush €t Tiig — Tsor. Deux
remarques peuvent étre faites suite a ce constat. D’une part, cela minimise I'importance que I'on peut
accorder a la détermination précise des deux paramétres : si I'un d’entre eux n’est pas connu avec
précision (dans le cas présent, si I'information de la présence ou de I'absence d’impuretés dans le
gallium n’était pas connue), l'erreur induite sur les résultats peut étre masquée en ajustant
correctement le second parametre. Cet effet de compensation d'un parameétre par I'autre semble aussi
étre présent en dehors des plages de valeurs qui optimisent I'accord avec I'expérience : certains essais
numériques avec des valeurs différentes pour les deux parametres présentent des résultats similaires.
Par exemple, I'essai avec Amush = 10° kg.m3.s? et T, — Tsor = 0°C (Table 4) donne des résultats proches
de celui avec Amush = 10° kg.m3.st et Ty — Tso) = 1°C (Table 5). D'autre part, cela montre que le modéle
peut induire en erreur sur la plage de température sur laquelle le MCP change réellement de phase,
une valeur de Anmush suffisamment élevée permettant d'aboutir a des résultats similaires peu importe la
valeur de Tjig — Tso.

Concernant Tj; — Tso/, la valeur optimale qui se dégage est différente pour les deux cas.

Pour le cas 1, c'est Tjig — Tsos = 0°C qui donne les résultats les plus proches de I'expérience, pour toutes
les valeurs de Anush testées. Gau et Viskanta [192] précisent que le gallium utilisé pour leur expérience
présente une grande pureté (99,6 %), et que sa température de fusion est de 29,76°C. De ce fait, le fait
que les simulations avec T = Tiig = 29,76°C donnent les meilleurs résultats était prévisible. Il est malgré
tout intéressant de remarquer l'important écart qui existe entre ces essais numériques et ceux pour
lesquels Tig — Tsor > 0°C. S'ils dépendent de la valeur de Amush, I'écart entre Tig — Tso = 0°C et
Tig— Tsor=1°C va jusqu'a 20 % et 1°C pour Amush = 10° kg.m3.s. Pour la plus faible valeur de Amysh testée
(10* kg.m3.s1), I'écart sur la position de l'interface et la fraction fondue dépasse 50 %. Le fait qu'une
erreur de seulement 1°C sur l'intervalle de changement de phase modifie les résultats de maniére aussi
significative montre que la caractérisation du MCP est fondamentale pour pouvoir simuler sa fusion
avec le modele enthalpie-porosité. Pour simuler I'expérience de Gau et Viskanta, il apparait important
d'étre certain de la pureté du gallium utilisé. Le caractere pur ou non d’un MCP peut étre indiqué par
son fournisseur ; il est possible par ailleurs de déterminer cet aspect du MCP a I'aide de mesures
calorimétriques DSC, en effectuant plusieurs mesures avec différentes vitesses de chauffe ou avec des
échantillons du MCP de masses différentes. [188]

Pour le cas 2, I'écart avec I'expérience diminue avec Tjiq — Tsor ; C'est la plus grande plage de changement
de phase, Tiig — Tsor = 4°C, qui donne les meilleurs résultats. Ici aussi, cette valeur optimale est a relier a
I’évolution de la température du MCP de la paraffine pendant le changement de phase. Celle-ci est
représentée Figure 48 pendant la montée en température sensible solide, et pendant le plateau de
changement de phase. On peut y voir une différence entre expérience et simulation, présente quelle
que soit la valeur de Tjiq — Tso. Dans la simulation, la température évolue quasi linéairement pendant le
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réchauffement de la phase sensible solide, puis une rupture de pente survient lorsque le changement
de phase commence. Ce comportement est d{ au fait que le modele enthalpie-porosité suppose que
I'ensemble de I'absorption de chaleur latente est répartie uniformément entre les températures de
solidus et de liquidus ; en dehors de cette plage, la capacité thermique (sensible) est prise constante.
Expérimentalement, la pente de la courbe diminue progressivement entre sa valeur maximale au début
de I'essai (20°C), et le plateau de changement de phase autour de 34°C. Ce comportement est cohérent
avec les mesures calorimétriques effectuées sur la paraffine ; la courbe de capacité thermique
équivalente mesurée par DSC est montrée Figure 51. On peut voir que I'absorption de chaleur liée au
changement de phase n'est pas uniforme avec la température : la capacité thermique équivalente
amorce une croissance progressive, qui débute a une température inférieure a 30°C, avant d'atteindre
un pic autour de 35°C.

180
o 160
2 140
E 2120
28 7100
ST
@ 5 = &0
S I 2 60
S 40
© 20

0

20 25 30 35 40 45 50

T(°C)

Figure 51 : Courbe de capacité thermique équivalente de la RT35-HC en fusion, déduite de mesures DSC

Le changement de phase de la paraffine s'effectue ainsi sur une plage de température assez large ; il
peut ainsi sembler logique que I'augmentation de la plage de changement de phase améliore |'accord
avec |'expérience. On peut voir sur la Figure 48 que, pour les plus grandes valeurs de Tiq — Tso, la
température simulée est effectivement plus souvent proche de I'expérience, la courbe de la simulation
croisant la courbe expérimentale plus tot. L'écart de température est maximal au niveau de la rupture
de pente au début du plateau; la température a cet instant est égale a T, La température
expérimentale étant alors plus faible, cela explique la diminution avec Tj; — Tsor du critére d'écart
maximal avec I'expérience montré Table 7. Cependant, la chaleur n'étant pas absorbée uniformément
avec la température, une diminution trop importante de T, ne donnerait pas un bon accord : on
observerait un plateau de changement de phase trés pentu, occupant une importante gamme de
température. Sous sa forme la plus classique, le modeéle enthalpie-porosité fait I’hypothése que la
fraction liquide dépend linéairement de la température sur la plage de changement de phase, ce qui
implique une absorption de chaleurindépendante de la température pendant le changement de phase.
Ainsi, le modele tel qu’il est utilisé ici ne peut pas représenter une répartition non uniforme de
I'absorption de chaleur latente avec la température. Pour la simulation de la charge d'un systeme de
stockage dans un contexte industriel, simuler précisément I'évolution de température n'est pas une
priorité. Le temps de fusion et les niveaux de température sont correctement prédits, comme on peut
le voir sur la Figure 48; ces prédictions sont suffisantes pour exploiter le modele pour le
dimensionnement ou la prédiction des performances d'un module de stockage.
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Les résultats de |'étude paramétrique appellent un dernier commentaire, qui ne concerne pas
I'influence des deux parameétres sur les résultats, mais les grandeurs et données a exploiter pour
étudier cette influence. Pour les deux cas d'étude, les écarts de température avec l'expérience
apparaissent comme étant globalement bons pour tous les essais numériques. Pour la majorité des
simulations menées pour le cas 1, et pour la totalité des simulations du cas 2, I'écart de température
moyen est inférieur a 1°C. Sur les systemes industriels, la précision des mesures de température n'est
en général pas inférieure a 1°C ; ainsi, en se basant uniquement sur les températures, tous les jeux de

valeurs de Apmush €t Tig — Tsor donnant un écart moyen inférieur a ce seuil pourraient étre jugés
acceptables.

Si I'on s'intéresse a la position de l'interface et a la fraction fondue pour le cas 1, les variations des
différents écarts selon Amush €t Tiig — Tsor SONt bien plus importantes. La majorité des essais numériques
dont la température se compare bien a I'expérience présente, pour les deux autres grandeurs, des
écarts a I'expérience qui ne sont, a contrario, pas raisonnablement acceptables. Par exemple, pour Tiig
— Tsor = 0°C, la simulation avec Amusn = 10° kg.m3.s a un écart de température moyen a l'expérience
correct (0,77°C en moyenne), mais I'écart moyen sur la fraction fondue est de 23%. De fait, on peut
voir Figure 39 que, pour ce calcul-ci, la fusion s'effectue plus vite que dans I'expérience ; la fraction
fondue est toujours supérieure a la mesure expérimentale, d'une valeur de 0,06 en moyenne.
Augmenter la constante de zone pateuse & une valeur de Amush = 107 kg.m3.s? permet un gain non
négligeable de 7% de |'accord sur la fraction fondue, et un meilleur accord sur I'évolution transitoire de
cette grandeur, les courbes de la simulation et de I'expérience se rejoignant a partir de 7 min environ
sur la Figure 39.

Il apparait ainsi que la température du MCP n’est pas un critere optimal pour la validation du modéle
de simulation. Les faibles valeurs d’écart de température observées pour la majorité des essais
numeériques pourraient amener a valider des valeurs de Anmush €t Tiig — Tsor NON Optimales, voire méme
non acceptables au vu des autres grandeurs comparées. On pourrait conclure qu’afin de valider un
choix de parametres sur des résultats expérimentaux, il est préférable de se baser sur d’autres
grandeurs que la température. Pour le cas étudié ici, la fraction liquide se montre étre bien plus
pertinente pour la validation, d’autant plus que cette grandeur est importante dans I’évaluation des
performances d’un systéme de stockage thermique. Cependant, mesurer une fraction fondue
expérimentalement n’est a priori pas simple, en particulier sur un module de stockage de taille
industrielle. Les mesures expérimentales de Gau et Viskanta ont pu étre obtenues du fait que leur
dispositif est un banc d’essais de taille laboratoire : la fraction fondue est mesurée en vidant le gallium
liquide de la cavité, interrompant le processus de fusion (les neuf mesures faites au cours du temps
nécessitent chacune un essai différent) [192]. Une conclusion plus réaliste serait que, si I’on ne dispose
qgue de mesures de température expérimentales, une attention particuliere doit étre prétée aux
mesures a utiliser pour la validation de la simulation, et a la méthode de comparaison des résultats de
calcul aux mesures. Pour le cas de I'expérience de Gau et Viskanta, une préconisation pourrait étre
d’utiliser pour la validation I’écart de température maximal, plutét que I’écart de température moyen.
Bien gu’il reste assez faible dans I'absolu (entre 1,5 et 3°C pour la majorité des essais numériques), ses
variations avec les deux parametres sont d’une part plus importantes, permettant de mieux discriminer
les essais, et ce critere d’écart suit d’autre part la méme tendance avec Amush €t Tiig — Tsor qUE ceux sur
la fraction fondue.
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Dans un second temps, on s’intéresse aux effets de la chaleur latente, qui intervient dans le modeéle
dans le terme source de I’équation de I'énergie (équation (50)). La motivation de I'étude de ce
parameétre vient, d'une part, de son importance pour un systeme de stockage thermique, la chaleur
latente du MCP constituant la majeure partie de la capacité de stockage. D’autre part, l'incertitude
communément admise sur la valeur de cette grandeur physique est de 10 % [189], [190], ce qui est
non négligeable au vu de son caractere dimensionnant pour un systeme de stockage.

Afin d’étudier I'impact de la chaleur latente sur les résultats de simulation, des simulations avec
différentes valeurs sont menées pour le cas 2. Pour I'étude croisée de Amusk et Tiiq - Tsor présentée dans
la section précédente, la valeur adoptée pour la chaleur latente de la RT35-HC est de
L =245,7 kl.kg.La comparaison avec d’autres mesures de la chaleur latente de I'eicosane montre que
cette valeur est sujette a caution. Dans la littérature, plusieurs auteurs s’accordent sur une valeur entre
247 et 248 kl.kg* [197]-[200], tandis que Jiang et al. [205] donnent une valeur de L = 237,1 kl.kg. De
son cdté, le fournisseur de la RT35-HC (Rubitherm®) donne L = 240 kJ.kg, avec une barre d’erreur de
7,5% [193].

Afin d’observer les effets d’'une déviation de quelques % de la valeur de L, on teste deux valeurs
supplémentaires, a savoir L =234,0 kl.kg* et L = 257,4 kl.kg%, qui correspondent & une déviation de 5%
de la valeur de départ. Pour ces simulations, les autres paramétres sont fixés a Amush = 10* kg.m3.s%, et
Tiiq — Tsor = 2°C (soit Tsor = 33°C et Tjig = 35°C, I'intervalle de changement de phase étant toujours centré
autour de 34°C). Ces deux essais numériques sont comparés a celui effectué avec les mémes valeurs
de Amush et Tiig — Tsor lors de I'étude croisée de la section précédente, pour lequel L = 245,7 kJ.kg™.

L'évolution transitoire de la température dans le MCP est représentée Figure 52 pour les trois valeurs
de chaleur latente testées. La montée en température de la phase sensible solide, au début de la
charge, est identique pour les trois essais. Le plateau de température caractéristique du changement
de phase voit sa longueur augmenter avec la chaleur latente ; ainsi, la phase de chauffe de la phase
sensible liguide commence d'autant plus tard que la valeur de la chaleur latente est élevée. Avant le
début de cette phase, les plateaux de changement de phase sont confondus pour les trois simulations.
Enfin, pour I'ensemble des points du MCP dont la température est tracée, |'évolution de température
pendant la chauffe sensible liquide apparait identique pour les trois essais numériques, avec un
décalage temporel d'un essai a l'autre du fait de la durée variable du changement de phase. Ainsi,
comme on pouvait logiquement s'y attendre, la valeur de la chaleur latente influence uniquement la
durée du changement de phase : plus elle est élevée, plus |'énergie nécessaire pour fondre I'ensemble
du MCP est importante, augmentant la durée du plateau de changement de phase. Les montées en
température des phases sensibles du solide et du liquide ne sont pas affectées, de méme que
I'évolution transitoire de la température pendant le changement de phase.
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Figure 52 : Evolution de la température du MCP pour le cas 2 selon la valeur de la chaleur latente
Thermocouples A, C et E
(a) : Thermocouples proches du tube (-in) ; (b) : Thermocouples proches de la calandre (-out)

Au vu des courbes de température, les trois valeurs de chaleur latente pourraient sembler acceptables
pour reproduire les résultats expérimentaux. En effet, c'est uniquement durant la montée en
température de la phase sensible liquide que les températures des trois essais numériques ne sont pas
égales. Comme on peut le voir sur la Figure 52, durant cette montée en température, les trois essais
sont proches des résultats expérimentaux; les trois courbes de température croisent celle de
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I'expérience a un instant donné. Cependant, I'étude paramétrique de la section précédente a montré
gue la température du MCP n'était pas un critére suffisant pour la validation d'un essai numérique,
d'autres grandeurs pouvant se montrer éloignées de I'expérience malgré I'accord sur la température
(cf. section 111.4.4).

Pour la simulation, la chaleur latente a essentiellement un effet sur la longueur du plateau de
température qui caractérise le changement de phase. Cette longueur est directement liée au temps de
fusion ; on peut donc s’attendre a ce que la chaleur latente ait une influence sur le temps de fusion,
qui soit plus facile a quantifier que son influence sur la température. Afin d’évaluer I'effet de la chaleur
latente sur le temps de fusion, le temps nécessaire pour atteindre une fraction fondue globale de 95%
a été calculé pour chacune des trois valeurs. L'écart de température moyen et maximal avec
I'expérience au cours du temps a été calculé également. Ces différentes données quantitatives sont
rassemblées dans la Table 9. Les écarts de température présentés sont moyennés sur les 10 positions
dans le plan (r, z) ol des thermocouples sont situés dans la section d'essais (cf. Figure 33). Comme on
peut le voir, la dépendance du temps de fusion a la chaleur latente se montre non négligeable. Une
diminution ou une augmentation de la chaleur latente entraine une évolution du temps de fusion dans
le méme sens ; pour une variation de 5% de la valeur de chaleur latente, la variation du temps de fusion
est de 69 s, soit 3,5%. En revanche, les écarts de température varient trés peu avec la chaleur latente.
La variation de I'écart moyen est inférieure a 0,1°C sur les trois valeurs testées ; la valeur de cet écart
est au maximum de 0,8°C, ce qui est inférieur a la précision des thermocouples utilisés sur les systemes
industriels. La variation de I'écart maximal est de 0,3°C ; sa valeur est identique pour les simulations
avec L =245,7 kl.kgt et L = 257,4 kl.kg™.

L (ki.kg?) Tos (S) Ecart de température avec |’expérience
Ecart moyen (°C) Ecart maximal (°C)

234,0 1880 0,78 4,9

245,7 1949 0,69 4,6

257,4 2018 0,72 4,6

Table 9 : Temps de fusion et écart de température avec I’expérience selon la valeur de la chaleur latente (cas 2)

Ainsi, on retrouve avec la chaleur latente un effet que I'on avait constaté avec la constante de zone
pateuse et l'intervalle de changement de phase. Comme on pouvait s'y attendre, la chaleur latente a
un impact non négligeable sur la fraction fondue, une variation de la valeur de chaleur latente induisant
une variation du méme ordre de grandeur sur le temps de fusion. En revanche, son influence sur la
température est telle que la comparaison avec I'expérience ne permet pas de statuer sur une valeur
qui optimiserait I'accord entre simulation et expérience. Déterminer expérimentalement avec précision
I'instant ou la fraction globale de MCP fondu atteint une certaine valeur ne semble pas possible a I'aide
des relevés de température seuls. || n’est donc pas possible de déterminer la valeur de chaleur latente
sur la base du temps de fusion en se rapportant aux mesures expérimentales. Pour I’étude menée en
section Ill.4 sur les autres paramétres du modeéle, la valeur de L = 234,0 kl.kg? est écartée car la
température obtenue pour les thermocouples en position C et E est supérieure a la température
expérimentale pendant la montée en température sensible de la phase liquide (cf. Figure 52). Parmi les
deux valeurs restantes, c’est la valeur de L = 245,7 kl.kg? qui est retenue, car elle plus en accord avec
I'incertitude de 240 + 18 kJ.kg* donnée par le fournisseur de la RT35-HC, et avec les mesures effectuées
sur I'eicosane dans la littérature, présentées plus tot dans cette section.
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Le temps de fusion étant un indicateur de performance clé d'un systeme de stockage, les résultats
obtenus appellent plusieurs commentaires. D'une part, I'impact du premier ordre de la chaleur latente
sur le temps de fusion souligne |'importance de disposer d'une caractérisation précise du MCP pour la
simulation d'un systeme de stockage. La qualité du dimensionnement d'un module de stockage, ou des
autres composants et paramétres d'un procédé dans lequel celui-ci seraient intégrés, seront tres
sensibles a la précision avec laquelle la chaleur latente du MCP est connue. D'autre part, il convient
ainsi de garder a l'esprit cette imprécision dans un contexte de dimensionnement ou de prédiction des
performances. Connaissant l'incertitude sur la chaleur latente, l'incertitude associée sur le temps de
fusion peut étre déterminée en effectuant deux calculs avec les valeurs haute et basse de L, puis étre
prise comme une donnée pour le dimensionnement.

Ce chapitre s'est attaché a étudier l'influence sur les résultats de simulation de trois parameétres du
modele enthalpie-porosité de Voller, a savoir la constante de zone pateuse (Amusk), l'intervalle de
température du changement de phase (Ti; — Tso), €t la chaleur latente (L). Il s'agit de paramétres
fondamentaux du modeéle, car ils sont en lien direct avec la phénoménologie du changement de phase.
Les deux premiers paramétres ont été étudiés de maniére croisée, sur deux cas d'étude présentant des
caractéristiques différentes en termes de géométrie et de propriétés du MCP, permettant de mettre en
évidence l'influence du cas d'étude sur la sensibilité du modele a ses parametres. Pour cette étude
croisée, un total de 41 simulations a été effectué, a raison d'une vingtaine de simulations pour chaque
cas. L'analyse des résultats s'est fondée sur plusieurs critéres d'écart quantitatifs entre simulation et
expérience ; cela a permis a la fois d'observer l'influence croisée des parameétres, et d'identifier les
valeurs permettant le meilleur accord entre simulation et expérience. En outre, une étude
paramétrique de la chaleur latente a été effectuée sur I'un des deux cas d'étude. Son effet sur le temps
de fusion, et également sur |'évolution transitoire de la température du MCP et son écart avec
I'expérience ont été mis en évidence.

Plusieurs constats sont a dégager de I'étude menée :

e La sensibilité des résultats de simulation a Anush et Tiig — Tsor €st fortement dépendante du cas
d'étude. Lorsque les mouvements de convection naturelle du MCP fondu sont importants, les
résultats se montrent trés sensibles aux deux parametres. A contrario, lorsque les mouvements
liguides sont moindres, I'influence de Anmush devient pratiquement nulle, et celle de Tiig — Tsos €5t
également moins importante, bien qu'elle reste non négligeable.

e L'influence relative de ces deux parametres est elle aussi dépendante du cas d'étude. Lorsque
les mouvements de convection naturelle sont importants, Amush est le parameétre le plus
influent. Lorsqu'ils sont plus faibles, c’est au contraire la sensibilité a Ti; — Tsos qui est plus
importante. Malgré tout, l'influence de Tiq — Tso reste non négligeable pour les deux cas
d'étude ; cela montre bien qu'il s'agit d'un paramétre fondamental du modele.

e |l apparait qu'il est possible de compenser une erreur ou une imprécision sur la valeur de Anmush
ou de Tji; — Tsor €n faisant varier I'autre parametre ; en effet, deux essais numériques ayant des
valeurs différentes mais proches pour les deux paramétres peuvent aboutir a des résultats
globalement similaires. Une conséquence de ce constat est qu'il n'existe pas un unique jeu de
valeurs de Amush et Tiig — Tsoi qui optimise |'accord avec I'expérience ; plusieurs jeux de valeurs
optimales sont envisageables. Concernant plus spécifiquement I'optimum de Anmush, sur le cas
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de la fusion de gallium dans une cavité, I'ensemble des valeurs situées au-dela d'une certaine
valeur seuil de Amush (dépendante de Tig — Tso) apparait convenir pour minimiser I'accord avec
I'expérience. Le temps de calcul augmentant avec Anmush, il est donc possible d'identifier une
valeur optimale comme un compromis entre la précision des résultats et la durée du calcul.

e Lachaleur latente a également une influence importante, une variation de sa valeur entrainant
une variation du méme ordre de grandeur sur le temps de fusion total. La sensibilité du modéle
a la chaleur latente et a Tji; — Tsot montre l'importance de la caractérisation du MCP dans la
simulation du changement de phase solide-liquide.

Ayant constaté la sensibilité importante que le modele peut avoir aux trois parameétres, et leurs effets
croisés, l'identification précise des valeurs a leur donner pour une étude apparait indispensable. Au vu
des différents résultats, les préconisations générales suivantes seraient a dégager quant au choix des
valeurs des paramétres.

Tsoi, Tiig €t 13 chaleur latente sont des données de caractérisation du MCP. Pour les deux cas étudiés ici,
les valeurs de Tiq — Tsoi permettant le meilleur accord avec I'expérience sont cohérentes avec les
informations dont on dispose sur le MCP. Pour le cas de la fusion de gallium dans une cavité, le gallium
utilisé est quasi pur, et c'est Tji; — Tsor = 0°C qui donne le meilleur accord. Pour le cas de la fusion dans
un systéme de stockage tube-calandre, les résultats de calorimétrie DSC montrent que le changement
de phase de la paraffine utilisée s'effectue sur une large plage de température c'est ainsi la plus grande
valeur de Tij; — Tso testée (4°C) qui donne les meilleurs résultats. Cependant, la répartition de
I'absorption de chaleur sur cette plage n’étant pas uniforme, la forme des courbes de température au
début du changement de phase n’est pas reproduite par la simulation . Comme évoqué, il peut étre
difficile de caractériser avec précision le comportement thermique d’un MCP pendant le changement
de phase. Cependant, les résultats de la présente étude ne permettent pas de dégager de méthode ou
de regle permettant de déterminer a priori des valeurs pour Tiq — Tso €t pour la chaleur latente ; en
effet, pour le cas du systéme de stockage tube-calandre, aucun essai numérique ne reproduit
I’évolution de température au début de la fusion de maniére pleinement satisfaisante (cf. Figure 48).
Ainsi, les mesures calorimétriques restent I'unique moyen d'estimer des valeurs de ces parameétres, en
dépit des incertitudes qui leurs sont associées.

Une perspective d’amélioration du modeéle pourrait étre de prendre en compte directement une
fonction de capacité thermique équivalente en fonction de la température, mesurée par DSC. Les
modeéles avec capacité thermique équivalente, cités dans I’étude bibliographique du chapitre I,
integrent directement une telle fonction via la dépendance de la capacité thermique du MCP a la
température, mais les modeles de ce type présentent I'inconvénient de nécessiter des pas de temps
tres faibles. Pour s'affranchir de ce défaut, une possibilité pourrait étre de conserver |’écriture de
I’enthalpie comme la somme d'une contribution sensible et d'une contribution latente, comme le fait
le modele enthalpie-porosité, et d’adopter une relation non linéaire entre la fraction liquide et la
température. Rosler et Briigemann [109] présentent un modeéle de ce type, dans lequel la relation
fraction liquide — température prend la forme d'une fonction sigmoide ; la formulation de I’équation
de I'énergie et la résolution numérique du probléeme sont modifiés par rapport au modele enthalpie-
porosité sous sa forme classique, afin de tenir compte de ce changement. S’il est possible d’étendre
leur approche a d’autres formes de fonctions, on pourrait alors choisir des températures de solidus et
de liquidus qui encadrent la plage de température dans laquelle la courbe ¢, = f{T) du MCP effectue sa
lente croissance jusqu’au point de fusion, et choisir la valeur de chaleur latente et la relation entre la
fraction liquide et la température de maniere a ce que I’enthalpie massique du MCP en fonction de sa
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température soit conforme aux mesures effectuées par DSC. Un tel modele, s’il est possible de le
mettre en ceuvre, permettrait de mieux reproduire I’évolution de la température pour un MCP
changeant de phase sur une grande plage de température, tout en conservant les avantages du modele
enthalpie-porosité pour I’équation de I’énergie.

Concernant Amush, il est bon de noter dans un premier temps que sa valeur n'a d'importance que lorsque
les mouvements de convection naturelle du MCP liquide ont une contribution importante aux
transferts de chaleur. Un systéme de stockage tubes-calandre de taille prototype ou industrielle sera
trées probablement dans ce cas-ci; en effet, si les dimensions géométriques du systéme sont
importantes, il y aura dans la calandre des grandes zones sans obstacles (ailettes ou inserts
conducteurs) occupées par le MCP, dans lesquelles des boucles de convection pourront se développer.
Dans le cas de fusion du gallium étudié ici, il existe une valeur seuil de Anush au-dela de laquelle toute
valeur semble convenir. Cependant, il n'est pas certain que ce résultat soit applicable pour tous les cas
d'étude. En effet, dans leur étude numérique et expérimentale sur la fusion d’une paraffine dans un
cylindre, Shmueli et al. [165] identifient une unique valeur optimale pour la constante (valant
Amush = 108 kg.m3.s) ; les valeurs inférieures comme supérieures a cet optimum donnent des résultats
plus éloignés de I'expérience. Ainsi, en |'absence de données plus générales sur I'influence de Amush sur
les résultats, il ne semble pas possible de prédire la valeur a donner a Amush pour retrouver les résultats
expérimentaux. Effectuer une étude paramétrique sur Anusn semble étre la seule possibilité pour
déterminer sa valeur, lorsque cela est possible; en effet, si I'on ne dispose pas de résultats
expérimentaux sur lesquels valider la simulation, déterminer Anmush Ne semble pas possible. Pour étudier
plus en profondeur I'influence de Amusk sur les résultats selon le cas d’étude, une perspective du présent
travail pourrait étre de faire une étude expérimentale croisée des facteurs influencant a priori I'impact
de Anmush (dimensions géométriques, propriétés physiques du MCP, conditions aux limites, ...), sur une
géométrie donnée, afin d'établir une méthode de prédiction de la valeur a donner a Amush €n fonction
des parameétres du probleme. Une telle méthode, s'il est possible de I'établir, permettrait de lever
I'indétermination qui pése sur Amush, qui rend la validité de la simulation incertaine si I'on ne dispose
pas de données expérimentales auxquelles la comparer.

Enfin, I’étude a permis de soulever un autre aspect important, a savoir la difficulté de valider un modeéle
de simulation sur la base des seuls relevés de température dans le MCP. Comparer uniquement la
température entre simulation et expérience peut amener a valider des simulations pourtant tres
éloignées de I'expérience en termes de fraction fondue ou de position de l'interface. Ces deux
grandeurs apparaissent comme plus pertinentes pour la validation. Toutefois, elles sont de maniere
générale plus difficiles a mesurer expérimentalement que la température, en particulier dans un
systeme de stockage de grande taille, bien que I'observation du flux de chaleur a la paroi des tubes
puisse étre envisagée pour estimer la fraction fondue de maniere approchée. Si I’'on ne dispose que de
mesures de température, la méthode de validation la plus fiable semble étre de se baser sur |’écart
maximal de température plutét que sur I'écart moyen ; en effet, sur le cas de fusion du gallium dans
une cavité, I'’écart maximal suit la méme tendance que ceux sur la fraction fondue et la position de
I'interface, et présente des variations significatives d’un essai a I'autre. En pratique, cette comparaison
guantitative pourra étre faite apres la comparaison graphique des courbes d’évolution de température
dans le temps, plus qualitative, pour discriminer les éventuels essais donnant des relevés de
température proches, comme ceux du cas du module de stockage tube-calandre étudié ici.
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L'étude menée dans le précédent chapitre a permis d’identifier des bonnes pratiques pour |’utilisation
et le paramétrage optimal du modele enthalpie-porosité, pour la simulation 3D fine des phénomenes
de changement de phase solide-liquide. Dans le présent travail, ce modele CFD a vocation a étre utilisé
au sein d’'un modeéle multi-échelles d’un module de stockage de vapeur par MCP. La simulation fine de
la fusion ou de la solidification du MCP doit permettre de dégager des lois sur les phénomeénes
physiques d’échelle fine dans la calandre du module de stockage, tels que la convection naturelle de la
phase liquide, ou I'influence sur le transfert de chaleur des ailettes et des inserts conducteurs disposés
dans le MCP. L'objectif est d’utiliser ces lois pour le dimensionnement et la prédiction des
performances du module.

Dans ce chapitre, une approche de modélisation multi-échelles pour un module de stockage est
proposée ; celle-ci s'appuie a la fois sur le modele CFD étudié précédemment, et sur un modéle de
dimensionnement a mailles plus grossiéres. L’idée directrice de la méthodologie de modélisation est
d’abord exposée, puis le modeéle de dimensionnement mis en place est présenté, ainsi que la méthode
permettant d’utiliser ce modéle de maniére conjointe avec le modeéle CFD. Le modele multi-échelles
est ensuite testé sur un cas concret de tube a ailettes. Les tubes utilisés pour le test du modele sont
ceux d’un module de stockage de vapeur par MCP prototype, disponible au CEA Grenoble. Le modéle
est testé pour le cas de la charge de vapeur uniquement, pendant laquelle de la vapeur se condense
dans les tubes, et le MCP fond. Aprés avoir décrit le module prototype, et le modele CFD mis en place
pour le tube a ailettes, une étude est menée a I'aide du modéle CFD, permettant d’obtenir des
informations sur les transferts de chaleur au sein du module. Les résultats du modele de
dimensionnement, tenant compte de ces informations, sont ensuite comparés a ceux du modele CFD,
afin de valider la pertinence de I'approche de modélisation multi-échelles proposée.

On dit d’'une méthodologie de simulation numérique qu’elle suit une approche multi-échelles
lorsqu'elle fait intervenir plusieurs modéles de simulation ayant des résolutions spatiales ou
temporelles différentes. Le recours a une approche multi-échelles est utile lorsque I'on cherche a
résoudre numériquement un probleme dans lequel I'échelle spatiale ou temporelle caractéristique des
phénoménes physiques est trés petite devant celle du domaine de I'espace, ou de la durée temporelle,
sur lequel le probléme est résolu.

Le probleme de la simulation de la fusion ou de la solidification du MCP dans un systéme de stockage
de vapeur par MCP est un probleme de ce type, pour deux raisons. D’'une part, un modéle de
dimensionnement d’un module se doit de représenter avec précision la contribution des ailettes et
inserts conducteurs disposés dans le MCP aux transferts de chaleur dans le module. En effet, cette
contribution est a priori du premier ordre, car le rOle des ailettes et inserts est d’intensifier les transferts
de chaleur au sein du MCP. Les dimensions des ailettes et des inserts (épaisseur, longueur, ...) sont
souvent petites par rapport a celles du module, et leur géométrie peut étre complexe. Pour simuler les
transferts de chaleur avec une telle géométrie, il apparait donc nécessaire de recourir a des simulations
numériques a maille fine par rapport aux dimensions du module. D’autre part, comme les études
numériques du chapitre précédent I'ont montré, les transferts thermiques au sein du MCP sont souvent
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influencés par les mouvements de convection naturelle qui animent la phase liquide. Or, I'échelle
caractéristique de ces mouvements est petite par rapport aux dimensions d'un module de stockage.
En effet, comme expliqué en section Ill.1 (p. 63), les boucles de convection naturelle dans la phase
liguide peuvent étre de petite taille lorsqu'elles se développent dans des espaces géométriquement
réduits, tels qu'une couche de MCP liquide suffisamment fine (début d’une fusion), ou bien entre des
ailettes et des inserts rapprochés les uns des autres. Par ailleurs, la simulation numérique de boucles
de convection naturelle requiert I'utilisation d’un modele CFD a maille fine, afin de représenter de
maniére précise la structure de I'écoulement, et les transferts de chaleur qui y sont associés.

L’échelle d’un modeéle de dimensionnement et de prédiction des performances est en revanche bien
plus grande : il s’agit de celle des dimensions d’un module. En effet, dans un module de stockage, les
transferts de chaleur peuvent ne pas étre uniformes le long des tubes de vapeur, principalement du
fait que le changement de phase de |'eau liquide / vapeur qui y circule (condensation lors d'une charge,
ébullition lors d'une décharge) ne s'effectue pas toujours sur toute la hauteur du tube. D’une part, si
de la vapeur surchauffée est injecté a I’entrée du tube en charge, la vapeur va se refroidir jusqu’a
saturation sur une certaine longueur de tube avant de démarrer sa condensation. De méme, si de I'eau
liquide sous-refroidie est injectée en décharge, elle va se réchauffer sur une certaine longueur de tube
avant que son ébullition ne commence. D’autre part, si le flux de chaleur échangé est suffisamment
fort, la condensation ou I’ébullition sera terminée avant que |"écoulement de fluide caloporteur
n’atteigne la sortie du tube : au-dela de la colonne ol se produit la condensation ou I'ébullition, on
aura une longueur de tube occupée uniquement par de I'eau liquide se refroidissant (en charge), ou
de la vapeur se surchauffant (en décharge). Ces deux phénomeénes sont représentés Figure 53, pour la
charge (condensation) et pour la décharge (ébullition).

" Vapeur
l eau / ”\‘;peur cDmoﬂOphasfque — } surc}?auffée
' apeur N
CI’mononhaswue — } surchauffée

cbdiphasique Eau liquide
b, i iaui > (I)monophasique — +vapeur
diphasique Eau liquide (ébullition)

— +vapeur

> cDmonophasique .
(condensation)

] Eau liquide
J P monophasique - } sous-re%roidie
® st Eau liquide
monophasique — sous-refroidie fmeau/mpeur
(a) (b)

Figure 53 : Schéma de I’évolution de I’état du fluide caloporteur le long de son écoulement dans un tube
(a) : Charge (condensation) — (b) : Décharge (ébullition)

Or, le coefficient d'échange entre I'eau liquide / la vapeur et la paroi interne du tube est nettement
plus élevé lorsque le fluide change de phase : pour un fluide circulant a l'intérieur d'une conduite,
I'ordre de grandeur du coefficient d’échange est de 10* W.m2.K! pour un fluide diphasique en
condensation ou en ébullition, et de 10 ou 10> W.m2.K'! pour un fluide monophasique. Le flux de
chaleur échangé avec le MCP va ainsi varier fortement selon I’abscisse le long du tube. Du fait de cette
non-uniformité des transferts de chaleur, la prédiction précise des performances d'un module de
stockage requiert de représenter I'ensemble de la hauteur du module dans le modéle utilisé. Il est
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nécessaire de prédire le niveau d’eau d’un tube, qui correspond a la hauteur de la surface libre
marquant la frontiére entre la zone ou s’effectue la condensation et la colonne d’eau liquide en charge,
ou entre la zone ou s’effectue I’ébullition et la colonne de vapeur pure en décharge.

Dans un modele CFD, afin de représenter correctement un écoulement de convection naturelle entre
deux ailettes ou au milieu d'inserts, le maillage des zones de |'espace dans lesquelles des boucles de
convection sont susceptibles d’apparaitre doit avoir une densité minimale relativement importante ;
dans leur étude de la fusion de MCP dans une cavité carrée, Voller et Prakash [99] adoptent un maillage
2D de 40*40 cellules. L'échelle caractéristique nécessaire pour un modéle CFD du changement de
phase est donc inférieure d'au moins un ordre de grandeur a la distance inter-ailettes, ou a la dimension
caractéristique des inserts. Pour un modéle de dimensionnement, du fait de la nécessité de représenter
toute la hauteur des tubes, utiliser un modéle CFD avec une telle finesse est inenvisageable : le calcul
d'un point de conception pourrait prendre plusieurs jours a plusieurs semaines (selon le nombre de
mailles, la durée simulée, et la puissance de calcul dont on dispose). Sil'on souhaite utiliser uniquement
la simulation pour estimer les performances d'un module de stockage, ce qui est la seule possibilité en
I'absence de données expérimentales auxquelles se référer, le recours a une approche multi-échelles
apparait ainsi comme indispensable pour la mise en place d'un modéele de dimensionnement.

L'approche de modélisation multi-échelles proposée dans le présent travail se fonde sur I'usage de
deux modeéles. D’une part, un modéle CFD est utilisé pour simuler a maille fine le changement de
phase, les transferts de chaleur et I’écoulement de convection naturelle dans le MCP. Seul le domaine
situé a I'extérieur de la paroi interne des tubes (MCP + ailettes / inserts + épaisseur des tubes) est
représenté dans ce modele CFD. D’autre part, un modele de dimensionnement d’un module de
stockage est mis en place ; ce modéle-ci représente I'ensemble du module (MCP + ailettes / inserts +
épaisseur des tubes + fluide caloporteur eau liquide / vapeur), avec une taille de maille plus grossiére
qgue le modele CFD. Dans la suite, ce modéle de dimensionnement est appelé modéle systeme.
L'écoulement de I'eau liquide / vapeur dans les tubes y est représenté en 1D, a I'aide d’'un modele
d’écoulement diphasique homogéne (comme expliqué en section 1.4, p. 60). Du c6té du MCP, les
transferts de chaleur y sont représentés a I'aide d’un modele conductif pur : les mouvements de
convection naturelle ne sont pas directement simulés. L'idée fondamentale de I’approche multi-
échelles est d’extraire du modele CFD des informations sur les transferts de chaleur entre la paroi
interne du tube et le MCP, et de les intégrer au modeéle systéme afin de retrouver I’échange de chaleur
prédit par la CFD. Le modéle systéeme peut de cette maniére prédire de maniére précise |'énergie
absorbée (en charge) ou relachée (en décharge) par le MCP au cours du temps, en tenant compte des
différents phénomenes physiques fins que le modele CFD simule, a savoir I'intensification des transferts
de chaleur liée aux ailettes et aux inserts, et les échanges par convection naturelle entre le MCP et la
paroi externe du tube, des ailettes et des inserts. Le modele systeme étant a maille plus lache et de
complexité réduite, le temps de calcul est fortement réduit par rapport au modele CFD. L’intérét de
I"approche est ainsi de construire un modele systéeme qui présente des temps de calculs compatibles
avec les besoins de la conception ou du dimensionnement, tout en représentant les phénomenes
physiques de petite échelle influant sur les transferts de chaleur.

L'un des aspects du travail de mise au point de I'approche multi-échelles est de trouver un moyen
d’extraire des informations sur les transferts de chaleur entre la paroi du tube et le MCP, a partir d’'un
nombre limité de calculs CFD. Ces informations devront étre sous une forme qui leur permettra d’étre
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exploitables par le modeéle systeme. Il est proposé de représenter ces échanges de chaleur a 'aide
d’'une corrélation adimensionnelle. Les échanges de chaleur par convection naturelle sont
classiquement décrits par une corrélation exprimant un nombre de Nusselt (noté ici Nu) en fonction
d’un nombre de Rayleigh (noté ici Ra). Le nombre de Nusselt est proportionnel au flux de chaleur
échangé. Le nombre de Rayleigh mesure I'importance des forces de flottabilité au sein du MCP liquide,
qui sont le moteur des mouvements de convection naturelle. Pour I’échange entre le MCP et un tube
de vapeur, on peut définir ces deux nombres adimensionnels de la maniéere suivante :

l
Nu = ¢ d (57)
Se(Tp = Tucp) Amcp
_ (B 3
Ra=g (T — Twcp)12 (58)
VD’ ycp

Plusieurs travaux sur des écoulements de convection naturelle mettent en évidence une corrélation de
la forme suivante :

Nu = C Ra™ (59)

ol C et n sont deux parameétres qui dépendent du systéme étudié. Des corrélations de ce type peuvent
étre appliquées aussi bien a des écoulements ne mettant pas en jeu de changement de phase [206],
[207], gu’a I'écoulement de la phase liquide d’un MCP en fusion ou en solidification [23]-[25], [28],
[29], [208]. Comme on souhaite représenter les longueurs de tube occupées respectivement par du
fluide diphasique et de I’eau liquide ou de la vapeur monophasique, le modele systeme devra a minima
étre unidimensionnel dans la direction verticale (orientation des tubes). De ce fait, la corrélation
extraite de calculs CFD devra étre locale : le transfert de chaleur local doit pouvoir étre prédit a une
abscisse donnée le long d’un tube.

Dans I’équation (57), le flux de chaleur (en W) est noté @, il est rapporté a une surface d’échange Se.
Dans la différence de température qui intervient, T, est la température de la paroi externe du tube, et
Tmcp €St une température représentative du MCP. /. est une grandeur caractéristique coté MCP. Du fait
que I'on recherche une corrélation 1D locale, T,, Tuce et I sont toutes trois a voir comme des grandeurs
1D, définies localement le long du tube. Plusieurs possibilités peuvent étre envisagées pour les
expressions de Tuce et de /.. Celles-ci dépendent a priori des grandeurs qui influencent le transfert de
chaleur c6té MCP : altitude le long du tube, rayon de I’espace annulaire entourant un tube,
température et fraction liquide du MCP, etc. La question de la définition de Tuce est de /. est discutée
plus en détail dans la suite de ce chapitre (section 1V.4.1.1, p. 85).

La relation Nu = f(Ra) est spécifique au module de stockage considéré : les transferts de chaleur sont
influencés a priori par les dimensions géométriques du module (rayon du tube, distance entre deux
tubes, ...), et également par la forme, les dimensions et la disposition des ailettes le long des tubes. En
effet, le flux de chaleur augmente d'une part avec la surface d'échange entre le MCP et les ailettes.
D'autre part, selon leur géométrie, les ailettes peuvent inhiber ou favoriser les mouvements de
convection naturelle. Dans un module disposé verticalement, des ailettes circulaires de grand diametre
par rapport a la distance entre les tubes (comme celles du systéme de stockage de taille laboratoire
étudié dans le chapitre Ill) pourront faire obstacle aux mouvements ascendants ou descendants du
MCP liquide sous l'effet des forces de flottabilité. A l'inverse, si les ailettes ne bloquent pas les
mouvements verticaux du liquide (comme dans le cas d'ailettes longitudinales, ou d’inserts extrudés
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du type de ceux visibles sur la Figure 13-(a), section 11.1.2.1.2, p. 22), ceux-ci seront plus importants, et
la convection naturelle pourra alors avoir une contribution importante aux transferts de chaleur. Ainsi,
a chaque fois que I'on souhaite modéliser une nouvelle géométrie a |'aide de I'approche multi-échelles,
la premiére étape est de mener une étude a I'aide du modele CFD, afin de déterminer une relation
prédisant les transferts de chaleur pour le module de stockage étudié.

La Figure 54 récapitule 'approche de modélisation multi-échelles proposée, et le fonctionnement et
I'utilisation des différents modeles qui la composent.

' Mequ [ vapeur

o MCP liquide
—
+ ailettes / inserts
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N f(t 7)

p— Paroi tube

Fusion / solidification MCP
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)r—" /  Propriétés équivalentes
Eau liquide / vapeur \

Ecoulement diphasique ~ MCP + ailettes / inserts + paroi tube Nu(t,z) = f(Ra(t,2))
+ échange de chaleur Conduction chaleur
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. Modele CFD
1D axial

Modéle systeme

Figure 54 : Schéma récapitulatif de la méthodologie de modélisation multi-échelles
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Dans cette section, I'approche de modélisation multi-échelles mise en place est décrite plus en détail.
Aprés avoir présenté le fonctionnement détaillé du modeéle systeme (équations constitutives,
discrétisation, résolution numérique), la méthode utilisée pour y inclure les informations sur les
transferts de chaleur entre la paroi interne du tube et le MCP, extraites de la CFD, est exposée.

Le modele systeme représente a la fois I’écoulement d’eau liquide de vapeur, les transferts de chaleur
dans le tube, les ailettes et inserts et le MCP, et le changement de phase du MCP. La zone de I'espace
représentée est celle associée a un unique tube de vapeur dans le module de stockage : le domaine
géométrique est ainsi composé de I'intérieur d’un tube ou circule I'eau liquide / vapeur, de ce tube, et
d’une zone annulaire qui I'’entoure ou se trouve du MCP au milieu d’ailettes et d’inserts. Le modele
s’inspire de ceux utilisés par plusieurs études dans la littérature [19], [23]-[25], [28]-[31], qui simulent
de maniére couplée le fluide caloporteur et le MCP dans un module de stockage. [23]-[25], [28]—[30]
appliquent des modélisations proches de celle utilisée ici au cas d’un fluide caloporteur monophasique,
tandis que [19], [31] modélisent également un systéme de stockage de vapeur (avec fluide caloporteur
diphasique).

Deux discrétisations différentes sont mises en ceuvre pour la zone d’écoulement diphasique liquide /
vapeur et le tube d’une part, et pour le domaine occupé par le MCP, les ailettes et les inserts d’autre
part. L'intérieur du tube est discrétisé en 1D dans la direction de I’écoulement, appelée ici direction
axiale. La méme discrétisation verticale est appliquée au tube. A I'extérieur du tube, un unique
matériau homogéne représentant I’'ensemble constitué par le MCP, les ailettes et les inserts occupe
tout le domaine. Dans une maille de ce milieu homogene, le MCP et les ailettes et inserts sont supposés
étre a la méme température. La discrétisation mise en ceuvre dans ce domaine est particuliere. On
introduit un maillage qui s’étend dans la direction axiale et dans la direction perpendiculaire a celle-ci,
dite direction radiale (géométrie 2D axisymétrique). Les échanges de chaleur dans la direction axiale
sont négligés : il n’y a ainsi aucun échange de chaleur entre les mailles dans cette direction, ce qui est
représenté par les traits en tirets épais sur la Figure 55. Le domaine est ainsi constitué d’un ensemble
de sous-domaines indépendants disposés le long du tube, discrétisés en 1D dans la direction radiale ;
on les appelle simplement sous-domaines par la suite. Le modéle ne peut ainsi pas étre qualifié de
modele 2D, ni de modele 1D, le domaine de calcul étant discrétisé dans deux directions ; la
discrétisation mise en place est intermédiaire entre 1D et 2D. Les frontieres entre volumes de contréle
sont prises aux mémes abscisses le long du tube pour chacun des trois domaines (eau / vapeur ; tube ;
MCP + ailettes / inserts) ; le flux de chaleur échangé par chaque sous-domaine de MCP avec la paroi
provient ainsi de la maille de paroi qui lui est adjacente. La discrétisation du domaine de calcul est
représentée Figure 55.
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Figure 55 : Schéma de la géométrie axisymétrique et de la discrétisation du modéle systéme.
Le sens d’écoulement et I’état du fluide caloporteur et du MCP sont représentés pour le cas de la charge.

L'écoulement d’eau liquide / vapeur est modélisé selon une approche homogéne : les phases liquide
et gazeuse sont supposées avoir dans chaque maille la méme vitesse et la méme température. Les
transferts de chaleur axiaux, les effets de la gravité et de la viscosité, et les pertes de charge sont
négligés. Ces trois derniéres hypothéses permettent de représenter I’écoulement a I'aide de deux
équations constitutives seulement, a savoir la conservation de la masse et de |'énergie, obtenues en
moyennant les équations locales sur la section de passage :

S.. a.Dcalo a(m) =0 (60)
tnt gt 0z
(PN caro . O(Mhcqo) (61)
Stint atca 2+ azca - CtintPtint = 0

Dans les équations (60) et (61), Stint €t Ctint SONt respectivement la section et le périmétre de la conduite,
gui sont constants pour notre application. La masse volumique p.uo est celle de la phase en présence
(eau liguide ou vapeur) lorsque le fluide est monophasique a I'abscisse considérée le long du tube.
Lorsque le fluide est diphasique, la masse volumique du mélange eau / liquide vapeur s’exprime par :

Pcalo = EPv,sat + (1 - S)pl,sat (62)

avec € le taux de vide local.
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Dans une maille d’indice i, le flux de chaleur par unité de surface @:int; a la paroi a pour expression :

® _ Tt,i - Tcalo,i
tint,i — 1 Rtext
Rene In (3 + 2Rtint) 1 (63)
At acalo,i

Tealo,i €St la température du fluide dans la maille considérée, et T;; la température de la maille adjacente
dans I’épaisseur du tube, que I'on suppose prise au centre de la maille. Riin: €t Riext SONt respectivement
les rayons des parois interne et externe du tube, et a4, ; est le coefficient d’échange intérieur tube.

Sur le module de stockage prototype utilisé pour valider le modele (présenté plus loin en section IV.3.1),
les pertes de charge mesurées expérimentalement entre I'entrée et la sortie d’'un tube sont au
maximum de 0,4 bar environ. La pression de I'’eau / de la vapeur prend des valeurs allant de 60 a 120
bar environ. Pour ces niveaux de pression, une perte de charge de 0,4 bar induit une différence de
0,3°C environ sur la température de saturation de la vapeur, de 0,1 kg.m au maximum sur la masse
volumique de I'eau liquide (valeurs : entre 650 et 750 kg.m3), et de 0,4 kg.m™ au maximum sur la masse
volumique de la vapeur (valeurs : entre 30 et 60 kg.m?3). Ces variations étant inférieures a 1% de la
valeur de base, le choix de négliger les pertes de charge afin de simplifier le modele semble
raisonnable.

L'hypothese d’égalité des vitesses n’est pas physiquement juste, aussi bien pour la condensation (cas
de la charge) qui s’effectue selon un régime de condensation en film, que pour I’ébullition (cas de la
décharge) pendant laquelle des bulles de vapeur peuvent se déplacer a une vitesse différente de celle
de la phase liquide qui les entoure [128]. Cette différence de vitesse pourrait étre prise en compte a
I'aide d’une modélisation bi-fluide (cf. section 11.2.2.1, p. 38) ; on choisit de ne pas la représenter afin
de pouvoir utiliser un modele homogene, plus simple et suffisant pour estimer le niveau d’eau liquide
et les transferts thermiques a la paroi. Afin de tenir compte de I'effet du régime d’écoulement
diphasique sur I’échange de chaleur avec la paroi, le coefficient d’échange intérieur tube acao est
calculé a I'aide de corrélations adaptées, détaillées en Annexe 1 (p. 201) pour la condensation en film
(le modele étant ici testé sur le cas de la charge de vapeur uniquement).

La relation entre le taux de vide €, qui intervient dans le calcul de la masse volumique (équation (62)),
et les autres grandeurs de I’écoulement est également en théorie dépendante du régime d'écoulement
diphasique [209]. Le taux de vide n’intervient pas dans les corrélations adoptées pour le coefficient
d’échange intérieur tube en condensation en film ; il intervient uniquement dans le calcul de la masse
volumique du fluide caloporteur. La prédiction des transferts de chaleur étant |’objectif principal du
modele (afin de pouvoir prédire le taux de fusion du MCP), il n’a de ce fait pas été jugé important de
connaitre la valeur du taux de vide avec une grande précision. L’expression adoptée est celle-ci-
dessous ; il s’agit de I’expression du taux de vide que I'on obtient analytiquement en supposant égales
les vitesses locales des phases liquide et vapeur.

1

1- Xvap Pv,sat (64)
xvap pl,sat

£ =
1+
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Dans cette équation, xv.p est le titre massique de vapeur. Dans un écoulement vertical descendant avec
condensation en film, le taux de vide est élevé sur toute la hauteur de tube sur laquelle la condensation
s’effectue. En effet, le film de liquide qui se forme a la paroi coule vers le niveau d’eau, laissant une
place importante a la phase vapeur qui occupe le centre de la conduite (cet aspect de I’écoulement est
représenté sur la Figure 24 de la section I1.3.1, p. 50, régime « annular flow »). Selon I’équation (64), le
taux de vide est une fonction croissante assez fortement concave du titre de vapeur x,qp. L'allure de
cette fonction est représentée Figure 56, pour la plus haute et la plus basse pression rencontrées pour
I'eau liquide / la vapeur sur le module de stockage prototype présenté plus loin, sur lequel le modéle
multi-échelles a été validé. € reste supérieur a 0,8 pour Xx,qp > 0,15 pour une pression de 60 bar, et pour
Xvap > 0,3 pour une pression de 120 bar. On suppose ainsi qu’en utilisant I’équation (64), la valeur de €
devrait étre suffisamment peu éloignée de sa valeur réelle pour la condensation en film sur une
longueur de tube suffisante, pour ne pas compromettre la qualité des résultats du modele.
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Figure 56 : Valeur du taux de vide € en fonction du titre de vapeur x,q, selon I’équation (64), pour deux pressions différentes
pour l'eau liquide / la vapeur.

Les deux inconnues résolues par le solveur sont I’enthalpie massique h; associée a chaque maille, et le
débit massique m; 41/, a l'interface entre les mailles. La masse volumique et la température du fluide
sont déterminées a I’aide des tables de vapeur de I'lAPWS [210], en fonction de I’enthalpie massique
et de la pression dans le tube. On utilise pour cela la librairie XSteam [211] qui implémente ces tables
de vapeur.

Le_ tube est régi par I'équation de la chaleur classique, formulée en enthalpie :

dh; asz (65)
Stptg = SeAt 922 + CtextPtext — CtintPtint

Les échanges de chaleur dans la direction axiale ne sont pas négligés dans I’épaisseur du tube. Le
facteur S: est la section d’une coupe axiale du tube. Deux termes traduisant respectivement I’échange
de chaleur (@:int) avec le fluide caloporteur et avec le milieu homogéne MCP + ailettes / inserts (Qrext)
sont présents. @iin: st calculé dans chaque maille a I’aide de I’équation (45). @tex désigne I’échange de
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chaleur par unité de surface avec le milieu homogene ; le facteur cex: est le périmétre externe du tube.
Dans une maille d’indice i, le flux de chaleur @tx:; est exprimé a I'aide de la différence de température
Tii— Thientre le tube et le milieu homogene, de la conductivité A de ce dernier, et de la taille Ar des
mailles du milieu homogene dans la direction radiale :

o _ Thi—Tei
text,i —
’ 2R Ar (66)
In(g——L—) In(1+
R (Rtint + Rtext) + ( Rtext)
text /115 }leq,i

Dans le matériau homogéne MCP + ailettes / inserts, le probléme de changement de phase solide —
liquide est traité a I'aide de la méthode du terme source, décrite en section 11.2.2.2.2 (p. 42). L'unique
équation constitutive est I'’équation de la chaleur formulée avec I'’enthalpie sensible du milieu
homogéne, et comprenant un terme puits pour la chaleur latente du MCP. Les transferts de chaleur
dans la direction axiale sont négligés ; I’équation est donc formulée en 1D dans la direction radiale :

Ohsens <62Th 16Th> oy, (67)
eq

_sens _ R (O atiel (O [P I —
Ph5¢ orz 7 or ) PMcPvh oy

Une partie du volume étant occupée par les ailettes et les inserts, le MCP occupe une fraction du
volume seulement et non sa totalité. Afin d’en rendre compte dans (67), le terme latent est pondéré
par la fraction volumique de MCP, notée x,. Dans le modele systéme, cette fraction volumique est
supposée étre uniforme dans tout le milieu homogéne ; x, est ainsi pris égal a la fraction volumique
globale du MCP. Dans la réalité, la fraction du volume occupé par le MCP n’est pas constante avec le
rayon : par exemple, dans le cas d’un tube a ailettes sans inserts, le MCP occupe tout I’espace situé au-
dela de la longueur des ailettes (localement, x, = 1). Cet aspect est pris en compte dans le calcul de la
conductivité équivalente du milieu homogéne lorsque le MCP est en phase solide (exposé en section
IV.2.2), mais pas dans le bilan thermique que constitue |’équation (67).

Le changement de phase du MCP est supposé s’effectuer a une température fixe Te,. Le changement
de volume du MCP lors du changement de phase n’est pas représenté dans ce modele. La masse
volumique pmcr du MCP est ainsi prise constante, égale a sa valeur dans la phase liquide. La conductivité
thermique équivalente Ae; du milieu homogene est déterminée a I'aide d’une corrélation sur les
transferts de chaleur entre la paroi interne du tube et le MCP, issue de calculs CFD ; la méthode de
calcul de Aeq a partir de cette corrélation est détaillée dans la section suivante (IV.2.2). La masse
volumique et la capacité thermique du milieu homogéne sont calculées a I’aide de leurs valeurs dans
le MCP et dans les ailettes et inserts, que I’on suppose faits du méme matériau :

Pr = XpPucp + (1 — X)) Pair (68)
Cp,h = XmCpMmcP +(1- xm)cp,ail (69)

ol xn, est la fraction massique de MCP dans le milieu homogene.
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Les conditions aux limites du probléme sont constituées d’une part par la pression du fluide
caloporteur, et d’autre part par le débit et I’enthalpie du fluide caloporteur a I'injection, en haut du
tube. Al'intérieur du domaine, les domaines du fluide caloporteur et du tube sont reliés par le transfert
de chaleur ala paroi interne du tube, exprimé par I’équation (45). Le transfert de chaleur entre la paroi
externe et le milieu homogéne MCP + ailettes / inserts (66) apparait directement dans I’équation de
I’énergie pour le tube (3), et est une condition aux limites interne pour le probleme dans le milieu
homogeéne. A la frontiére externe du domaine MCP + ailettes / inserts (a droite sur la Figure 55), le flux
de chaleur échangé avec I'extérieur est supposé nul. Dans les systémes de stockage par MCP de taille
prototype ou industrielle, les tubes sont disposés dans la calandre sous la forme d’un faisceau de tubes
régulierement espacés, du type de celui représenté Figure 57. Cette hypothese d’adiabaticité est alors
vraie pour les tubes qui ne se trouvent pas sur la couronne extérieure du faisceau (entourés en bleu
sur la Figure 57) : en effet, ces tubes étant entourés d’autres tubes, et les tubes étant disposés selon
un motif régulier, la frontiére externe peut ainsi étre vue comme un plan de symétrie. Les tubes situés
en périphérie sont entourés d’une épaisseur de MCP de forme et de volume différents de celles du
MCP qui entoure les autres tubes. Le MCP associé aux tubes périphériques est sujet aux pertes
thermiques avec I'extérieur, car il est en contact avec la paroi de la calandre. Ainsi, le modele néglige
les pertes thermiques du systeme de stockage, mais représente malgré cela de maniére convenable les
tubes des couronnes centrales et intermédiaires d’un faisceau de tubes, et le MCP qui entoure ces
tubes. Le flux de chaleur est également supposé nul aux frontiéres hautes et basses du domaine MCP
+ ailettes / inserts et du tube. Pour une configuration industrielle, la calandre contient majoritairement
des tubes de type internes. En conséquence, la non prise en compte des pertes thermiques impacte
peu la prédiction du comportement global du stockage par le modeéle.

Paroi
calandre

Pertes
thermiques

Figure 57 : Vue en coupe d’un faisceau de tubes a ailettes typiquement utilisé dans un systéme de stockage tubes-calandre
par MCP
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Le code de simulation est écrit dans le langage de programmation Scilab. Les équations (60), (61), (3)
et (67) sont discrétisées selon la méthode des volumes finis ; on adopte un schéma temporel implicite.
Le probleme est résolu itérativement a chaque pas de temps, en deux blocs séparés : le probleme c6té
eau liquide / vapeur est d’abord résolu isolément, puis on résout ensemble les équations de la chaleur
pour la paroi et le milieu MCP + ailettes / inserts. Cette méthode de résolution par blocs est imposée
par le fait que la méthode de résolution itérative utilisée n’est pas la méme pour ces deux domaines.
Du coté de I'eau liquide / la vapeur, le probléme constitué par les équations (60) et (61) étant non
linéaire, il est résolu a I'aide d’une méthode itérative de type Newton. Dans le domaine MCP + ailettes
/ inserts, le probléeme comporte une seule équation constitutive pour deux inconnues, a savoir
I’enthalpie sensible hsens et la fraction liquide Y,. Du fait de cette spécificité, la résolution du probléme
nécessite une méthode spécifique. Elle est effectuée a I'aide de la méthode itérative proposée par
Voller et al. [97] pour la résolution des problemes de changement de phase solide-liquide avec terme
source pour la chaleur latente.

Lors de la résolution du probléme dans le fluide caloporteur, la température de I'épaisseur du tube a
I'instant précédent est utilisée comme conditions aux limites dans (45). Le champ de température
calculé dans le fluide caloporteur est ensuite utilisé comme conditions aux limites pour résoudre le
probléme dans le tube et le milieu MCP + ailettes / inserts. Les équations issues de la discrétisation des
équations (60), (61), (3) et (67), ainsi que les détails de la résolution numériques des deux blocs, sont
présentés en Annexe 2 (p. 203).

La convergence des méthodes itératives est vérifiée a chaque pas de temps, d’une maniere différente
pour chacun des deux blocs. Du c6té du fluide caloporteur, les inconnues a déterminer a un pas de

temps donné sont I'enthalpie massique h’}}, ; de chacune des mailles d’indice i, et le débit mlt:ll ala

2

calo,i

frontiere amont de chaque maille. En notant (ht+1 i et (mlHll) leurs valeurs a l'itération n°k, la
k

méthode itérative est considérée convergée lorsque les variations relatives des inconnues d’une
itération a I'autre deviennent inférieures a une certaine tolérance T :

ct+1
v,y )
caloi/k+1 2/ k+1

axi (ht+1 , ’
calo,i/, mt+11
k

< Tcalo (70)

l+7

Du c6té du tube et du milieu homogene, le critére de convergence se fonde sur |I’enthalpie massique
totale hy, = hgens + X, LY. A chaque itération de I'algorithme itératif, la variation de I’enthalpie totale
t+1 s T " t+1 . .
(hh_i )k+1 par rapport a sa valeur a l'itération précédente (hh,i )k est calculée dans chaque maille.

Cette variation est sommée sur |'ensemble des mailles, puis elle est adimensionnée par
E(Cp,h,s +cp’h’l)Tl-ni, ou Ti, est la température initiale du milieu homogéne. La convergence est

considérée atteinte lorsque cette variation normalisée devient inférieure a une certaine tolérance 1 :

5 (R, - (RE),)

1
2 (cpns + cpni)Tini

< Th (71)
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La conductivité Aeq du milieu MCP — ailettes — inserts (équation (67)) est une conductivité équivalente
qui intégre les effets de la convection naturelle du MCP liquide ainsi que des ailettes et inserts sur le
transfert de chaleur dans le MCP. Ces effets étant prédits par le modele CFD, la valeur de la conductivité
équivalente est déterminée a I'aide d’une relation sur le flux de chaleur échangé entre le fluide
caloporteur et le MCP, précédemment identifiée a I’aide de calculs CFD. On suppose que cette relation
peut étre mise sous la forme adimensionnelle de I’équation (1). Cette section présente la méthodologie
utilisée pour calculer des valeurs de conductivité équivalente dans le milieu homogéne, pour la fusion
de MCP (charge de vapeur). Dans cette section, on représente cette relation sous la forme suivante,
plus générale :

Nu = f(Ra) (72)

Dans le modéle systeme, lors d’une fusion de MCP par un apport de chaleur a la paroi externe du tube,
on peut distinguer dans le domaine MCP + ailettes / inserts une premiére épaisseur proche de la paroi
du tube ol le MCP est liquide, et une seconde épaisseur ou le MCP est solide, proche de la frontiére
extérieure (comme illustré Figure 55). La méthode de calcul de la conductivité équivalente est
différente pour ces deux couches.

L’épaisseur ou le MCP est liquide recoit directement le flux de chaleur arrivant de 'eau liquide / la
vapeur, au niveau de la paroi externe du tube. Dans chaque sous-domaine du milieu MCP + ailettes /
inserts disposé le long du tube, on attribue a cette épaisseur une conductivité Aeq, uniforme sur le
rayon, mais qui peut varier selon le sous-domaine considéré (ie. la position axiale) afin de représenter
I’éventuelle non-uniformité du flux échangé le long du tube. Le flux de chaleur @ regu du tube peut
alors étre relié a I'épaisseur e; de la couche, et aux températures aux extrémités de celle-ci (cf. Figure
58) :

¢ = 2mA2) g 7T (Teext = Tep) (73)
n(1+75)

oU Tiex: €5t la température a la paroi externe du tube, T, est la température de changement de phase
du MCP (température du front de fusion), et Az est la hauteur du sous-domaine considéré dans la
direction axiale (pas d’espace du modele systéme).
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Eau liquide / -
vapeur / -

Epaisseur Mailles
tube radiales

MCP liquide
+ ailettes
+ inserts
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MCP solide
+ ailettes

+ inserts N -~
A= Acq,s = f(r) S

Figure 58 : Représentation des épaisseurs de MCP liquide et solide dans un sous-domaine MCP + ailettes / inserts vu en
coupe, lors d’une fusion de MCP (charge du module de stockage)

On exprime |'épaisseur e; en fonction de la fraction massique fondue moyenne dans le sous-domaine
considéré, que 'on note Y; :

= ~Riege + R + (REyy — Ry (74

oU Rex est le rayon de la frontiere extérieure du domaine de calcul. Y; est calculée en moyennant la
fraction massique fondue Y, sur les mailles du sous-domaine, pondérée par la masse de MCP présente
dans chaque maille :

nb mailles
et YiiPmcpxuVi (75)
~  y'nb mailles

Y,
i=1 PumcpXvVi

Aeg, €St déterminé en reliant le flux @ a la relation Nu = f(Ra) obtenue via I'étude CFD effectuée au
préalable. Cette relation fait intervenir des nombres de Nusselt et de Rayleigh locaux le long du tube,
exprimés sous la forme suivante :

(0] lc(2)
N = (76)
) 21Roxt AZ(Ttext (2) — Tmcp(2)) AMCP,I
Ra(z) = M(Ttext@) — Tmcp (Z))lc(z)3 (77)
UncpDenmcr

Ce nombre de Nusselt est relatif a I’échange de chaleur entre la paroi extérieure du tube, et le milieu
homogéne MCP + ailettes / inserts. Tucp et I sont respectivement une température caractéristique du
MCP et une longueur caractéristique du transfert de chaleur. Les définitions de ces deux grandeurs
dépendent a priori du cas d’étude (géométrie d’ailettes et d’inserts, niveaux de température, ...) ; le
choix de leur expression est a effectuer durant I’étude CFD préalable. Ce choix doit étre fait de maniere
a avoir la meilleure corrélation possible entre les nombres de Nusselt et de Rayleigh locaux, afin que la
relation Nu = f(Ra) que I'on construit soit la plus représentative possible du flux de chaleur entre paroi
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et MCP prédit par la CFD. Par ailleurs, comme /. et Tuce interviennent dans le calcul de A¢q, il convient
de choisir des définitions qui permettront de les calculer aussi bien a partir des données disponibles
dans un calcul CFD que de celles disponibles dans un calcul systéme (c’est-a-dire a partir des champs
de température et de fraction liquide dans les mailles du milieu MCP + ailettes / inserts).

En utilisant les équations (73), (74), (76), (77), et la relation Nu = f(Ra), on aboutit a I'expression suivante
pour Aeq a une abscisse z le long du tube:

1 (Z) =1 Ttext(z) - TMCP(Z) Rtext
eat Mept Tiext(2) = Tep  1c(2)

/ —Riext + \/Rgxt + (Rgxt - R?ext)?l(z)\

X Iny 1+
\ )

x F (2 (1, @)~ Tico (D12

UmcpDumce

(78)

Dans I’épaisseur ou le MCP est solide, on calcule une conductivité équivalente qui rend compte
uniquement de l'influence des ailettes et des inserts sur les transferts de chaleur au sein du solide. En
général, les ailettes et inserts ne s’étendent pas sur tout le rayon dans le MCP : il y a alors une zone de
MCP loin du tube non occupée par des ailettes et des inserts conducteurs, qui oppose ainsi une
résistance plus grande au transfert de chaleur. Pour rendre compte de cet effet, la conductivité solide
est calculée individuellement dans chaque maille, contrairement a la conductivité liquide qui est prise
uniforme selon le rayon dans I'épaisseur ou le MCP est liquide. Dans chaque maille, la conductivité
solide A¢qsjest calculée en moyennant la conductivité du MCP pur et celles des ailettes et inserts (que
I'on suppose identiques), pondérées par la fraction volumique locale de MCP x,; dans la maille
considérée :

Aeq,s,j = xv,j/lMCP,s + (1 - xv,j)lail (79)

La fraction volumique x,;vaut 1 dans les mailles ol aucune ailette ou aucun insert ne se situe : la
conductivité est alors celle du MCP pur. Dans les autres mailles, x,; peut varier localement selon la
forme, les dimensions et le nombre des ailettes et des inserts. Cette fraction volumique locale ne doit
pas étre confondue avec la fraction volumique globale x, qui apparait dans I’équation de |’énergie du
milieu homogéne (67) et dans (75) : x, est le rapport du volume de MCP sur le volume de métal dans
I’ensemble du domaine MCP + ailettes / inserts, tandis que x,,; se rapport a une maille seulement.

Une valeur de A¢q et un champ de valeurs de Acq s doivent étre calculés dans chaque sous-domaine du
milieu MCP + ailettes / inserts, et a chaque itération du solveur lors d’un pas de temps d’un calcul
transitoire. Avant chaque évaluation de A, les grandeurs I, Tuce et 71 doivent étre déterminées a
I’aide des relations appropriées (équation (75) pour 7,), a partir des champs de température et de
fraction liquide a I'itération précédente du solveur, ou bien au pas de temps précédent si I'itération en
cours de calcul est la premiere d’un pas de temps.
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Une fois les conductivités liquide et solide calculées, la conductivité équivalente de chaque maille du
sous-domaine considéré est évaluée a I'aide de la fraction fondue massique locale Y. Cela permet
d’effectuer une transition entre les valeurs solide et liquide de la conductivité équivalente, dans les
mailles dans lesquelles 0 < Y; ; <1 :

Aeqj = YijAeqr + (1 - Yl,j)leq.s.j (80)

La méthodologie de modélisation multi-échelles a été testée sur le cas de la charge d’'un module de
stockage de vapeur prototype, installé au centre CEA de Grenoble. Ce module est relié a une boucle de
génération de vapeur haute température et haute pression, ce qui permet de faire des essais de charge
avec de la vapeur ayant des niveaux de température et de pression représentatifs de ceux d’une
centrale solaire thermique a Génération Directe de Vapeur (GDV), ou bien d’un effluent de vapeur que
I’on pourrait rencontrer dans un procédé industriel réel. De plus, le module a une taille suffisante pour
pouvoir observer les phénomenes a grande échelle que I'on peut rencontrer dans un module de taille
industrielle. Aprés avoir décrit le module prototype, les parametres des modeéles CFD et systémes pour
la simulation de la charge du module sont détaillés dans cette section. L’étude CFD effectuée et la
caractérisation des transferts de chaleur entre eau / vapeur et MCP obtenue a l'aide des calculs CFD
sont ensuite exposées. Enfin, les résultats obtenus avec le modele systéme, prenant en compte la
relation sur les transferts de chaleur issue du modele CFD, sont présentés et discutés.

Le module prototype est constitué d’une calandre de 5,3m de haut et de 559 mm de diamétre, et d’un
faisceau de 19 tubes a ailettes (photo Figure 59). Aucun insert n’est utilisé ; les ailettes sont le seul
dispositif d’intensification des échanges thermiques. La calandre est fermée a ses extrémités inférieure
et supérieure par deux plaques. Deux collecteurs sont également présents a ces deux extrémités, afin
d’assurer la distribution de la vapeur dans les 19 tubes.

Figure 59 : Photographie du module prototype
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Le MCP utilisé est du nitrate de sodium ; il s’agit d’un sel, de formule chimique NaNOs, dont la transition
de phase solide-liquide s’effectue autour de 305°C. Le module contient environ 1700 kg de nitrate de
sodium. Lorsque tout le sel est en phase solide, il occupe une hauteur de 3,672 m ; lorsque tout est
liquide, la hauteur de sel est de 4,080 m. La température de changement de phase du nitrate de sodium
le rend attractif pour I'application des centrales solaires thermiques GDV. En effet, pour assurer un
échange thermique permettant de fondre le MCP en charge (resp. solidifier le MCP en décharge), il est
nécessaire que la température de la vapeur soit de quelques degrés plus élevée en charge (resp. plus
basse en décharge) que celle du changement de phase du MCP. Dans une centrale GDV, la vapeur est
typiqguement générée a une pression proche de 100 bar, ce qui correspond a une température de
saturation de la vapeur de 310°C environ, soit justement quelques degrés de plus que le point de fusion
du nitrate de sodium [212]. Cette différence de température permet de fondre le MCP en charge ; en
décharge, le point de fusion du nitrate de sodium permet de décharger la vapeur a une pression
supérieure a 80 bar. Du fait de I’attractivité du nitrate de sodium pour I'usage dans les centrales solaires
GDV, ce matériau est aussi utilisé comme MCP dans le module prototype construit en Espagne par
I'institut allemand DLR [40], et dans le module de taille pré-industrielle construit par le CEA sur le site
de Cadarache [19] (présentés tous deux dans le chapitre Il, section 11.1.2.1.2, p. 22).

Les ailettes sont de forme rectangulaire et sont faites en acier. Elles sont disposées autour des tubes
selon un motif hélicoidal (ailettes segmentées), visible sur les photographies Figure 60 ; elles sont
légerement inclinées par rapport au plan normal a I’axe des tubes (11° environ). Le diameétre interne
des tubes est de 27,17 mm et leur épaisseur est de 2,29 mm. Les ailettes ont une longueur de 20 mm
et sont soudées a un ruban hélicoidal qui parcourt le tube (dessin Figure 61-(a)), dont I’épaisseur (de
la paroi du tube a I’extrémité du ruban) est de 10 mm ; la longueur ailetée autour d’un tube est ainsi
de 30 mm. La distance séparant deux ailettes situées I’une en-dessous de I'autre est de 20 mm. Entre
ces deux ailettes, le nombre d’ailettes disposées le long du périmétre du tube est de 16. Les 19 tubes
du faisceau sont arrangés selon le motif représenté Figure 57 (cf. section 1V.2.1 ci-dessus) : autour d’un
tube central se trouvent une couronne intermédiaire de 6 tubes, puis une couronne externe de 12
tubes. Le motif est fait de telle sorte que la distance séparant un tube de chacun de ses voisins soit
identique ; la distance entre les axes de deux tubes est de 97,2 mm. La disposition de trois tubes voisins
est représentée Figure 61-(b), les distances étant représentées a |’échelle. Ce schéma permet de voir
gu’une importante partie du volume de MCP se situe entre les ailettes. Les seules zones de MCP hors
de portée des ailettes, se situent d’une part au centre des triangles équilatéraux formés par les groupes
de trois tubes (dessinées en orange sur la Figure 61-(b)), et d’autre part a la périphérie de la calandre,
au-dela de la couronne extérieure ; le MCP situé en périphérie est appelé MCP passif. La proportion de
MCP effectivement utilisable pour le stockage de chaleur est ainsi maximisée. Dans le volume « utile »,
c’est-a-dire le volume non occupé par le MCP passif et par les tubes de vapeur, le MCP occupe 93,6%
du volume, et les ailettes 6,4%.
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(b)
Figure 60 : (a) : Photographie des tubes a ailettes du module prototype
(b) : Photographie de prés des ailettes segmentées

97.2mm
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(a) (b)
Figure 61 : (a) : Schéma du ruban situé a la base des ailettes
(b) : Schéma a I’échelle de la disposition de trois tubes voisins dans le faisceau de tubes.

Une boucle de génération de vapeur haute température et haute pression, reliée au module, permet
de fournir de la vapeur saturée ou surchauffée au module pour faire fondre le MCP. La pression de la
vapeur générée peut aller de 50 a 120 bar ; sa température peut atteindre un maximum de 335°C. Des
essais de charge ont été effectués selon les deux stratégies de conduites envisagées pour |’opération
d’un module de stockage dans un procédé industriel, a savoir la pression glissante et la pression fixe
[52]. Dans le chapitre suivant, le modele multi-échelles est comparé aux résultats d’essais menés selon
ces deux stratégies de conduite.

Chapitre IV. Modélisation multi-échelles -120 -
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Lors d’'une charge en pression glissante, la pression de la vapeur injectée dans les tubes est augmentée
au fur et a mesure de I'avancée de la fusion du MCP. La température de saturation de la vapeur est
ainsi croissante au cours de la charge, ce qui permet de compenser |’augmentation progressive de la
résistance thermique c6té MCP ; cette résistance croissante est due a I'épaississement progressif de la
couche de MCP liquide qui fait face a la paroi du tube, qui est chauffée a une température supérieure
au point de fusion. Afin de maximiser I'’échange thermique, la pression est régulée de maniére a ce que
la condensation de vapeur se fasse sur toute (ou quasiment toute) la longueur des tubes, afin d’avoir
un coefficient d’échange intérieur tube élevé : le niveau d’eau dans les tubes est ainsi maintenu dans
le bas des tubes, a une position stable également. Durant une charge en pression fixe, la pression de
la vapeur est maintenue constante. L'échange thermique local le long des tubes diminue
progressivement, du fait de I'augmentation progressive de la résistance thermique c6té MCP. De ce
fait, le niveau liquide dans les tubes se déplace au cours du temps. Au début de la charge, I’échange
thermique local important dans le haut des tubes fait que toute la vapeur se condense sur une
relativement faible longueur de tube : on a ainsi dans les tubes une colonne d’eau liquide, surplombée
par une colonne ol la vapeur se condense. A mesure que |’échange thermique local décroit, la longueur
de tube sur laquelle la condensation s’effectue augmente : le niveau d’eau dans les tubes se déplace
ainsi du haut vers le bas.

De nombreuses mesures de température sont effectuées dans le module a I’aide de thermocouples
(de type K), disposés a plusieurs endroits. Des thermocouples sont placés dans le MCP, autour du tube
central et des tubes des deux couronnes, a plusieurs altitudes dans le module. Tous ces thermocouples
se situent sur sept plans horizontaux (nommés niveaux), situés respectivement a 180, 720, 1260, 1800,
2340, 2880 et 3420 mm de la paroi inférieure du module. La position axiale des différents niveaux est
représentée Figure 62. Les niveaux des thermocouples placés dans le MCP sont numérotés de N1 a N7
(en bleu), les autres indications de position se rapportent a d’autres thermocouples non exploités pour
I’analyse. Sur chaque niveau, les thermocouples sont placés a mi-hauteur entre deux ailettes. La
distance qui les sépare de la paroi externe du tube peut étre de de 5, 15, 25 ou 40,2 mm, comme
représenté sur le schéma de la Figure 63. Comme on peut le voir sur ce schéma, les thermocouples
situés a 40,2 mm sont au-dela de la longueur ailetée : ils sont situés dans les zones de MCP passif
représentées en orange sur la Figure 61-(b), tandis que les autres thermocouples se trouvent dans le
MCP actif. Plusieurs thermocouples peuvent étre placés a des positions angulaires différentes autour
d’un méme tube, pour un méme niveau et une méme distance au tube. Le nombre total de
thermocouples dans le MCP est de 123. La position des divers thermocouples présents dans le MCP et
leur nomenclature de nommage, sont détaillées en Annexe 3 (p. 207). Pour la comparaison des
mesures aux résultats de simulation, seules les mesures faites pour le tube central et les tubes de la
couronne intermédiaire sont exploitées (le MCP assigné a ces tubes n’étant sujet a aucune perte
thermique directe, comme supposé par le modéle systéme ; cf. section IV.2.1, p. 113). Les échanges
thermiques étant a priori identiques pour ces sept tubes, les mesures des thermocouples situés a un
niveau et a une distance a la paroi des tubes donnés sont moyennées pour I’exploitation et I’analyse
des résultats expérimentaux (chapitre suivant).
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Figure 62 : Schéma des positions axiales (de N1 a N7) ou sont placés les thermocouples dans le MCP du module prototype

Figure 63 : Schéma de la position des thermocouples disposés dans le MCP du module prototype, a un niveau et autour d’un
tube donné

D’autres thermocouples mesurent la température du fluide caloporteur eau liquide / vapeur a I’entrée
et a la sortie du module ; ces mesures servent a évaluer I'énergie accumulée par le module au cours
du temps. Des mesures de température du fluide caloporteur sont également faites a I'intérieur du
tube central et de deux tubes de la couronne intermédiaire, aux mémes niveaux que les mesures de
température effectuées dans le MCP (niveaux N1 a N7 de la Figure 62). De la méme maniére que pour
les mesures du MCP, les mesures faites a une méme hauteur dans les différents tubes sont moyennées
pour I'exploitation et I'analyse des résultats. La pression du fluide caloporteur est également mesurée.
La température de la paroi externe du tube central du faisceau est mesurée a deux positions, situées
respectivement entre les niveaux 2 et 3, et entre les niveaux 6 et 7 (positions N23 et N67 sur la Figure
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62). Ces mesures sont utilisées pour fixer les conditions aux limites de certains calculs CFD effectués.
Enfin, des mesures de température sont effectuées a la paroi externe de la calandre, sur les deux
plagues métalliques qui ferment la calandre a ses extrémités, et sur les deux collecteurs qui distribuent
le fluide caloporteur dans le faisceau de tubes. Ces mesures-ci servent a évaluer les pertes thermiques.
Pour tous les thermocouples utilisés dans la section d’essais, la précision des mesures est de +1°C.

La boucle d’essais dispose d’'un condenseur qui est utilisé pour mesurer le taux de vapeur du fluide
caloporteur en sortie du module. Lorsque le fluide en sortie est diphasique, cette mesure permet de
déterminer son enthalpie, qui est fonction de son taux de vapeur et de sa pression. Autrement, si le
fluide en sortie est de I’eau liquide pure, son enthalpie est déterminée a I'aide de sa température et de
sa pression. L’enthalpie du fluide en entrée du module est déterminée également a partir de sa
température et de sa pression ; lors d’une charge, la vapeur est supposée surchauffée a l'injection. La
différence d’enthalpie entre entrée et sortie permet de calculer la puissance thermique transmise au
module.

Le module prototype est équipé de cordons chauffants, dits cordons de tracage, disposés sur la paroi
de la calandre du module (paroi externe). Ces cordons, qui émettent de la chaleur en dissipant de
I’énergie électrique par effet Joule, permettent de chauffer le MCP et le module sans faire circuler de
vapeur dans les tubes. lls sont ici utilisés afin de mesurer les pertes thermiques du module vers
I’environnement extérieur ; malgré le fait que la paroi externe du module soit calorifugée, des pertes
thermiques non négligeables sont présentes du fait de la forte différence de température entre la paroi
de la calandre (de 250 a 330°C) et I'air de la halle d’essais qui est a température ambiante. Des essais
spécifiques ont été menés afin de mesurer ces pertes thermiques. Lors de ces essais, I'ensemble du
module est maintenu en température grace a une régulation de la puissance électrique dissipée. Une
fois un régime permanent atteint (température constante et uniforme), la puissance thermique perdue
vers 'extérieur est égale a la puissance électrique nécessaire pour le maintien en température. Pour
I’'ensemble du module, un coefficient de pertes thermiques de Opertes = 11,5 W.K! a pu étre déterminé ;
pour ce coefficient, la différence de température considérée est celle qu’il y a entre la paroi de la
calandre et I'air extérieur. Les pertes de charge sont négligées par les modeles CFD et systeme, mais
sont prises en compte dans I'analyse des résultats de simulation de charges du module prototype
(chapitre suivant).

Le modele CFD 3D du module prototype se doit de représenter une hauteur minimale du module, afin
de pouvoir simuler les éventuelles boucles de convection naturelle du MCP liquide qui s’étendent sur
une hauteur importante le long des tubes. Afin de réduire la taille du domaine, et donc le temps de
calcul, on représente un unique tube, et une seule ailette sur les 16 ailettes présentes sur une
circonférence du tube. Le domaine de calcul est ainsi un secteur angulaire de 22,5°, centré autour d’une
ailette segmentée. Les ailettes sont supposées alignées verticalement le long du tube. La légere
inclinaison des ailettes par rapport au plan normal a I’axe du tube est représentée. Le domaine de calcul
est donc constitué d’une rangée verticale d’ailettes alignées, comme représenté Figure 64. Sa hauteur
est de 0,54m, ce qui correspond a un total de 27 ailettes ; cette hauteur est environ 7 a 8 fois plus petite
que la longueur de tube immergée dans le MCP dans le module prototype.
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Figure 64 : Bas du domaine de calcul du modéle CFD

Le domaine a la forme d’un secteur angulaire d’un cylindre a base circulaire ; comme on peut le voir
sur la Figure 64, la frontiére extérieure du domaine est circulaire. Du coté de l'intérieur du tube, la
frontiere du domaine est prise au niveau de la paroi interne du tube. On souhaite prendre en compte
dans le modéle CFD le MCP situé entre les tubes (en orange sur la Figure 61-(b)), afin de rendre compte
des effets de sa présence sur les transferts de chaleur. Le rayon extérieur du domaine de calcul ne peut
donc pas étre simplement égal a celui des domaines circulaires centrés autour des tubes représentés
Figure 57, car ces domaines-ci ne prennent pas en compte ce MCP entre les tubes. Ainsi, un pavage du
MCP constitué d’hexagones centrés autour des tubes est défini (Figure 65); ce pavage permet
d’associer un volume de MCP a chaque tube, en répartissant équitablement le MCP entre les 7 tubes
du centre et la couronne intermédiaire, et en prenant bien en compte le MCP passif entre les tubes.
Dans le modéle CFD, le rayon externe est calculé de telle sorte que le volume du domaine de calcul soit
égal a 1/16 (soit 22,5°/360°) de celui des domaines cylindriques a base hexagonale que |’on introduit
pour chaque tube. Le rayon externe ainsi obtenu est de 51,0 mm ; en comparaison, le rayon des
domaines cylindriques a base circulaire de la Figure 57 est de 48,6 mm.

—
30.0mm —-

Figure 65 : Dessin du pavage d’hexagones utilisé pour associer des zones de MCP aux différents tubes (vue en coupe)

Le maillage adopté est représenté Figure 66 ; il comporte 539046 cellules. La taille moyenne des mailles
est de 0,83 mm ; il y a ainsi 3 mailles sur I’épaisseur d’une ailette (2,5 mm), et 22 mailles sur la hauteur
inter-ailettes (17,5 mm). Le maillage est majoritairement constitué de cellules hexaédriques ; seul
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I'intérieur des ailettes est maillé a I'aide de cellules tétraédriques. Les valeurs des critéres de qualité
usuellement utilisés pour évaluer la qualité d’un maillage pour la CFD sont donnés Table 10 ; d’apres
les recommandations données par I’éditeur du code CFD utilisé (ANSYS Fluent® v. 17.2), les valeurs
obtenues pour le maillage sont acceptables. Le pas de temps adopté est de 0,025s ou 0,05s selon les
calculs. L'indépendance des résultats aux pas d’espace et de temps a été vérifiée en comparant les
résultats de certains des calculs effectués a ceux obtenus avec un pas de temps deux fois plus faible, et
ceux obtenus avec un maillage plus fin composé de 774098 cellules, pour lequel la taille moyenne des
cellules est de 0,63 mm.

(a) (b)
Figure 66 : Détail du maillage adopté pour le modéle CFD
(a) : Coupe vue du dessus — (b) : Maillage du tube et de I'intérieur des ailettes

Qualité . ,
s " Inclinaison Rapport d’aspect

Critere de qualité orthogonale . .

. maximale maximal

minimale

Valeur 0,098 0,81 26
Recommandations

>0,1 <0,95 -
d’ANSYS®

Table 10 : Criteres de qualité du maillage adopté pour le modéle CFD

Lors d’une charge, la chaleur transmise au MCP par le fluide caloporteur (vapeur en condensation)
arrive dans le domaine par la paroi interne du tube. A la frontiere du domaine qui correspond a cette
paroi (Figure 67), la condition aux limites qui est appliquée permet cet apport de chaleur. La
température de la paroi peut étre fixée, ou bien on peut appliquer une condition aux limites convective,
de la forme suivante :

@ = a(T; — Text) (81)

ou @ est le flux de chaleur a la paroi, et T; est la température d’une maille située a la frontiere du
domaine. Une condition aux limites de température fixée correspond a la présence de fluide
caloporteur diphasique de I'autre c6té de la paroi, localement au point considéré. Du fait du fort
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échange thermique intérieur tube lors de la condensation, la résistance thermique du c6té du fluide
caloporteur peut étre considérée comme négligeable devant la résistance c6té MCP : la température
de la paroi interne est alors égale a celle du fluide caloporteur. Dans le cas d’une condition d’échange
convectif, la température Tex est la température du fluide caloporteur a I’abscisse considérée, et a est
le coefficient d’échange intérieur tube, qui n’est cette fois-ci pas considéré comme infini. Une condition
de ce type est appliquée pour représenter I’échange avec un fluide caloporteur monophasique (vapeur
surchauffée ou eau liquide sous-refroidie pure) localement de I’autre c6té de la paroi.

Le flux de chaleur et la composante normale de la vitesse sont pris nuls aux frontieres gauche et droite
du domaine. La méme condition est appliquée a la frontiére extérieure. (Figure 68-(a)) En effet, ce sont
les tubes du centre ou de la couronne intermédiaire du faisceau que I’on modélise ; le volume de MCP
associé a ces tubes fait face a d’autres volumes identiques. Au niveau des frontieres haute et basse du
domaine (Figure 68-(b)), le flux de chaleur et la vitesse sont supposés nuls (condition de type paroi).

Source de
chaleur

Figure 67 : Paroi interne du tube, ou est appliquée la condition aux limites de température imposée ou d’échange convectif

Symétrie

Paroi

(a) (b)
Figure 68 : Conditions aux limites appliquées aux autres frontiéres du domaine
(a) : Frontieres latérales et extérieure — (b) : Frontieres haute et basse

Chapitre IV. Modélisation multi-échelles - 126 -
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Le modele enthalpie-porosité est utilisé pour modéliser le changement de phase et les mouvements
de convection naturelle dans le MCP liquide, comme dans |’étude menée dans le chapitre précédent.
Le modele et ses équations constitutives sont détaillés en section Il.2.1 (p. 64). La température de
référence T, de I'approximation de Boussinesq (équation (46), section 111.2.1) est prise égale a Trefp =
309°C. Le terme b qui apparait dans le terme de pénalisation de la vitesse (équation (48), section 111.2.1)
est pris égal a b = 103. Le transfert de chaleur dans le tube et dans les ailettes est décrit par I’équation
de la chaleur (équation (55), section 111.3.2.2, p. 75). Comme précédemment, le code CFD utilisé est
ANSYS Fluent® v. 17.2. A chaque pas de temps du calcul, la convergence du solveur est considérée
atteinte lorsque les résidus de chacune des équations constitutives (masse, quantité de mouvement
selon les trois directions de I'espace, énergie) ont décru de trois ordres de grandeur (critere de
convergence relatif).

Les valeurs des propriétés physiques adoptées pour le MCP (nitrate de sodium) et pour I’acier du tube
et des ailettes sont rassemblées dans la Table 11. Le changement de volume n’étant pas représenté, la
masse volumique du MCP est prise égale a sa valeur en phase liquide. La chaleur latente, la
température de solidus et la température de liquidus proviennent de I'étude de Lomonaco et al. [213],
qui ont effectué une caractérisation du grade de nitrate de sodium utilisé dans le module prototype
(fourni par la société SQM). Leur caractérisation montre qu’en dépit de la grande pureté du matériau
annoncée par le fournisseur (99,5%), le changement de phase s’effectue sur une courte plage de
température, s’étendant sur 2 a 4°C. La valeur de la viscosité dynamique de la phase liquide provient
de Nunes et al. [214]. Les valeurs des autres propriétés physiques du nitrate de sodium, ainsi que de
celles de l'acier, proviennent respectivement de mesures effectuées au LaTEP et de données
rassemblées par le CEA lors de précédents projets. Le tube et les ailettes sont supposés étre faits du

méme acier.
Matériau NaNO; Acier
p (kg.m?3) 1927 7764
8 (K1) 3,8x10% --
¢ (J.kgt.K?) Variable 542,8
A (W.m™.K?) Variable 50,33
u (Pa.s) 2,8x1073 -
L (k).kg?) 173,3 -
Tsol (°C) 303,3 -
Tiig (°C) 306,6 --

Table 11 : Valeurs des propriétés physiques des matériaux adoptées dans le modele CFD

La capacité thermique sensible et la conductivité thermique du nitrate de sodium sont prises variables
avec la température. Les évolutions de ces deux grandeurs avec la température, issues des mesures
effectuées par le LaTEP, sont représentées Figure 69 et Figure 70, avec les fonctions de la température
mises en place dans Fluent® pour les représenter (fonctions linéaires par morceaux). Les mesures de
capacité thermique font apparaitre un pic endothermique vers 275°C, qui est d0 a une transition de
phase solide-solide [215]. Le second pic que I'on observe sur la courbe expérimentale apres 300°C
correspond a la transition solide-liquide, qui est prise en compte via la chaleur latente L du modeéle
enthalpie-porosité. La capacité thermique sensible est ainsi maintenue a une valeur constante dans la
gamme de températures ou ce second pic est mesuré. La conductivité thermique prend des valeurs
relativement éloignées I'une de 'autre dans les phases solide et liquide (entre 0,7 et 0,75 W.m1.K?
dans le solide, et entre 0,5 et 0,52 W.m™..K'! dans le liquide). La transition entre ces deux valeurs est
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effectuée entre T, = 303,3°C et Tji; = 306,6°C, en interpolant linéairement entre les valeurs solide et
liquide prés du point de fusion.
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Figure 69 : Capacité thermique sensible du nitrate de sodium, mesurée, et telle qu'utilisée dans le modele CFD
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Figure 70 : Conductivité thermique du nitrate de sodium, mesurée, et telle qu'utilisée dans le modele CFD

La valeur de la constante de zone pateuse Amush Ne peut pas étre déterminée a priori, comme I'a montré
I’étude menée dans le chapitre Ill. Disposant de résultats expérimentaux du module prototype
auxquels se rapporter, ce parametre est donc utilisé pour caler le modele sur I'expérience. Afin de
déterminer la valeur de Amush, le modele CFD est utilisé pour simuler un essai de charge en pression
glissante effectué sur le module prototype, lors d’'une campagne d’essais menée dans le cadre d’un
précédent projet. Lors de cet essai, les mesures de température effectuées dans les tubes de vapeur
montrent que le niveau d’eau y est trés stable au cours du temps : le niveau se situe dans le bas des
tubes pendant toute la durée de I'essai, la hauteur de la colonne d’eau étant estimée a environ 3% de
la hauteur totale des tubes. Ce méme essai étant utilisé pour valider le modele systéme et |’approche
multi-échelles, ses caractéristiques sont détaillées dans le chapitre suivant (section V.1, p. 153). La
stabilité du niveau dans le bas des tubes permet d’appliquer dans le modele CFD une condition aux
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limites uniforme sur la hauteur, a la paroi interne du tube. La moyenne des deux mesures de
température effectuées a la paroi externe du tube, entre les niveaux 2 et 3 et les niveaux 6 et 7, est
appliquée en tant que condition aux limites de température imposée (le fluide caloporteur est supposé
diphasique sur toute la hauteur du tube). Cette condition aux limites est uniforme mais non constante
dans le temps ; en effet, I'essai étant effectué en pression glissante, la température de saturation de la
vapeur croit au cours du temps, a mesure que sa pression augmente.

Des calculs ont été effectués pour trois valeurs de la constante de zone pateuse, a savoir Amuss = 10°,
107 et 10% kg.m3.s1. Parmi ces valeurs, celle de 108 kg.m3.s* donne les résultats le plus en accord avec
I’expérience. L’évolution de la température dans le MCP selon la distance au tube est tracée sur la
Figure 71, pour I'expérience et pour le calcul CFD avec 10% kg.m3.s%. Les quatre positions indiquées
dans la légende se référent aux différentes distances au tube décrites précédemment en section IV.3.1
(cf. Figure 63, p. 122). Pour I'expérience, les températures représentées sont des moyennes des
mesures faites aux niveaux 3, 4, 5 et 6. Pour la simulation, la température est prise entre deux ailettes
a une distance de 180 mm du bas du domaine. En prenant Amus» = 10% kg.m3.s, le modéle CFD
reproduit de maniére satisfaisante la montée en température sensible du MCP en phase solide et la
longueur du plateau de température caractéristique du changement de phase.

320
315 4
310 -
%)
L 303, Pos. 1
= —— Pos. 2
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295 -
— Expérience
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290+
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Figure 71 : Evolution des températures dans le MCP expérimentalement et dans le modele CFD, pour I’essai en pression
glissante

Afin d’illustrer les résultats obtenus avec d’autres valeurs de Amuss, I’évolution des températures
calculées est représentée Figure 72 pour les trois valeurs testées. On peut voir que la valeur de Amush
impacte principalement la durée de plateau de température au changement de phase, qui est d’autant
plus long que Amush st élevée. Ceci est cohérent avec les observations faites dans le chapitre précédent
sur les effets de cette constante. La constante a également un effet sur la température a laquelle le
MCP liquide se stabilise, une fois la fusion terminée localement au point considéré mais pas encore
dans son ensemble. Si peu de différences sont a constater entre les calculs menés avec Amush = 107 et
108 kg.m3.s? (environ 0,5°C d’écart sur cette température), cette température est nettement inférieure
pour Amush = 10° kg.m3.s, avec environ 3°C de différence avec Amush = 108 kg.m3.s. Les profils de
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température obtenus avec Amush = 108 kg.m3.s'! s’avérent étre en bon accord avec I'expérience sur tous
leurs aspects, la durée de la fusion et la température de stabilisation du liquide aprés la fusion étant
tous les deux prédits de maniere satisfaisante. Cette valeur de Amus» doit ainsi traduire le mieux
I’écoulement de liquide et les transferts de chaleur dans la zone de fusion du nitrate de sodium, dans
la calandre du module prototype.
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Figure 72 : Evolution des températures dans le MICP prédites par le modele CFD selon la valeur de Anmush, pour le calcul avec
les conditions de I’essai en pression glissante

Pour décrire une géométrie de tubes a ailettes donnée, les données d’entrée a fournir au modeéle
systeme sont d’une part les dimensions géométriques du tube, et d’autre part des informations sur la
fraction volumique et massique occupée par les ailettes dans le MCP, selon le rayon.

Les dimensions géométriques importantes du domaine de calcul pour le module prototype sont
rassemblées dans la Table 12. Le rayon externe du domaine de calcul (cylindrique) est le méme que
pour le modele CFD, afin de prendre la aussi en compte le MCP situé au centre des motifs triangulaires
formés par les tubes (en orange Figure 61-(b)). Afin de tenir compte du fait que le volume occupé par
les ailettes dans le MCP peut varier selon la distance au tube, et que certaines mailles peuvent étre
occupées uniquement par du MCP (ailettes absentes), il est nécessaire de connaitre la fraction
volumique x, occupée par le MCP en fonction du rayon. Pour les ailettes segmentées du module
prototype, trois zones sont a considérer le long du rayon :

1) Riext <r < Riext + 10 mm : cette premiére zone prées du tube est occupée par le ruban hélicoidal
qui parcourt le tube, a I'extrémité duquel sont soudées les ailettes. L'épaisseur du ruban dans
la direction axiale est de 2,5 mm, soit 1/8 de la distance inter-ailettes. Dans cette zone, on a
donc:

7
x,,(Rtext <r< Rtext + 10 mm) = § (82)
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2) Riext + 10 mm < r < Riexe + 30 mm : cette seconde zone est occupée par les ailettes segmentées.
Les ailettes ont la forme de parallélépipédes de longueur 20 mm (direction radiale), de largeur
8 mm (direction circonférentielle), et de hauteur 2,5 mm (direction axiale). A un rayon r donné,
x, est calculé en rapportant la section dans le plan (8, z) des 16 ailettes occupant une
circonférence du tube, a la surface d’une coque cylindrique de rayon r, et de hauteur égale a
la distance inter-ailettes (20 mm) :

Xy (Reext + 10 mm < 1 < Rypyr + 30 mm)

16 x 0,008 x 0,0025  2,55x1073 (83)
2rxrx 0,02 - T

3) r > Reexe + 30 mm : cette derniére zone se trouve au-dela de I'extrémité des ailettes. Elle est
occupée par du MCP seul, d’ou :

Xy(r > Rioxe +30mm) =1 (84)

La fonction x,(r) ainsi définie est utilisée pour calculer la conductivité équivalente Aeqs du milieu
homogene lorsque le MCP est en phase solide (équation (79)). Dans une maille donnée d’indice j, la
fraction volumique locale x,; qui intervient dans I’équation (79) est calculée en évaluant la fonction x,(r)
au centre de la maille. Les valeurs de conductivités équivalentes ainsi obtenues dans chacune des trois
zones sont indiquées dans la Table 12.

La masse volumique py et la capacité thermique sensible c,,» du milieu homogene MCP + ailettes sont
prises uniforme dans tout le domaine. Leurs valeurs sont déterminées a I’aide des équations (68) et
(69), a partir des fractions volumique et massiques moyennes du MCP sur I’ensemble du domaine de
calcul ; ces deux fractions valent respectivement x, = 0,936 et x,, = 0,785. Les valeurs des masses
volumiques de I'acier, du MCP solide et du MCP liquide, et la valeur de la capacité thermique de I’acier
sont celles indiquées dans la Table 11. Pour la capacité thermique sensible du MCP, on adopte les
valeurs mesurées dans les phases solide et liquide respectivement juste avant et apres la transition de
phase solide-liquide (cf. Figure 69), soit c,,s = 1813 J.kg™?, et ¢, = 1704 J.kg*. Les valeurs obtenues pour
la masse volumique et la capacité thermique sensible du milieu homogéne sont rassemblées dans la
Table 12. La fraction volumique globale x, intervient également par ailleurs dans I’équation d’énergie
du milieu homogene (équation (67)), ol elle pondére le terme de chaleur latente, pour tenir compte
du fait que le MCP occupe une fraction du volume seulement.

Pour toutes les simulations effectuées, le domaine de calcul est divisé en 10 mailles dans la direction
axiale, avec un pas d’espace Az uniforme. Le domaine MCP + ailettes est divisé en 9 mailles dans la
direction radiale, avec un pas d’espace Ar uniforme également. En tenant compte de I'épaisseur du
tube (qui est discrétisée uniquement dans la direction axiale), le modele numérique comporte au
global 110 mailles. Différentes valeurs du pas de temps At ont été adoptées pour les différents calculs
présentés dans la suite de ce chapitre. Dans tous les calculs effectués, les valeurs des tolérances pour
la convergence numérique (équations (70) et (71)) sont fixées & Tea = 10712 pour le fluide caloporteur,
et 1, = 108 pour le bloc constitué par le tube et le milieu homogeéne.

La Table 12 rassemble I'ensemble des paramétres spécifiques du modele systéme pour la simulation
du module prototype. Les valeurs des autres propriétés physiques du nitrate de sodium (chaleur
latente ; viscosité cinématique et coefficient de dilatation thermique en phase liquide), et de celles de
I’acier du tube et des ailettes peuvent étre trouvées dans la Table 11 (p. 127).
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Propriété

Valeur

Géométrie

Rayon interne tube

Rtint = 13,59 mm

Rayon externe tube

Rtext = 15,88 mm

Rayon externe du domaine de
calcul

Rext = 51,0 mm

Fraction volumique MCP

Equations (82)-(84)

Propriétés matériaux

Température de changement de

Tep = 305°C
phase du MCP ?
Fraction volumique MCP globale | x, = 0,936
Fraction massique MCP globale | x» =0,785

Masse volumique milieu
homogene

pn=2299 kg.m?3

Capacité thermique sensible MCP solide Cphs= 1540 J.kg. t.K?

milieu homogéne MCP liquide Cppi= 1454 ) kg. L.K?
Solide A =0,720 W.mt.K?

Conductivité thermique MCP — Mk ——
Liquide Amcei= 0,515 W.m™.K

Conductivité thermique milieu
homogene lorsque le MCP est
en phase solide

Riext < < Riext + 10 mm

Aegs=6,92 Wm.K?

Riext + 10 mm < r < Riext + 30 mm

3,48 W.mL.K?
< Aegs (1)
<5,61WmtlK?

r> Rtext + 30 mm

Aeq,_g = /\MCBS =0,720 W.m =LK1

Parameétres numériques

Direction axiale 10
Nombre de mailles D|r.e.ct|on radla!e 9

(milieu homogéne)

Nombre total de mailles 110

Fluide caloporteur Tealo = 10712
Tolérances pour convergence Epaisseur du tube = 10%

+ milieu homogene

Table 12 : Paramétres du modéle systéeme pour la simulation du module prototype

Deux questions se posent quant a I’application de la méthodologie de modélisation multi-échelles
présentée au début du chapitre (section IV.1) au prototype considéré. La premiére question concerne
la maniére d'exploiter les résultats 3D a maillage fin (champs de température, de fraction liquide, ...)
issus des calculs CFD afin d'aboutir a une relation Nu = f(Ra) qui soit 1D le long du tube. Du fait de la
géométrie des ailettes du module prototype que I'on souhaite ici modéliser, on peut s'attendre a ce
que le flux échangé a une abscisse donnée le long du tube varie selon que |'abscisse considérée se
trouve au niveau d'une ailette ou bien entre deux ailettes. La relation 1D sur le flux de chaleur connait
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probablement des variations périodiques dans I'espace, dont la période serait la distance inter-ailettes
(20 mm). Dans le modeéle systeme, la quantité de mailles nécessaire dans la direction axiale est de
I'ordre de quelques dizaines. En effet, pour les besoins du dimensionnement du module ou du procédé
dans lequel il est intégré, il n"apparait pas nécessaire de prédire le niveau d'eau dans le tube avec une
précision supérieure. La longueur ailetée étant de 4 m, la taille des mailles dans la direction axiale sera
donc de I'ordre de quelques dizaines a quelques centaines de mm. Il n'est donc pas nécessaire de tenir
compte des variations du second ordre du flux de chaleur, ayant une période spatiale de 20 mm: lors
de I'utilisation de la relation Nu = f(Ra) par le modele systeme, ces variations spatiales devraient étre
moyennées sur la hauteur d'une maille.

Pour cette raison, la relation Nu = f(Ra) est recherchée en moyennant les résultats 3D du modele CFD
autour de sous-volumes représentatifs autour des ailettes. Ces sous-volumes prennent la forme de
troncons du domaine de calcul le long de la direction verticale, centrés autour d'une ailette. La hauteur
de chaque sous-volume représentatif est égale a la distance inter-ailettes, soit 20 mm ; chacun d'entre
eux est ainsi associé a une ailette individuelle. Les frontieres entre les volumes sont visibles sur la Figure
63, la Figure 65 et la Figure 67. A chaque instant de calcul, un nombre de Rayleigh et un nombre de
Nusselt sont calculés pour chaque volume représentatif, sur la base de moyennes des champs de
température et de fraction liquide sur ce volume. C'est entre les nombres adimensionnels définis de
cette maniére que la corrélation est recherchée. Cette méthodologie permet de moyenner l'influence
tres locale de la proximité ou non d'une ailette a I'abscisse considérée le long du tube. La corrélation
obtenue peut ainsi étre utilisée directement par le modeéle systéme.

La seconde question qui se pose concerne la définition des nombres de Rayleigh et de Nusselt. Comme
souligné en section IV.1, ces deux nombres font intervenir une température Tycr caractéristique du
MCP, ainsi qu'une longueur caractéristique /., dont il faut choisir la définition. Le choix des expressions
de ces deux grandeurs n'est pas immédiat, car plusieurs possibilités peuvent étre envisagées. Dans la
littérature, plusieurs études représentant la convection naturelle dans du MCP liquide par une relation
de la forme Nu = f(Ra) prennent Tycr égal a la température de changement de phase [25], [28], [29],
[208]. On pourrait aussi envisager d'utiliser la température moyenne de I'ensemble du MCP contenu
dans le volume représentatif considéré, ou bien de la phase liquide uniquement (du fait que lors d'une
fusion, le tube et les ailettes sont en contact avec du MCP liquide, tant que leur température est
supérieure a la température de changement de phase). Pour /., la question qui se pose est celle des
dimensions de I'espace dont cette longueur doit dépendre. Dans le plan (r, z), les transferts de chaleur
peuvent a priori dépendre de I'altitude z, du fait du transport de chaleur vertical au sein du MCP liquide
par les mouvements de convection naturelle, mais également de |'état de fusion local du MCP, qui peut
étre décrit par une distance selon r séparant le front de fusion du tube et des ailettes.

Pour le module prototype, des corrélations entre les nombres de Rayleigh et de Nusselt ont été
recherchées avec plusieurs définitions de Tucr et de /.. Cela permet d'identifier les grandeurs physiques
les plus influentes sur le transfert de chaleur entre I'eau / la vapeur et le MCP, et d'étre certain d'obtenir
une corrélation aussi précise que possible. Trois définitions de Tucp et quatre définitions différentes de
Ic ont été testées, ce qui donne 12 possibilités pour la définition des deux nombres adimensionnels.
Parmi ces 12 combinaisons, celle pour lesquelles la corrélation entre les nombres de Rayleigh et de
Nusselt est la meilleure est retenue.
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Les trois définitions testées pour Tuce sont les suivantes :

1) Température de changement de phase :

1
Tycp = Tcp = E(Tsol + Tliq) (85)

2) Température moyenne de la phase liquide dans le volume représentatif considéré.

3)

Cette température est calculée en divisant I'enthalpie du MCP liquide contenu dans I'ensemble
des mailles du sous-volume représentatif, par la capacité thermique de ce MCP. En notant i une
maille générique du volume représentatif, elle s’exprime de la maniére suivante :

i=1

Tmcp = nb. mailles MCP . .y |/
i=1 piltli

nb. mailles MCP
' Cp,iTiV1,iVi

(86)

Température des premiéres mailles pres de la paroi du tube.

Pour calculer cette température, la température de six mailles de MCP et d’une maille d’ailette
adjacentes a la paroi ont été prises en compte (positions des mesures montrées Figure 73). Ces
températures sont moyennées, en pondérant celles du MCP par un facteur 7/8, et celle de
I'ailette par un facteur 1/8, du fait que I'épaisseur d’une ailette soit égale a 1/8 de la hauteur
des volumes représentatifs (distance inter-ailettes).

_ Z % Timep 1

Tycp = 3 6 + §Ti,ail (87)

Figure 73 : Mesures des températures des mailles adjacentes a la paroi, dans le modeéle CFD
Jaune : mailles dans le MCP. Rouge : maille dans I'ailette.



Clément BEUST - 2019

Pour la longueur I, les quatre définitions testées sont les suivantes :
1) Altitude:
l.=z (88)
L’altitude adoptée pour un sous-volume représentatif donné est celle de son centre.
2) Largeur de I'espace annulaire de MCP :
lc = Rext — Reext (89)

3) Epaisseur de la couche de MCP liquide :

_ 2 2 2 A
lc = _Rext + \/Rext + (Rtext - Rext * Yl (90)
avec Y, la fraction fondue moyenne dans le sous-volume représentatif considéré, calculée en

rapportant la masse de MCP liquide par la masse totale de MCP dans ce sous-volume :

nb. mailles MCP
' piY,iVi

=
- . (1)
;1=b.1 mailles MCP ini
4) Epaisseur moyenne de la couche de MCP liquide :
lo = —Rgyt + \/Rgxt + (R%,, — Rgxt)(ﬁ)glob (92)

ou (Yl)glob est calculé de la méme maniére que Y; (équation (91)), mais en moyennant la

fraction liquide sur I’ensemble du MCP du domaine de calcul, et non uniguement celui contenu
dans le sous-volume représentatif considéré.

La recherche de corrélation a été effectuée sur la base de trois calculs CFD, pour lesquels la condition
aux limites a la paroi interne du tube est une condition de température imposée. La température de la
paroi du tube est prise uniforme le long du tube et constante dans le temps ; les valeurs adoptées pour
les trois calculs sont de T, = 310°C, 318°C et 328°C respectivement. Ces trois valeurs de température
ont été choisies afin qu’elles soient réparties régulierement entre la température de changement de
phase du MCP (305°C), et la température de vapeur maximale relevée lors des essais de charge du
module prototype, a savoir 330°C environ. La température initiale est prise uniformément égale a
290°C, dans le MCP, le tube et les ailettes. Le pas de temps adopté est de At = 0,05s pour les calculs
avec T, = 310°C et 318°C, et de At = 0,025s pour le calcul avec T, = 328°C. Les calculs ont été effectués
sur un temps physique suffisamment long pour pouvoir fondre totalement le MCP, afin de pouvoir
observer I’évolution du flux de chaleur sur toute la durée de la fusion. Le temps physique nécessaire
pour fondre totalement le MCP est de 18300s (= 5h) pour T, = 310°C, 6900s (= 2h) pour T, = 318°C, et
3900s (= 1h) pour T, = 328°C.

Une température uniforme et constante au cours du temps n’est pas représentative des conditions
d’une charge réelle. En effet, lors d’une charge en pression glissante, la température a la paroi n’est
pas constante dans le temps, et lors d’une charge en pression fixe, elle n’est ni uniforme le long du
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tube, ni constante a une altitude donnée le long du tube. Cette condition aux limites a cependant été
adoptée pour la recherche de corrélation du fait de sa plus grande simplicité de mise en ceuvre. La
validité de la corrélation obtenue a par la suite été vérifiée sur d’autres calculs CFD avec des conditions
aux limites a la paroi plus représentatives de charges réelles ; cette validation a posteriori est exposée
dans le chapitre suivant.

Une fois les trois calculs effectués, la méthodologie suivie pour déterminer une relation Nu = f(Ra) est
la suivante :

1. Un certain nombre d’instants de calcul transitoires sont sélectionnés pour chacun des trois
calculs. A ces instants, un nombre de Rayleigh et un nombre de Nusselt sont calculés pour
chacun des sous-volumes représentatifs du domaine de calcul, pour chague combinaison de
définitions envisagée pour /. et Tyce.

Les instants de calcul ou ce traitement est effectué sont au nombre de 40 pour chacun des trois
calculs CFD. Ces instants sont répartis de maniére uniforme dans le temps entre le début de la
fusion, et le moment ou tout le MCP est fondu.

2. Pour chacune des combinaisons de définitions traitées pour I.et Ty (12 au total), le nuage de
points constitué de I’'ensemble des points (Ra, Nu) obtenus est tracé. Ces graphes rassemblent
les points issus des trois calculs CFD et de tous les instants de calcul considérés.

3. Si un choix de définitions pour /. et Tucr permet de corréler les nombres de Nusselt et de
Rayleigh, une ou plusieurs courbes distinctes apparaissent dans le nuage de points (Ra, Nu)
correspondant. Au vu des nuages de points tracés, les définitions de /. et Tucr aboutissant
visuellement a la meilleure corrélation sont sélectionnées.

4. Une loi de laforme Nu = C Ra™ est ajustée a la (ou aux) courbe(s) se dégageant du nuage de
points (Ra, Nu) sélectionné. Si plusieurs courbes apparaissent, les résultats CFD sont analysés
plus en détail pour identifier d’éventuels criteres permettant de prédire laquelle des lois se
dégageant le flux de chaleur suit, a une altitude et un instant donné.

Les nuages de points (Ra, Nu) pour les 12 combinaisons testées pour les définitions de /. et Tpcp sont
rassemblés dans la Table 13 et |a Table 14 ; un numéro est attribué a chacun d’entre eux, en-dessous
de chaque graphe. Sur les différents graphes, les points en bleu correspondent au début de la fusion,
et les points en vert a la fin de la fusion. Les points correspondant a diverses altitudes le long du tube
(volumes représentatifs), pour un calcul CFD et un instant de calcul donnés, sont reliés sur les graphes.

Certaines définitions des nombres de Rayleigh et de Nusselt conduisent a des nuages de points
desquels aucune tendance particuliére ne se dégage. C’est le cas lorsque /. = z (nuages n°1, n°2, n°3 ;
Table 13) : ces nuages de points font apparaitre un faisceau de courbes, balayant une gamme de
nombre de Nusselt tres large (de 0 a 1400). On peut voir sur les nuages n°1, n°2 et n°3 qu’a un instant
donné, les points (Ra, Nu) pour différentes altitudes forment une courbe, qui change a chaque instant
de calcul (elle se déplace au cours du temps vers les plus faibles valeurs du nombre de Nusselt, le flux
de chaleur diminuant). Cela montre que d’autres parametres physiques, non pris en compte par les
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nombres adimensionnels définis de cette maniére, ont une influence sur le transfert de chaleur. Les
nuages de points pour Tucr = Tep (n°1, n°4, n°7, n°10) ne font eux aussi se dégager aucune tendance
identifiable. Les définitions des nombres de Rayleigh et de Nusselt correspondantes ne sont donc pas
adaptées pour la corrélation recherchée.

Les autres nuages de points font apparaitre des tendances plus nettes, avec une plus grande
indépendance a lI'instant de calcul et a la température de paroi. Sur les nuages n°5 et n°6, pour lesquels
l. = Roxt — Riext, l€S points tendent a se rassembler autour d’une courbe. Cependant, des groupes de
points (en bleu sur les graphes) se détachent de ces courbes, et semblent suivre une tendance
différente. Ces points correspondent a des instants de calcul du début de la fusion. Pour les deux
nuages, trois groupes de points sont en dehors de la tendance principale, et chacun d’entre eux est
issu de I'un des trois calculs CFD effectués ; la tendance de ces points-ci est ainsi dépendante de Ila
température de paroi. Les nuages de points n°9 et n°12, pour lesquels /. est proportionnel au volume
de MCP fondu, font également apparaitre plusieurs tendances. A la fin de la fusion (points verts), les
points se rassemblent autour d’une unique courbe plutét nette. Cependant, selon cette courbe, le
nombre de Nusselt décroit avec le nombre de Rayleigh, ce qui est contre-intuitif. En effet, le nombre
de Rayleigh croit avec la longueur caractéristique /. de la convection naturelle, et avec la différence de
température entre la paroi et le MCP ; ces deux facteurs devraient favoriser I’échange thermique et
non le diminuer. Par ailleurs, lorsque la fusion est moins avancée (points bleus), les points se
rassemblent autour de plusieurs courbes, selon le calcul CFD considéré. Ici aussi, la tendance suivie en
début de fusion apparait dépendante de la température de paroi.

Les nuages de points n°8 et n°11 apparaissent comme les plus intéressants. Pour ces deux nuages de
points, Tmce est pris égal a la température moyenne de la couche de MCP liquide, et /. est proportionnel
au volume fondu. La majorité des points se rassemble autour de deux courbes plutét nettes, et une
partie des points se trouve entre ces deux courbes. Une interprétation de cette allure du nuage de
points pourrait étre que les deux courbes correspondent a deux régimes de transfert de chaleur
différents, et que les points qui se situent entre les deux courbes se trouvent dans un état de transition
entre ces deux régimes. Par ailleurs, en dehors des points situés entre les deux courbes, aucune
tendance secondaire importante n’apparait pour certaines températures de paroi ou certains instants
de calcul, comme c’est le cas pour les autres nuages de points commentés dans le paragraphe
précédent.

Adopter I'un de ces deux nuages de points pour la recherche de corrélation apparait comme le meilleur
choix. En effet, si les deux courbes correspondent effectivement a des régimes de transfert de chaleur
entre les parois et le MCP, il doit étre possible de mettre en évidence un critere permettant de
déterminer le régime qui s’applique a une altitude et a un instant donné, et donc de prédire laquelle
des deux courbes exploiter pour prédire le flux de chaleur.
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Table 13 : Nuages de points (Ra, Nu) obtenus pour plusieurs définitions de I. et Tyce (partie 1)
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Table 14 : Nuages de points (Ra, Nu) obtenus pour plusieurs définitions de I. et Tyce (partie 2)
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Parmi les nuages n°8 et n°11, c’est le n°8 qui est retenu pour la suite ; les deux courbes qui se dégagent
y sont en effet légerement plus distinctes. La définition de /. correspondante est

le = —Rgpe + \/Rgxt + (R%,r — RZ,)Y, (n°3), et Twee y est égal & la température moyenne de la

couche liquide (n°2).

Un autre argument pour appuyer le choix du nuage de points n°8 est que la seule différence entre les
nuages n°8 et n°11 est que le premier utilise pour calculer /. un volume fondu local (celui du sous-
volume représentatif considéré), et le second un volume fondu global sur tout le domaine. Pour les
trois calculs CFD effectués, la fusion s’avére trés uniforme sur la hauteur, la température de paroi étant
elle-méme uniforme ; c’est seulement a la fin de la fusion que des différences le long du tube
apparaissent, lorsque les mouvements verticaux du liquide deviennent importants. Les volumes fondus
local et global sont ainsi pratiguement égaux pendant toute la durée de la fusion, d’ou le peu de
différences observé entre les deux nuages de points. Pour une fusion moins uniforme sur la hauteur,
typiquement lors d’une charge en pression fixe, les nombres de Rayleigh et de Nusselt définis avec le
volume fondu global (nuage n°11) pourraient en revanche ne plus étre bien corrélés. En effet, le volume
fondu global sera alors plus éloigné du volume fondu local sur le sous-volume représentatif considéré,
au cours de la fusion. Comme le volume fondu local influence a priori plus directement le transfert de
chaleur local, le préférer au volume fondu global devrait donc permettre de garder une certaine
généralité dans la corrélation dégagée.

Le nuage de points (Ra, Nu) pour les définitions de /. et Tuce retenues est tracé Figure 74, sur un plus
grand graphe que dans la Table 14. Une relation de la forme Nu = C Ra™ a été ajustée sur chacune
des deux courbes autour desquelles les points se rassemblent ; ces deux relations sont représentées
également sur la Figure 74. Pour la courbe avec les plus petits nombres de Nusselt (début de fusion ;
courbe 1), la relation reliant ce nombre au nombre de Rayleigh est la suivante :

Nu = 0,402Rq%306 (93)

Pour la courbe avec les plus grands nombres de Nusselt (fin de fusion ; courbe 2), la relation est la
suivante :

Nu = 2,614Raq%1% (94)
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Figure 74 : Nuage de points (Ra, Nu) pour les définitions de I. et Tycp retenues

Pour pouvoir prédire le flux de chaleur local le long du tube a I'aide de ces deux relations, il faut
disposer d’un critére permettant de déterminer a laquelle de ces deux lois le flux de chaleur va obéir,
a un instant donné et a une abscisse donnée le long du tube. Pour identifier ce critére, un instant de
calcul de I'un des trois calculs CFD menés a été isolé, pour lequel un groupe d’ailettes dans le milieu du
domaine de calcul n’obéit a aucune des deux relations, comme expliqué plus haut. L’instant choisi est
t = 2390s, pour le calcul avec T, = 328°C. Les points (Ra, Nu) a cet instant-ci pour les 27 ailettes du
domaine de calcul sont représentés Figure 75. Comme pour les nuages de points de la Table 13, la Table
14 et la Figure 74, les points sont reliés dans I’ordre de la position des ailettes, de haut en bas pour Ra
décroissant.
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Figure 75 : Points (Ra, Nu) pour les volumes représentatifs du domaine de calcul a I'instant t = 2390s, pour T, = 328°C.
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Sur les 27 sous-volumes représentatifs, les points (Ra, Nu) de deux d’entre eux se situent entre les deux
courbes. Les points situés sur la courbe 1 sont associées a des volumes représentatifs qui se trouvent
en-dessous des deux sous-volumes de transition, tandis que les volumes qui se trouvent au-dessus sont
tous sur la courbe 2. Afin d’identifier pourquoi une transition semble se faire d’une loi a une autre le
long du tube, les champs de vitesse et de température pour des sous-volumes associés a chacune des
deux courbes sont représentés Figure 76. Le plan dans lequel ces champs sont représentés est vertical,
et ne coupe pas les ailettes segmentées (il est proche de I'une des frontieres latérales du domaine).
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Figure 76 : Champs de vitesse et de température dans le MCP, I’épaisseur de paroi et le ruban des ailettes, a t = 2390s pour
Tp=328°C
(a) : Ailettes situées en-dessous du point de transition entre les deux lois Nu = C x Ra”"
(b) : Ailettes situées au-dessus du point de transition entre les deux lois Nu = C x Ra"

Il apparait que, dans les volumes représentatifs obéissant a la premiére loi, la fusion n’est pas terminée.
Dans ces volumes (Figure 76-(a)), une couche de MCP liquide (T > 308°C) animée de mouvements de
convection naturelle occupe une assez importante épaisseur entre le tube et la frontiére extérieure (a
gauche sur la Figure 76-(a)). Entre cette couche liquide et la frontiére extérieure se trouve une couche
de MCP non totalement fondu (0 < Y; < 1), qui n’est animée d’aucun mouvement. Dans les volumes
obéissant a la seconde loi, la fusion est en revanche terminée localement. Comme on peut le voir sur
la Figure 76-(b), tout le MCP est liquide dans ces volumes (sa température est supérieure a la
température de liquidus T, = 306,6°C).

En outre, I'écoulement de convection naturelle du MCP liquide n’est pas le méme selon que la fusion
est terminée ou non localement. Dans la zone ou elle ne I'est pas (courbe 1), une grande boucle de
convection naturelle qui traverse plusieurs volumes représentatifs est en place (cf. Figure 76-(a)). Un
flux de liquide ascendant circule pres de I'extrémité du tube et du ruban auquel les ailettes sont
soudées; un flux descendant lui fait face prés du front de fusion. A I'instant de calcul représenté, la
vitesse atteint un maximum de 17 mm.s™ . Dans la zone ou la fusion est terminée (courbe 2), un flux de
liguide ascendant circule le long du tube et du ruban, mais la vitesse du flux descendant qui lui fait face
prés de la frontiere du domaine est nettement moindre (cf. Figure 76-(b)). Ainsi, I'écoulement
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ascendant amene le liquide chaud vers le haut, sans qu’aucun écoulement descendant important ne
ramene de chaleur vers le bas; cela explique le fait qu’une stratification de la température sur la
hauteur puisse étre observée dans cette zone. Dans la zone ou la fusion est en cours, une stratification
de température est visible également, mais elle est nettement moindre du fait du flux de liquide
descendant bien plus important. En outre, la vitesse de I’écoulement de liquide est tres différente dans
les deux zones. Dans la zone ou la fusion n’est pas terminée, la vitesse atteint un maximum de 17 mm.s’
13 I'instant de calcul choisi. Dans la zone ou la fusion est terminée, la vitesse du liquide diminue avec
I'altitude, a mesure que la température augmente ; la vitesse maximale dans le flux de liquide
ascendant est atteinte prés du point le long du tube ou se fait la transition entre les deux lois Nu =
C Ra™ ; elle est de 9 mm.s* environ.

Ces différences dans les champs de température et de vitesse peuvent expliquer le fait que le transfert
de chaleur obéisse a une loi différente selon que la fusion est localement terminée ou non. Lorsque la
fusion est en cours, la paroi du tube et les ailettes chaudes font face au front de fusion, dont la
température se maintient dans la plage de changement de phase du MCP (T, < T < Tig) pendant toute
la durée de la fusion. Un fort gradient de température horizontal est ainsi présent entre le front de
fusion, et le tube et les ailettes, ce qui explique les plus forts mouvements de convection naturelle. La
situation est ainsi assimilable a de la convection naturelle dans une cavité avec deux extrémités
maintenues en température, d’épaisseur croissante. Lorsque la fusion est terminée, la paroi a
température fixe que le front de fusion constitue n’est plus présente : le tube et les ailettes font face a
la frontiére extérieure du domaine de calcul, au niveau de laquelle le flux de chaleur est nul. La vitesse
de I’écoulement du MCP liquide diminue, et une stratification thermique plus marquée se met en place.
La situation est alors celle d’un écoulement de convection naturelle dans une cavité dont une paroi
maintenue en température et I'autre paroi est isolée, d’épaisseur fixe. Deux situations de transfert de
chaleur trés différentes, avec leurs propres structures d’écoulement de convection naturelle, sont ainsi
présentes selon que la fusion est en cours ou terminée. Cela pourrait expliquer le fait que le transfert
de chaleur obéisse a une loi différente selon |'état de fusion local du MCP.

Afin d’identifier pourquoi deux volumes représentatifs donnent des points (Ra, Nu) situés entre les
courbes des deux lois (cf. Figure 75), les champs de fraction liquide et de vitesse ont été tracés pour
ces deux volumes et ceux qui leur sont adjacents, Figure 77-(b). Comme pour la Figure 76, ces champs
sont tracés dans un plan vertical qui ne traverse pas les ailettes segmentées (seulement le ruban). Les
fleches sur la Figure 77 indiquent les points sur le graphe (Ra, Nu) (Figure 77-(a)) qui correspondent
aux différents volumes représentatifs montrés. La Figure 77-(b) ne fait pas apparaitre visuellement
beaucoup de différences entre les volumes ou s’effectue la transition (fleches oranges), et ceux
associés a la premiére loi (fleche bleue). L’épaisseur de MCP non encore totalement fondu disparait
dans le haut du volume représentatif de transition situé au-dessus ; I'autre volume de transition ne
peut pas étre discerné de ceux qui suivent la premiere loi au vu de la Figure 77-(b). Afin d’avoir une
meilleure idée du champ de fraction liquide 3D, celui-ci est tracé sur la frontiere extérieure du
domaine, Figure 78. Ici, on peut voir que pour les deux volumes ou s’effectue la transition (entourés
en orange), le MCP situé contre la frontiere extérieure est partiellement fondu (Y, < 1) sur une partie
de la surface, et totalement fondu (Y; = 1) sur une autre partie de la surface de la frontiére. Pour les
volumes situés en-dessous, qui suivent la premiére loi, le MCP situé contre la frontiére est en revanche
entierement dans un état non complétement fondu (Y, < 1).
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Figure 77 : (a) : Zoom sur les points (Ra, Nu) ou s’effectue la transition entre les deux lois Nu = C x Ra", pour le calcul avec
T, =328°C, a t = 2390s
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Figure 78 : Champ de fraction liquide sur la frontiére extérieure du domaine, pour le calcul avec T, = 328°C, a t = 2390s
Volumes représentatifs entourés en orange : transition entre les deux lois C x Ra"

Il apparait ainsi que le critére qui détermine la loi Nu = C Ra™ suivie est |'état de fusion du MCP sur la
frontiére extérieure. Ce constat est cohérent avec I’analyse des deux régimes de transfert de chaleur
associés effectuée plus haut, qui montre que la loi suivie est déterminée par le type de paroi auquel
fait face la couche de MCP liquide en écoulement, du c6té opposé a la paroi du tube et des ailettes.
Lorsqu’une partie seulement du MCP situé contre la frontiére extérieure est entierement fondue (Y, =
1), le tube et les ailettes font face en partie au front de fusion a température fixe (courbe 1), et en
partie a la frontiére extérieure, a laquelle le flux de chaleur est nul (courbe 2). Il semble ainsi logique
que les points du graphe (Ra, Nu) correspondant a cette situation se situent entre les deux courbes.

Chapitre IV. Modélisation multi-échelles - 144 -
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Pour I'utilisation des deux lois dans le modeéle systéeme, prédire I'état de fusion du MCP a la frontiere
extérieure du domaine n’est pas possible directement. En effet, la fraction liquide est calculée par le
modele systeme au centre des mailles ; le maillage étant bien plus lache que dans le modele CFD,
assimiler la fraction liquide sur la frontiére extérieure a celle au centre de la maille située au plus pres
de cette frontiére semble trop imprécis. A la place, la transition entre les deux lois se fait, de maniere
arbitraire, lorsque la fraction liqguide moyenne dans les mailles situées a une abscisse donnée le long
du tube (notée E dans I'’équation (95)) dépasse la valeur de 0,98 ; autrement dit, on fait I’hypothese
gu’une zone de MCP entierement fondu commence a apparaitre sur la frontiere extérieure a ce
moment-ci. Au final, la relation Nu = f(Ra) adoptée pour le modele systeme est donc la suivante :

(N = 0.402Ra?=3°¢, 0<Y,; <098

Y,; —0.98 1-Y,; —
{ Nu; = = (2.614Raf"*) + —-= (0402Ra}**), 098 <T ;<1 (%)
\Nw; = 2.614Ra®1%, V=1

Une relation Nu = f(Ra) caractéristique du module prototype ayant été mise en évidence, celle-ci a été
implémentée dans le modele systeme. Dans cette section, les résultats du modéle systeme sont
comparés a ceux du modele CFD, afin de s’assurer que les deux modeéles aboutissent bien au méme
résultat, comme attendu. Cette étape de validation du modeéle systeme sur le modele CFD permet de
valider la démarche de modélisation multi-échelles, avant de comparer les résultats du modele
systeme a des résultats d’essais menés sur le module prototype (présenté dans le chapitre suivantes).

Pour pouvoir utiliser la corrélation établie sur le flux de chaleur (équation (95)), il faut pouvoir calculer
la longueur caractéristique /. et la température Tmce qui interviennent dans les deux nombres
adimensionnels, a partir des données disponibles dans les mailles du modele systeme. Les mailles
contiennent a la fois du MCP et du métal (ailettes) ; ainsi, /. et Tucp sont calculés selon les mémes
formules que I'équation (90) et I’équation (86) respectivement, en pondérant la fraction liquide et la
température sur la masse du MCP contenu dans les mailles. Pour chaque groupe de mailles du milieu
homogéne MCP + ailettes situé a une abscisse donnée le long du tube (rangées horizontales de mailles
de la Figure 55), des valeurs de I.; et Tmcpi associées a cette abscisse sont calculées de la maniére
suivante :

— 2 2 2 v
lC.i = —Rexe + \/Rext + (Rtext - Rext) * Yl,i (96)
nb. mailles milieu homogene
7 2= PmceYiijXv Vi (©7)
Li— nb. mailles milieu homogene Vv
Z;:l PmcpXv,jVij
nb. mailles milieu homogeéne
Y= PmcpCpmcpTijYiijXv,iVi j
TMCPi - T ) Y (98)
’ nb. mailles milieu homogéne Y, Vv
Yoy PmcpCpmcpYiijXv, Vi

Trois calculs ont été effectués avec le modele systéme, sur la méme configuration que les trois calculs
CFD effectués. La longueur de tube simulée est ainsi de 0,54 m. Afin de représenter dans le modele
systeme la condition de température imposée a la paroi interne du tube, le fluide caloporteur est
injecté (par le haut du tube) a une pression telle que sa température de saturation soit égale a la
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température souhaitée a la paroi interne. De la vapeur surchauffée est injectée par le haut, a une
température supérieure de 0,1°C a la température de saturation. Le débit d’injection du fluide
caloporteur est arbitrairement pris égal a 0,05 kg.s. Ainsi, le fluide caloporteur est diphasique sur
toute la longueur du tube, ce qui permet de maintenir la température de paroi interne a une valeur
uniforme sur toute sa longueur, et stable dans le temps. Afin de s’assurer que la paroi est maintenue a
la température de saturation de I’eau, comme souhaité, le coefficient d’échange intérieur tube acao
(équation (45)) est pris constant et égal a une valeur trés grande pour ces calculs (@0 = 108 W.m2.K?;
les corrélations présentées en Annexe 1 (p. 201) ne sont pas utilisées). Les parametres principaux des
calculs systéme sont rassemblés dans la Table 15.

Longueur de tube (m) | Nombre de mailles Pas d’espace Pas de temps (s)
Dir. axiale : 10 Dir. axiale :
. . Az =54,0 mm
0,54 Dir. radiale : 9 . ) 0,025
(milieu homogeéne) Dir. radiale :
g Ar=1,85 mm
Pression fluide Température Débit d’injection Température
caloporteur (bar) d’injection (°C) (kg.s?) initiale (°C)
Tp=328°C:125,3 Tp=328°C:328,1
T, =318°C:109,9 T,=318°C:318,1 0,05 290
T, =310°C: 98,65 T,=310°C:310,1

Table 15 : Paramétres des calculs systeme pour la comparaison des modeles systéme et CFD

Une comparaison de I'énergie totale accumulée au cours du temps par le MCP, le du tube et les ailettes
est effectuée Figure 79. Dans le modéle CFD, cette énergie est définie a un instant donné t de la maniére
suivante dans le tube et dans les ailettes :

nb.mailles tube/ailettes

Ti(t)
Htube/ailettes(t) =16 Z ple- f Cpp (THdT (99)

i=1 Tini

avec Tj, = 290°C la température initiale. L’énergie du MCP prend en compte la chaleur latente de
changement de phase :

nb.mailles MCP Ti(t)
Hycp(t) = 16 z PmcpVi (f Cp,sensmcp(T) dT + Yl,i(t)L> (100)
i=1 Tin;

Le facteur 16 dans les équations (99) et (100) est la pour tenir compte du fait que le modéle CFD
représente 1/16 de la circonférence du tube : pour comparer I'énergie accumulée au modéle systéeme,
les résultats doivent étre multipliés par 16.
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Dans le modele systéeme, I'énergie est calculée directement a I'aide de I’enthalpie massique h; de
chaque maille, qui est un résultat de calcul direct du solveur. Dans le milieu homogéene MCP + ailettes,
la masse volumique considérée est celle du milieu homogene (définie par les équations (68) et (69)) :

nb.mailles tube nb.mailles MCP+ail
HO=( ) puwelili® | + PIAANG (101)
i=1 i=1

1600

= ]
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Figure 79 : Comparaison de I’énergie totale accumulée dans le MCP, I’épaisseur du tube et les ailettes au cours de trois
fusions a température de paroi constante et uniforme

Les résultats des deux modeles sont globalement en bon accord. Pour chacun des trois calculs, le
modele systeme reproduit de maniére satisfaisante |I’évolution dans le temps de |'énergie accumulée
par le milieu de stockage, telle que le modéle CFD la prédit.

L’énergie accumulée prédite par le modeéle systéeme se montre légérement inférieure a celle du modéle
CFD, et ce d’autant plus que T, diminue : sur I’ensemble de la durée du calcul, I’écart relatif moyen
entre les prédictions des deux modeles est de 4,8% pour T, = 328°C, 6,8% pour T, = 318°C, et 14% pour
T, = 310°C. Pour ce dernier cas, la prédiction du modele systéme est moins satisfaisante. La Figure 79
montre que |I"écart entre les deux modeles est assez important pendant la majeure partie de la durée
de la charge ; entre t = 2000s et t = 5500s environ, |'écart relatif est de 20%. Un tel écart relatif n’est
jamais atteint pour T, = 328°C (I’écart maximal est de 11%), et il n’est atteint que ponctuellement au
début de la charge pour T, = 318°C.

La baisse de la qualité de la prédiction lorsque T, diminue pourrait étre a relier a I’épaisseur de la zone
pateuse dans le MCP. La zone pateuse, dans laquelle le MCP est en partie solide et en partie liquide (0
< Y, < 1), occupe la zone de lI'espace dans laquelle la température locale se trouve entre les
températures de solidus et de liquidus, Ts et Tig. Lorsque T, diminue, le rapport de la largeur de
I'intervalle de changement de phase (Tiq — Tsor) Sur la gamme des températures locales dans le MCP
augmente. En conséquence, la place occupée par la zone pateuse augmente également : elle s’épaissit.
Cet effet est illustré sur la Figure 80 : le tracé des champs de fraction liquide pour un avancement de la
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fusion donné permet d’observer clairement I’épaississement de la zone pateuse pour les plus petites
valeurs de T,.

(b)
Figure 80 : Champs de fraction liquide et de vitesse pour les trois calculs CFD au début de la fusion, pour un méme volume
fondu global, dans un plan vertical qui coupe les ailettes en leur centre
(a): T, =310°C, t =3609s ; (b) : 1, = 318°C, t = 11925 ; (c) : T, = 328°C, t = 590s

Pour une zone pateuse plus épaisse, il est possible que la corrélation établie sur le flux de chaleur perde
en précision. En effet, la longueur /. et la température Tuce caractéristiques du transfert de chaleur sont
déterminées en moyennant respectivement la fraction liquide et la température de I'’ensemble du MCP
en phase liquide dans le domaine de calcul, y compris celui situé dans la zone pateuse. La Figure 80
montre que I’écoulement du MCP liquide est freiné trés rapidement dans la zone pateuse : la vitesse
est déja nulle 1a ol la fraction liquide est de 0,75 (en jaune sur la Figure 80). Ce constat est
probablement d{i & la valeur assez importante adoptée pour la constante de zone pateuse (Anush = 108
kg.m3.s1). Ainsi, si la zone pateuse est fine, la zone considérée pour le calcul de /. et Tmer contient
majoritairement du liquide pur, animé de mouvements de convection naturelle. Si la zone pateuse a
une épaisseur importante, cette zone contient une fraction non négligeable voire importante (comme
c’est le cas pour T, = 310°C, cf. Figure 80-(a)) de MCP non totalement fondu (0 < Y;< 1), donc immobile.
Dans ce cas, 'écoulement de convection naturelle ne peut pas étre simplement représenté par une
couche de liquide dont I'épaisseur est définie par I'équation (90), comme on le suppose en définissant
de cette maniere la longueur caractéristique /. qui intervient dans les nombres de Rayleigh et de
Nusselt. Cette hypothése est étayée par la présence, sur le nuage de points (Ra, Nu) obtenu a I'aide
des calculs CFD (Figure 74), d’un groupe de points sur I'intervalle 108 < Ra < 1,5*10° pour lesquels la
fusion n’est pas terminée localement, et qui sont pourtant au-dessus de la courbe de la premiere loi
Nu = C * Ra™ identifiée. Ces points, entourés en rouge sur la Figure 81, proviennent tous du calcul
CFD avec T, = 310°C. Le nombre de Nusselt prédit par le modele CFD pour ces points est supérieur a
celui donné par cette loi : la loi va donc sous-estimer le flux de chaleur par rapport au modele CFD, ce
qui est cohérent avec le fait que le modele systeme sous-estime la vitesse a laquelle le MCP accumule
de la chaleur, comme on I'observe pour T, = 310°C (Figure 79).
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Figure 81 : Zoom dans le nuage de points (Ra, Nu) sur les points mal prédits par la premiére loi pour le calcul T, = 310°C
(entourés en rouge)

Ainsi, la corrélation établie sur le flux de chaleur n’est pas pleinement capable de prédire le flux de
chaleur lorsque I’ensemble du MCP liquide n’est pas en mouvement. Une piste d’amélioration de cette
corrélation serait de considérer uniqguement les zones de |’espace ou le MCP liquide est en mouvement
pour la définition de /. et de Tuce. Les résultats restant malgré tout globalement bons, la corrélation
établie (équation (95)) a tout de méme été conservée pour la comparaison du modele systeme a
I’expérience.

Afin de comparer la prédiction locale du volume fondu le long du tube, la position du front de fusion
sur toute la hauteur du domaine de calcul est représentée Figure 82 pour les deux modeles, pour le
cas T, = 328°C, a deux instants de calcul. Le front de fusion est défini comme I’ensemble des points
pour lesquels Y; = 0,5. Pour le modéle systéme, sa position est déterminée en interpolant le champ de
fraction liquide entre les mailles. Pour le modéle CFD, trois courbes sont représentées sur la Figure 82 :
la courbe en trait plein représente la position du front dans un plan vertical qui coupe les ailettes en
leur centre (méme plan que pour la Figure 80), et les deux courbes avec tirets représentent le front
dans des plans verticaux situés entre les ailettes (méme plan que la Figure 76), prés des deux frontiéres
latérales du domaine de calcul.
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Figure 82 : Tracé du front de fusion le long du tube pour les modéles CFD et systeme, pour le cas T, = 328°C
(a) : t=900s; (b) : t = 1800s

Au milieu de la fusion (Figure 82-(a)), le modele systéeme est en bon accord avec le modéle CFD. L’état
de fusion du MCP prédit par la CFD est tres uniforme sur la hauteur pendant une grande partie de la
durée de la fusion. Comme évoqué plus haut en section 1V.4.1.2, cette uniformité est due au fait que la
température de paroi soit elle-méme uniforme. Le front de fusion prédit par le modele systéme est
bien uniforme également, et sa position est conforme a celle prédite par le modele CFD. A noter que
pour le plan qui coupe le milieu des ailettes (trait plein), I'extension du front de fusion pres de la
frontiere extérieure est due a la présence des ailettes, qui conduisent la chaleur jusqu’a leur extrémité.

Lorsqu’on se rapproche de la fin de la fusion (Figure 82-(b)), la position moyenne du front est toujours
bien prédite par le modéle systéeme. Dans le modele CFD, le front dans I’un des deux plans entre les
ailettes est plus reculé que dans le modeéle systéeme et dans les deux autres plans. Les mouvements de
convection naturelle du MCP liquide sont en effet plus faibles dans ce plan que dans celui qui se trouve
prés de I'autre frontiére latérale du domaine, ce qui est probablement lié a la Iégere inclinaison des
ailettes dans le plan (8, z). Le modeéle systéeme ne reproduit pas en revanche le fait que le front de fusion
ne soit ici plus uniforme sur la hauteur. Cette non-uniformité prédite par le modele CFD est a expliquer
par le fait qu’a cet instant de calcul, I'importante épaisseur de MCP liquide permet le développement
d’importantes boucles de convection naturelle qui occupent toute la hauteur du domaine. Du liquide
chaud est ainsi transporté vers le haut, et du liquide froid vers le bas du tube. Cela crée une
stratification thermique au niveau des extrémités haute et basse du tube (cf. Figure 83-(b)), qui accélere
la fusion dans le haut, et la ralentit dans le bas. A t = 900s, ce phénomeéne de stratification thermique
n’est pas présent, malgré la présence de flux de liquide qui parcourent la hauteur du domaine : en
effet, la vitesse de I'écoulement est moins importante, du fait de la zone de I'espace plus réduite
occupée par le liquide (cf. Figure 83-(a)). Le modéle systeme ne tient pas compte des transferts de
chaleur verticaux par I'écoulement de liquide ; de ce fait, la température de paroi étant uniforme, il
prédit un front de fusion uniforme durant toute la fusion. Ainsi, le phénomeéne de stratification
thermique du MCP liquide par les mouvements de convection naturelle ne peut pas étre reproduit par
le modeéle systeme.
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Figure 83 : Champs de température et de vitesse dans le haut du tube, dans un plan vertical situé entre les ailettes, pour
Tp=328°C
(a):t=900s; (b) : t = 1800s

Au global, le modeéle systéeme reproduit malgré cela de maniére satisfaisante les résultats du calcul CFD.
L’énergie accumulée est reproduite avec une erreur non négligeable mais raisonnable la plupart du
temps, pour un temps de calcul divisé d’un facteur 10 a 40 par rapport au modele CFD, selon les cas
(cf. Table 16). L'important gain en temps de calcul pour la faible dégradation de la précision des
résultats montre que I'approche présentée est pertinente pour construire un modele systéme d’un
module de stockage, qui puisse tenir compte des effets de la convection naturelle du MCP liquide et
de la présence d’ailettes sur le transfert de chaleur.

Modele T, =310°C T, =318°C T, =328°C
Modele CFD 289h (=12 jours) 132h (5,5 jours) 158h (= 7 jours)
Modele systeme 29h 8h 4h

Table 16 : Temps de calcul des différents calculs CFD et systeme
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Dans ce chapitre, un modele systéme générique d’'un module de stockage de vapeur par MCP a été mis
en place. Il sagit d’'un modele a mailles grossiéres, qui représente a la fois en 1D I’écoulement
diphasique d’eau liquide / de vapeur dans les tubes, et les transferts de chaleur et le changement de
phase dans le MCP, dans les ailettes qui entourent le tube, et dans les éventuels inserts conducteurs
qui sont disposés dans le MCP. Une conductivité thermique équivalente est attribuée au milieu MCP +
ailettes / inserts ; celle-ci est paramétrée a I'aide de résultats issus d’un modeéle CFD 3D fin du
changement de phase, des transferts de chaleur et des écoulements de convection naturelle dans le
MCP. Cette méthodologie de modélisation multi-échelles a été appliquée sur une géométrie de tubes
a ailettes segmentées, issue d’un module de stockage prototype disponible au CEA Grenoble. L’étude
de ce module par CFD a permis de mettre en évidence une relation adimensionnelle sur le flux de
chaleur échangé entre I’eau liquide / la vapeur et le MCP. Cette relation permet de déterminer au cours
du temps des valeurs de conductivité équivalente pour le modéle systéme.

Le modele systeme ainsi paramétré reproduit I’évolution dans le temps de I'énergie accumulée dans le
MCP, les ailettes et I'épaisseur du tube que prédit le modele CFD, avec une erreur de 4 a 14% selon la
température du fluide caloporteur. Les effets de la convection naturelle du MCP liquide, et de la
présence des ailettes sur le transfert de chaleur sont ainsi correctement pris en compte par le modeéle
systeme. Sur les différents calculs effectués, les temps de calcul du modéle systeme sont 10 a 40 fois
plus faibles que ceux du modele CFD; un calcul systeme transitoire de I'ensemble de la charge
nécessite de 4 a 30h. Ces temps de calcul permettent d’envisager I'utilisation du modéle systeme pour
le dimensionnement d’'un module de stockage, ou d’un procédé dans lequel il serait intégré. Le fait que
le modele systéme puisse reproduire les résultats CFD, et I'importante réduction du temps de calcul,
confirment la pertinence et montrent I'intérét de la méthode de modélisation multi-échelles proposée
pour construire un modele de dimensionnement d’un module de stockage, qui tienne compte des
phénoménes physiques fins.

La comparaison du volume fondu local le long du tube a montré que le modeéle systéme avait pour
limitation de ne pas pouvoir simuler la stratification thermique qui peut se mettre en place dans le
MCP liquide. Cela est d( au fait que le modeéle systéme ne tient pas compte des transferts de chaleur
verticaux par I'’écoulement de convection naturelle du liquide. Sur les cas d’étude présentés ici,
I'influence de ces transferts verticaux est moindre du fait que la température de paroi soit uniforme,
ce qui permet a la fusion du MCP d’étre quasiment uniforme sur la hauteur ; les résultats du modéle
systeme restent ainsi en plutét bon accord avec les résultats CFD. Pour la simulation d’une charge
réelle, le modeéle devrait ainsi pouvoir simuler correctement une charge en pression glissante, la
température de I'eau / la vapeur étant maintenue autant que possible uniforme le long du tube lors
d’une charge de ce type. Pour une charge a pression fixe, lors de laquelle la fusion du MCP est a priori
moins uniforme, les transferts verticaux pourraient avoir un impact plus important sur les transferts de
chaleur globaux ; la précision de ces transferts globaux par le modéle pourrait s’en retrouver dégradée.
Dans le chapitre suivant, des charges en pression glissante et en pression fixe sont simulées, afin
d’observer le comportement du modele systéeme pour ces deux types de conditions réelles, et pour
confirmer ou infirmer les hypotheses faites ici.
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L'étape suivante de la validation de I’approche de modélisation multi-échelles est de simuler des cas
de charges réels, afin de comparer les résultats du modele a des résultats expérimentaux. Dans ce
chapitre, deux essais de charge de vapeur du module prototype présenté dans le chapitre précédent
sont analysés. Ces deux essais ont été effectués sur le module prototype avant la thése, dans le cadre
d’un précédent projet. Les essais sont simulés a I'aide du modele CFD et du modeéle systeme mis en
place. Cela permet d’une part de s’assurer de la robustesse de la relation adimensionnelle sur le
transfert de chaleur (équation (95), p. 145) déterminée précédemment a |'aide de trois calculs CFD, et
d’autre part de valider le modeéle systeme sur les résultats expérimentaux.

Comme expliqué dans le chapitre précédent, deux grandes stratégies de conduite sont envisagées pour
la charge d’un module de stockage de vapeur par MCP, a savoir la pression glissante et la pression fixe.
Ces deux stratégies sont caractérisées par des conditions tres différentes dans le fluide caloporteur, et
donc dans le MCP également. Les deux essais expérimentaux présentés sont effectués selon ces deux
stratégies de conduite, afin d’évaluer les prédictions du modele systéme pour ces deux grands types
de charges, envisagés pour I’exploitation d’'un module de stockage industriel.

Les résultats obtenus pour les deux essais sont présentés I’'un aprés I'autre. Pour chaque essai, aprés
avoir présenté ses caractéristiques et les conditions aux limites appliquées aux modeles CFD et
systeme, les prédictions du flux de chaleur entre fluide caloporteur et MCP faites par le modéle CFD
sont comparées a celles de la relation adimensionnelle déterminée au chapitre précédent (95). Cela
permet de vérifier sa validité pour les conditions des deux essais, plus représentatives de la réalité que
celles des calculs CFD effectués dans le chapitre précédent. La prédiction par le modéle systéeme de
I’énergie accumulée dans le module est ensuite comparée aux résultats expérimentaux ; les différences
observées entre modele et expérience sont expliquées et commentées. Enfin, la forme du front de
fusion le long des tubes est évaluée a I'aide des mesures de température expérimentales dans le MCP ;
le front expérimental est comparé a celui prédit par le modéle systeme afin d’évaluer la prédiction
locale du transfert de chaleur qu’effectue le modeéle.

Le premier cas de charge sur lequel le modele est évalué est une charge en pression glissante. L’essai
du module prototype que I’on simule est celui utilisé dans le chapitre précédent pour valider le modeéle
CFD, et caler la valeur de la constante de zone pateuse (section 1V.3.2.1.2).

Au cours de cette charge, la pression P du fluide caloporteur augmente graduellement d’une valeur
initiale de 60,8 bar jusqu’a une valeur maximale de 112 bar, avant de se stabiliser autour de cette valeur
aprés 3,5h environ. De la vapeur surchauffée est injectée en haut du tube, a un débit de 20 g.s?, et &
une température T, supérieure de 1°C en moyenne a la température de saturation. Cette derniére
augmentant au cours de I’essai du fait de 'augmentation de la pression, la température d’injection est
croissante également ; son évolution dans le temps suit un profil similaire a celui de la pression. Les
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profils P = f(t) et Ti» = f(t) de la vapeur a I'injection ont été ajustés par des polyndmes de degré 5, utilisés
pour spécifier les conditions aux limites du modele systéme. Ces profils, ainsi que I’ensemble des
parameétres importants du modele systeme pour la simulation de cette charge, sont donnés en annexe
4 (p. 213).

Le modele systeme se fonde sur la relation présentée précédemment (équation (95)), qui a été déduite
de calculs CFD pour lesquels la température de la paroi est uniforme et constante. Afin de s’assurer
que cette relation reste correcte lorsque la température du fluide caloporteur n’est plus constante dans
le temps, sa validité a été vérifiée pour le calcul CFD mené sur les conditions de I’essai en pression
glissante (calcul présenté brievement en section 1V.3.2.1.2).

Pour rappel, le modele CFD représente un secteur angulaire de 27 ailettes alignées verticalement, ce
qui correspond a une hauteur de tube de 0,54m. Pour le calcul mené ici, la température initiale du MCP
est de 265°C. Le niveau d’eau se trouve expérimentalement dans le bas des tubes pendant toute la
durée de I'essai, et la vapeur surchauffée injectée est trés proche de la saturation. De ce fait, la
température est pratiguement uniforme sur la quasi-totalité de la longueur des tubes. Pour la
simulation CFD, une condition de température uniforme mais non constante dans le temps est ainsi
fixée a la paroi interne du tube. Le profil de température fixé comme conditions aux limites est détaillé
en annexe 5 (p. 215).

A plusieurs instants du calcul, répartis uniformément entre les instants ou la fusion commence et se
termine, un nombre de Rayleigh et un nombre de Nusselt ont été calculés pour chacun des 27 sous-
volumes représentatifs du domaine de calcul CFD (équations (57), (58), (86), (90), (91)). De maniere
similaire a ce qui est fait précédemment dans la section 1V.4.1.2, le nuage de points obtenu pour
I’ensemble du calcul est tracé sur la Figure 84, avec les courbes correspondant aux deux corrélations
de laforme Nu = C Ra™ qui apparaissent dans la relation (95) ; pour rappel, ces deux corrélations sont
les suivantes :

Nu = 0,402Ra %306 (102)
Nu = 2,614Ra%1%° (103)
60
20 / L ’ Fusion en cours
T /‘ Fusion terminée
I
104’ — - Courbe 1
+ =— + Courbe 2
0 : . - . . . .
0e00 1e06 2e06 3e06 4e06

Ra

Figure 84 : Nuage de points (Ra, Nu) pour le calcul CFD effectué avec les conditions de I’essai en pression glissante
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L'allure du nuage de points est tout a fait similaire a celle du nuage obtenu avec les trois calculs CFD
utilisés pour construire les deux corrélations (Figure 74). Les points se concentrent autour de la courbe
1 pendant la fusion, puis se déplacent progressivement vers la courbe 2 lorsque la fusion est terminée
dans le sous-volume représentatif considéré. Les tendances avant et apreés la fin de la fusion s’averent
étre tres bien modélisées par les deux corrélations, les points étant peu dispersés autour des deux
courbes.

Ainsi, le flux de chaleur a la paroi est représenté correctement par I'équation (95) pour la charge en
pression glissante. La relation sur le flux de chaleur peut donc étre utilisée pour la simulation systéme
de cet essai.

Sur la Figure 85, la prédiction par le modéle systeme de I'énergie accumulée par le module de stockage
est comparée aux résultats expérimentaux, ainsi qu’a la prédiction du modéle CFD. Pour les deux
modeles, I'énergie accumulée est calculée de la maniere décrite dans le chapitre précédent (section
IV.4.2, p. 145). Souhaitant obtenir I'énergie accumulée par I'ensemble du module de stockage, I’énergie
calculée pour le modeéle systeme avec I'équation (101) est multiplié par 19, afin de tenir compte des
19 tubes du faisceau. Pour le modele CFD, I’énergie calculée avec les équations (99) et (100) est
% = 7,55, pour tenir compte de
I’ensemble de la hauteur du MCP ; en effet, seule une hauteur de MCP de 0,54m est représentée dans
le modeéle CFD, pour 4,080m de hauteur de tube immergée dans le MCP (en phase liquide) dans le
module prototype. Pour |'expérience, I'énergie accumulée est obtenue en intégrant la puissance
thermique transmise au module ; cette puissance est calculée a I'aide du bilan d’enthalpie du fluide
caloporteur entre I'entrée et la sortie du module, effectué a I'aide du condenseur dont dispose la
boucle expérimentale, comme expliqué dans la section IV.3.1. En notant hj, et hout I’enthalpie massique
du fluide caloporteur a I'injection et a la sortie du tube, et m son débit, I’énergie accumulée E s’exprime
de la maniere suivante :

multipliée par 19 pour la méme raison, et également par un facteur

t
E(t) = f 11y, — by )dt (104)
0
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Figure 85 : Evolution dans le temps de I’énergie accumulée par le module de stockage, lors de I'essai de charge en pression
glissante

L’énergie accumulée est prise nulle a I'instant initial. Pour le modele systeme, la courbe de la Figure 85
ne démarre cependant pas a 0 kl comme les autres courbes : |a raison a cela est que, contrairement au
modele CFD, le modele systeme ne tient pas compte de la transition solide-solide du nitrate de sodium
qui a lieu vers 270°C (cf. courbe de capacité thermique équivalente Figure 69, p. 128). Afin de tenir
compte de I'énergie associée a cette transition dans I'analyse des résultats, celle-ci a été calculée pour
la masse de MCP présente dans le modele systeme. Ce calcul est effectué en estimant |’énergie par
unité de masse L liée a la transition, a partir des capacités thermiques utilisées pour le MCP en phase
solide dans le modéle CFD et le modeéle systéme. Dans le modele CFD, la capacité thermique du solide
Cp,crp €St prise variable avec la température, selon la fonction représentée Figure 69, qui inclut I'énergie
associée a la transition solide-solide. Dans le modeéle systéeme, la capacité thermique du MCP solide est
prise constante, égale a ¢, s = 1813 J.kg™.K™ . Le modéle CFD considére que la transition solide-solide
est terminée lorsque la température atteint la valeur de T = 277°C ; I'énergie par unité de masse Lss
s’exprime donc par :

TSS
Lss = f (Cp,CFD - Cp,sys)dT (105)

Tin;
ol Tini = 265°C est la température initiale du MCP. La masse de MCP présente dans le modele systéeme
est calculée a partir de la somme des volumes des mailles contenant du MCP, notée V, et de la fraction
du volume global occupé par le MCP, égale a x, = 0,936 :
Muycp = PucpXvV (106)
Finalement, I’énergie associée a la transition s’exprime par :
ESS = 19mMCPLSS (107)

Sa valeur numérique est de Ess = 19 060 kJ. Sur la Figure 85, cette valeur est ajoutée au résultat
d’énergie accumulée brut du modéle systéme : la courbe pour le modéle systéme est décalée
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uniformément vers le haut. Ainsi, au tout début de la charge, la courbe du modéle systéeme est au-
dessus des autres, car la transition solide-solide n’a pas encore eu lieu. La transition solide-solide est
complétement terminée lorsque le MCP dépasse 277°C ; dans le modéle systeme, I’'ensemble du MCP
a dépassé cette température au bout de 1200s environ. A partir de cet instant, le résultat pour le
modele systéeme montré Figure 85 peut étre considéré comme juste.

La courbe d’énergie accumulée obtenue pour |I'expérience a partir de I'équation (104) est la courbe en
trait plein de plus faible épaisseur sur la Figure 85. La comparaison avec les prédictions des deux
modeles permet de faire une premiére observation. Avant t = 3,5h, si les courbes de I'expérience et
des deux modeles ont des pentes similaires, I’énergie déduite des résultats expérimentaux est
globalement plus élevée. Sur cette période, I'écart entre I'expérience et le modele systeme est
d’environ 60 000 kJ, soit 20 a 30% du résultat expérimental.

By

Plusieurs facteurs peuvent contribuer a cet écart. Les pertes thermiques du module vers
I’environnement extérieur, qui ne sont prises en compte dans aucun des deux modeéles, constituent le
premier d’entre eux. Afin d’estimer la contribution des pertes thermiques, I’énergie perdue au cours
du temps est calculée, a I'aide du coefficient de pertes thermiques Qpertes = 11,5 W.K! déterminé pour
le module lors des essais dédiés (décrits en section 1V.3.1) :

t

Fperces(©) = |

Apertes <Tcalandre ®-T air (t)> dt (108)
0

extérieur

La température de la paroi de la calandre, Tcaiandre, €St calculée en moyennant les mesures des divers
thermocouples qui y sont placés selon la hauteur. L’énergie perdue Eperees (t) est soustraite a I'énergie
déduite du bilan enthalpique du fluide caloporteur, pour donner la courbe épaisse avec tirets sur la
Figure 85. L'énergie accumulée hors pertes thermique est déja bien plus proche de la prédiction des
deux modeles. L’écart entre I'expérience et le modeéle systeme est réduit a 30 000 a 40 000 kJ, soit 10
a 20% de I’énergie expérimentale.

Le second facteur d’écart est I'énergie thermique accumulée par les parties métalliques du module qui
ne sont pas représentées dans les deux modeles. Ces éléments métalliques non représentés sont la
paroi de la calandre, les deux collecteurs situés aux extrémités du module, et les deux plaques qui
ferment le module a ses extrémités. Les seules parties solides que les modeéles prennent en compte
sont I'épaisseur des tubes et les ailettes. La température de ces différents éléments métalliques étant
mesurée expérimentalement, il est possible de déterminer I'évolution dans le temps de I'énergie
accumulée par chacun d’entre eux. Pour un élément métallique de masse msiqe dont la capacité
thermique est constante, son énergie thermique est donnée par :

Esotige (t) = MsolideCp,solide (Tsolide (t) - Tsolide(t = OS)) (109)

Pour ce calcul, la paroi de la calandre, les collecteurs et les plaques sont supposés étre faits du méme
acier que le tube et les ailettes ; la capacité thermique de cet acier est de ¢y soiice = 542,8 J.kg 1. K. Des
mesures de température sont effectuées pour les deux collecteurs et les deux plaques ; I'énergie
thermique de chacun de ces quatre éléments est donc estimée individuellement. Pour I’épaisseur de
la calandre, les mémes mesures de température que celles exploitées pour estimer les pertes
thermiques sont utilisées ; ici aussi, I’ensemble des mesures effectuées a la paroi de la calandre sont
moyennées. Les masses des divers éléments métalliques considérés sont listées dans la Table 17.
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Elément Calandre Collecteur Collecteur Plaque Plague
inférieur supérieur inférieure supérieure
Masse (kg) 678 140 140 45 45

Table 17 : Masse des éléments métalliques du module prototype non représentés par les deux modéles de simulation

Comme pour les pertes thermiques, I’énergie thermique pour ces cing éléments solides est soustraite
de I'énergie déduite du bilan enthalpique du fluide caloporteur ; la courbe obtenue est la courbe
épaisse en trait plein sur la Figure 85. L’énergie ainsi estimée se rapproche encore de la prédiction des
deux modeles. L'écart avec le modéle systéme n’est plus que de 20 000 a 30 000 kJ, soit 6 a 17% de
I’énergie expérimentale.

Le troisieme facteur d’écart non pris en compte par le modele est le MCP passif situé entre la couronne
périphérique du faisceau de tubes et la paroi de la calandre. Les deux modéles tiennent compte
uniguement du MCP actif, situé autour des tubes, et du MCP passif situé entre les tubes, au sein du
faisceau (en orange sur la Figure 61-(b), p. 120). Contrairement aux deux facteurs d’écart précédents,
il ne semble pas possible d’estimer précisément |’énergie accumulée au cours du temps par ce MCP
passif non pris en compte, car aucune mesure de température n’y est effectuée dans la section d’essais.
Cependant, I'ordre de grandeur de cette énergie peut étre estimé, en constatant qu’avant I'instant ou
I’énergie accumulée se stabilise dans les deux modeéles de simulation (t = 3,5h environ), c’est le MCP
actif uniquement qui est en train de fondre. En effet, expérimentalement, c’est vers t = 3,5h que les
dernieres mesures de température dans le MCP, autour du tube central et des tubes de la couronne
intermédiaire, quittent le plateau de température caractéristique du changement de phase autour de
305°C. L'évolution de la température du MCP au cours de I'essai est représentée Figure 86 pour le tube
central et les tubes de la couronne intermédiaire, et Figure 87 pour les tubes de la couronne extérieure.
Certaines températures relatives aux thermocouples de la couronne extérieure quittent ce plateau un
peu plus tard, vers t = 4h, mais la majorité du MCP instrumenté a dépassé 305°C avant cet instant,
autour des tubes de la couronne extérieure comme des autres. Par ailleurs, dans les deux modeles de
simulation, la fusion du MCP est quasiment terminée a t = 3,5h ; la fraction fondue globale a cet instant
est de 0,97 dans le modeéle systeme, et de 0,99 environ dans le modele CFD. Comme les modéles
prennent en compte uniquement le MCP actif et une faible fraction de MCP passif, cela confirme le fait
qgue le MCP actif termine bien sa fusion vers l'instant t = 3,5h.
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Figure 86 : Mesures de température dans le MCP actif autour du tube central et de la couronne intermédiaire, au cours de la
charge en pression glissante
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Figure 87 : Mesures de température dans le MCP actif autour de la couronne extérieure, au cours de la charge en pression
glissante

Ainsi, avant cet instant, le front de fusion se situe dans le MCP actif (entre les ailettes) : la fusion du
MCP passif situé entre la couronne extérieure et la paroi de la calandre n’a donc pas encore débuté,
car le front de fusion ne I’a pas encore atteint. En conséquence, I’énergie thermique Epgss,3,5 accumulée
par ce MCP passif avant I'instant t = 3,5h correspond uniquement a une montée en température
sensible en phase solide, et a la transition de phase solide-solide autour de 270°C, qui peut étre
complétement ou partiellement effectuée selon la température locale. Ainsi, Epass 3,5 peut étre majorée
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par la somme de I'énergie sensible du MCP solide entre les températures Tin et Tso, et de I'énergie
associée au changement de changement de phase solide-solide entre ces deux températures (calculée
plus haut) :

Epass,3,5 < mpasscp,MCP,s(Tsol - Tini) + mpassLss = 59050 k] (110)

Cette valeur maximale d’énergie thermique serait atteinte par le MCP passif lorsqu’il aurait
uniformément atteint la température de T, = 303,3°C. Dans la pratique, cela n’est probablement pas
le cas au bout de 3,5h de charge. En effet, a t = 3,5h, la paroi de la calandre est a une température de
294°C en moyenne. Le MCP passif occupe un espace annulaire sur la périphérie, qui fait face d’une part
a cette paroi, et d’autre part au MCP actif de la couronne extérieure du faisceau de tubes, dont la
température se trouve dans la plage de changement de phase solide-liquide (elle est traversée par le
front de fusion a cet instant). L’écart entre I'énergie accumulée mesurée expérimentalement et celle
issue du calcul systéme est de 20 000 a 30 000 kJ, soit un peu moins de la moitié de la valeur majorante
de Epess3s. |l semble ainsi tout a fait plausible que I’écart d’énergie résiduel entre simulation et
expérience soit a imputer a I'énergie absorbée par le MCP passif.

A partir de t = 3,5h, les résultats de simulation se mettent a s’écarter de maniére importante des
résultats expérimentaux. Dans les deux modeéles de simulation, I’énergie accumulée se stabilise vers
cet instant, tandis qu’elle continue a augmenter expérimentalement. Dans I'expérience, I'énergie ne
se stabilise que bien plus tard, au bout de 6,5h d’essai environ. Comme expliqué plus haut, le moment
ol I'énergie se stabilise dans la simulation correspond au moment ou la fusion du MCP actif se termine.
Ainsi, le fait que le fluide caloporteur continue a céder de I’énergie au module apres cet instant pourrait
étre la encore di au MCP passif situé entre la couronne extérieure et la calandre, qui débute cette fois-
ci son changement de phase solide-liquide.

Cette masse de MCP passif représente une fraction importante de la masse totale de MCP présente
dans le module. En effet, le module contient au total 1705 kg de nitrate de sodium, et la quantité de
MCP présente dans le domaine de calcul du modéle systeme (un seul tube) est de 54,4 kg. La masse de
MCP passif non représentée dans le modéle systeme est ainsi égale a my ;s = 1705 — 19 x 54,4 =
672 kg, soit environ 40% de la masse totale. Lorsque le MCP actif termine sa fusion, le front de fusion
atteint la zone occupée par ce MCP passif ; comme la fusion de cette importante masse de MCP débute
alors tout juste, celle-ci pourrait continuer a absorber de la chaleur du fluide caloporteur pendant
plusieurs heures.

Afin de confirmer cette hypothése, I'énergie thermique absorbée par le MCP passif a la fin de I'essai,
notée Epgssfin, €st estimée. L'ensemble du MCP (actif et passif) est supposé s’étre stabilisé a la
température moyenne que I'on mesure a la fin de I'essai dans le MCP actif, a savoir Tz, = 318°C.
L’énergie thermique associée au MCP passif s'exprime alors par :

C +c
— p,MCP,s p,MCP,l
Epass,fin = Mpass (Cp,MCP,s (Tsol - Tini) + 2 (Tliq - Tsol)

+ Cp,MCP,l(Tfin - Tliq) +L+ Lss)

(111)

avec L défini par I’équation (105).
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L"application numérique donne Epessfin = 192 300 kJ. A la fin de I'essai, la différence entre I'énergie
accumulée pour I'expérience et le modele systeme est de 176 400 kJ. L'estimation de I'énergie
absorbée par le MCP passif est conforme a cette différence d’énergie a 16 000 kJ prés, soit 9% d’écart.
Cet écart relatif est assez satisfaisant ; ce calcul montre ainsi que la divergence de |'expérience et du
modele systeme apres la fusion du MCP actif est bien due a la fusion du MCP passif en périphérie de
la calandre.

Le modéle systéme se montre capable de reproduire |’évolution dans le temps de I'énergie accumulée
dans le MCP et les ailettes, sur la globalité du module. Dans cette section, on s’intéresse a la prédiction
locale du volume fondu le long du tube, autrement dit a la répartition de cette énergie sur la hauteur
du module. Pour évaluer cette prédiction locale, la position du front de fusion dans le module est tracée
pour le modele systeme et pour I'expérience, dans le plan (r, z). Le rayon jusqu’auquel s’étend le front
de fusion a une abscisse z donnée le long du tube indique en effet la quantité d’énergie latente
accumulée par le MCP a cette abscisse.

Dans le modeéle systeme, le front de fusion est défini dans le plan (r, z) comme I'ensemble des points
pour lesquels la fraction fondue locale Y; vaut 0,5 (ligne de niveau de Y)). Pour une ligne de mailles a
une hauteur donnée, le rayon auquel Y; vaut 0,5 est déterminé en interpolant linéairement la fraction
fondue entre les mailles. Dans le cas ou Y; est inférieur ou supérieur a 0,5 dans I'ensemble des mailles
considérées, c’est-a-dire au tout début ou a la toute fin de la fusion respectivement, le front de fusion
se situe dans la maille la plus proche de la paroi du tube dans le premier cas, ou de la frontiére
extérieure du domaine de calcul dans le second cas. La position du front est alors prise entre R €t le
centre de la maille dans le premier cas :

Rep = Reine + Y47 (112)
ou entre le centre de la maille et Rex dans le second cas :
Rep = Reext + (1 - Yl,i)Ar (113)
avec Y;la fraction fondue dans la maille ou se trouve le front.

Pour I'expérience, les mesures de température dans le MCP sont exploitées afin d’obtenir la position

. .. . ’: Tso1+Tyi , p
du front ; il est ici repéré par I'isotherme T = % = 305°C. Les mesures de températures étant

effectuées a mi-hauteur entre deux ailettes adjacentes, I'isotherme obtenue a I'aide de ces mesures
donne une position moyenne du front ; la courbure du front autour des ailettes n’est pas représentée.

Pour I'analyse des résultats, I'influence de I'incertitude des mesures de température sur la position de
I'isotherme a 305°C est prise en compte. Les thermocouples ont une incertitude de mesure de + 1°C, a
laquelle s’ajoute la dispersion des mesures effectuées a une position donnée dans le plan (r, z). En
effet, comme dit précédemment en section 1V.3.1, les mesures des différents thermocouples situés a
une position (r, z) donnée autour des 7 tubes considérés pour I'analyse, et a diverses positions
angulaires autour de ces tubes, sont moyennées pour obtenir des mesures ramenées dans le plan (r,
z) autour d’un tube. L’écart-type des mesures faites a une position donnée est de 0,3°C en moyenne ;
I'incertitude sur les mesures de température moyennées est donc de 1 a 2°C environ. La différence de
température entre le front de fusion et la paroi du tube est au maximum de 13°C ; elle croit au cours
de la charge jusqu’a cette valeur maximale, a mesure que la température de saturation du fluide
caloporteur augmente. L'incertitude sur les mesures expérimentales est donc non négligeable devant
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cette différence de température ; cela justifie I'intérét de la prendre en compte pour I'analyse.

Les fronts de fusion obtenus pour le modeéle systeme et I'expérience sont représentés Figure 88, a
divers instants au cours de la fusion. Pour I'expérience, trois isothermes a T = 305°C sont représentées :
I'une d’entre elles est obtenue a partir des mesures de température brutes, et les deux autres sont
obtenues respectivement en ajoutant et en soustrayant a ces mesures brutes l'incertitude de 1°C sur
les mesures des thermocouples, et I'écart-type o (r, z) entre les différents thermocouples a chaque
position (r, z). Si on note Tucr (1, z, t) le champ de température déduit des mesures, les champs T (1, z,
t) exploités pour tracer les trois isothermes expérimentales de la Figure 88 sont donc les suivants :

T(r,z,t) = Tycp(r,2,t) (114)
T(r,z,t) = Tycp(r,z,t) + o(r,z,t) + 1°C (115)
T(T, z, t) = TMCP(rI Z, t) - O-(rﬂ z, t) —1°C (116)

La légende des différentes courbes est présentée sur la Figure 89.

Jusqu’a l'instant t = 8400s (Figure 88-(a), -(b) et -(c)), le front de fusion prédit par le modéle systeme
est en bon accord avec |'expérience. Le front de fusion est quasiment vertical expérimentalement ; cela
est d au fait que la condensation de la vapeur a I'intérieur des tubes se fait sur la quasi-totalité de leur
longueur (du fait de la stratégie de conduite en pression glissante), ce qui rend quasi uniforme la
température de la paroi du tube. Le modeéle systéeme prédit bien un front de fusion vertical : il prédit
donc bien une condensation sur toute la longueur du tube a partir des conditions aux limites du fluide
caloporteur a l'injection. La position radiale du front est bien prédite également par le modéle systeme,
ce qui est cohérent avec le bon accord constaté précédemment pour I’énergie accumulée globale. En
tenant compte de l'incertitude sur les mesures, la zone de I’espace dans laquelle le front peut se situer
(délimité par les courbes expérimentales a gauche et a droite) est assez large ; malgré cela, pour les
trois instants de calcul regardés (t = 6000s ; t = 7200s ; t = 8400s), le front prédit par le modéle systeme
est tout de méme trés proche de la courbe expérimentale issue des mesures brutes.

Aux instants suivants, la fusion cesse d’étre uniforme sur la hauteur expérimentalement. A t = 9600s
(Figure 88-(d)), le front est plus avancé dans le haut du module que dans le bas, alors que le modéle
systéme le prédit toujours vertical. A t = 10800s (Figure 88-(e)) et t = 12000s (Figure 88-(f)), la quasi-
totalité du MCP est fondu expérimentalement, et seule une petite zone de MCP en bas du module,
prés de la frontiére extérieure, n’est pas encore fondue. Dans le modele systeme, la fusion est
également moins avancée dans le bas du module ; mais pour les deux instants, I'écart entre le haut et
le bas reste plus important expérimentalement. A t = 12000s, la fusion est terminée sur quasiment
toute la hauteur expérimentalement, alors qu’il subsiste dans le modele systeme une hauteur un peu
plus grande sur laquelle la fusion est toujours en cours.

Le fait que le modele prédise un front de fusion plus uniforme qu’il ne I'est réellement a partir de t =
9600s pourrait étre lié au transport de chaleur vertical au sein du module par I’écoulement de MCP
liguide. Ces transferts verticaux ne sont pas pris en compte par le modele systeme, la convection
naturelle du MCP liquide étant représentée uniquement au niveau des transferts a la paroi du tube.
Pendant un certain temps a partir du début de la fusion, il y a peu de transferts verticaux par
I’écoulement, d’une part car les boucles de convection sont de plus petite taille (le MCP liquide
occupant un volume relativement réduit), et d’autre part car elles sont confinées dans I'espace situé
entre les ailettes.
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Figure 88 : Position moyenne du front de fusion pour le modeéle systeme et I’expérience, a différents instants de calcul au
cours de la charge a pression glissante
Les segments verticaux noirs représentent respectivement la paroi externe du tube (a gauche), et la frontiere externe du
domaine de calcul du modéle systéeme (a droite)
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Expérience

Expeérience - Incertitude haute T MCP
Expérience - Incertitude basse T MCP
O-CModéle systéme I

Figure 89 : Légende des courbes de front de fusion de la Figure 88

Afin d’évaluer I'importance des transferts de chaleur verticaux au cours du temps, les champs de
température et de vitesse dans le modele CFD sont montrés Figure 90 a I'instant t = 7600s, avant que
les différences entre simulation systeme et expérience n’apparaissent pour le front de fusion. Les
boucles de convection se développent entre les ailettes (a), et dans I’espace situé entre deux spires
successives du ruban auquel sont soudées les ailettes (b), (c). De ce fait, il n’y a quasiment pas
d’écoulement vertical qui parcourt la hauteur du tube. Seul un écoulement descendant dont la vitesse
est assez faible (2,6 mm.s* maximum) est constaté sur la gauche des ailettes (b) ; il est compensé par
un écoulement ascendant d’une vitesse similaire (3,9 mm.s'* maximum) sur la droite de Iailette (c). La
température du tube étant uniforme, la fusion s’effectue ainsi de maniere uniforme sur la hauteur. Le
modeéle systeme ne prenant pas en compte les transferts de chaleur par les mouvements verticaux, sa
prédiction de la position du front de fusion reste conforme a |’expérience tant qu’une situation avec
mouvements verticaux négligeables, comme celle illustrée Figure 90, reste en vigueur.
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(b)
Figure 90 : Champs de vitesse et de température dans le MCP a t = 7600s
(a) : Plan vertical coupant les ailettes en leur centre ; (b) et (c) : Plans verticaux situés entre deux ailettes (frontieres latérales

du domaine de calcul CFD)

En comparaison, les champs de température et de vitesse a I'instant t = 11270s, aprés que le front de
fusion soit devenu non uniforme expérimentalement, sont montrés Figure 91, dans les mémes plans
verticaux que pour la Figure 90. A cet instant, le front de fusion a dépassé I’extrémité des ailettes ; en
conséquence, comme on peut le voir, I'écoulement du liquide peut parcourir la hauteur du tube. Sur
les cotés de Iailette (b), (c), un flux de liquide ascendant circule prés de I’extrémité du ruban, tandis
gu’un flux descendant a plus basse température circule prés du front de fusion : il y a donc un transport
de chaleur net du bas vers le haut du module. Dans le plan entre les ailettes (a), I'unique flux de liquide
qui parcourt la hauteur du tube est descendant. Ce flux est a plus basse température que le liquide
contenu entre les ailettes, du fait de sa proximité avec le front de fusion : le fluide le plus froid est ainsi
transporté vers le bas. Au global, les mouvements de liquide sur la hauteur du tube tendent donc a

Chapitre V. Comparaison
des résultats de modélisation multi-échelles a des résultats expérimentaux - 165 -
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transporter le liquide chaud vers le haut du tube, et le liquide froid vers le bas. Une stratification de la
température du MCP liquide du bas vers le haut se met donc en place ; il semble ainsi logique que la
fusion soit plus rapide dans le haut que dans le bas, la température y étant plus élevée. Par ailleurs, a
I'instant illustré Figure 91, on constate dans le modele CFD que le MCP est entierement fondu sur une
partie de la hauteur du tube, et en cours de fusion sur une autre partie (celle représentée sur la Figure
91), de la méme maniere que dans I'expérience. Cela confirme que les mouvements verticaux, négligés
dans le modele systeme mais représentés par le modele CFD, sont a I’origine de la non-uniformité de
la fusion sur la hauteur.
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Figure 91 : Champs de vitesse et de température dans le MCP a t = 11270s, dans une zone du tube ou la fusion est en cours
(a) : Plan vertical coupant les ailettes en leur centre ; (b) et (c) : Plans verticaux situés entre deux ailettes (frontieres latérales
du domaine de calcul CFD)
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L’analyse du front de fusion met ainsi en évidence une limitation du modeéle systéme : le fait de négliger
les transferts de chaleur verticaux par les mouvements de convection naturelle du MCP liquide
empéche le modele de reproduire la stratification de la température et de la fraction fondue le long du
tube. Cette stratification se met en place lorsque la fusion est a un avancement suffisant pour que
|’épaisseur de la couche de MCP liquide permette a une circulation significative sur toute la hauteur du
module. Le modele systeme prédit tout de méme une fusion plus lente dans le bas du tube a partir de
t = 9600s (cf. Figure 88-(d), -(e) et -(f)), mais cet effet est di au transfert thermique du c6té du fluide
caloporteur. En effet, vers la fin de la fusion, la vapeur injectée en haut du tube se condense
complétement avant d’en sortir. Dans le bas du tube, il y a ainsi une hauteur sur laquelle le fluide
caloporteur est a I’état d’eau liquide pure : le coefficient d’échange intérieur tube est alors beaucoup
plus faible qu’en condensation. Au vu de I'impact de la convection naturelle du MCP liquide sur la
stratification thermique, ce seul effet du c6té du fluide caloporteur n’est pas suffisant pour reproduire
la forme du front observée expérimentalement.

Malgré cette limitation, le modéle systeme reproduit malgré tout correctement |’énergie accumulée
de maniére globale dans le module, comme vu dans la section précédente (V.1.2). Cette prédiction
devrait étre suffisante si I’on souhaite utiliser le modéle systéme pour dimensionner le module, ou
pour évaluer ses performances dans le cadre d’'un modele d’un procédé dans lequel le module serait
intégré. Il convient tout de méme de faire remarquer que, sur la gé¢ométrie du module prototype, les
boucles de convection restent confinées entre les ailettes pendant une bonne partie de la fusion, ce
qui limite les transferts verticaux. Selon la géométrie des ailettes et des inserts, les mouvements
verticaux pourraient étre plus importants, et débuter plus to6t pendant la fusion ; sur une géométrie
qui favorise plus les mouvements liquides sur toute la hauteur du tube, le fait de les négliger pourrait
dégrader plus significativement les performances globales du modéle.

Le second cas de charge auquel le modeéle systéme a été comparé est celui d’'une charge en pression
fixe. Comme son nom I'indique, la pression de I'eau liquide / la vapeur est maintenue a une valeur fixe
de 105,1 bar au cours de cet essai. Les tubes sont initialement remplis d’eau liquide sous-refroidie, a
une température de 286°C en moyenne (la température de saturation est de 314,6°C a cette pression).
De la vapeur proche de la saturation (une surchauffe de 0,5°C est considérée pour le modeéle) est
injectée en haut des tubes pendant tout I'essai. A mesure que la charge progresse, la résistance
thermique augmente du c6té du MCP. Contrairement a I'essai précédent, la température du fluide
caloporteur n"augmente pas pour compenser cet effet : la puissance thermique échangée localement
le long du tube diminue au cours du temps. En conséquence, le niveau d’eau dans les tubes se déplace
du haut vers le bas dans les tubes au cours de la charge : a mesure que la puissance échangée par unité
de surface décroit, la longueur de tube nécessaire pour condenser entierement la vapeur augmente.

Les températures mesurées le long du tube dans la vapeur au cours du temps sont représentées sur la
Figure 92 (la hauteur étant pour rappel croissante du niveau 1 vers le niveau 7). On voit bien sur ce
graphe le déplacement vers le bas du niveau liquide. Au début de I'essai, seul le thermocouple du
niveau 7, dans le haut du tube, se trouve dans la zone ou le fluide caloporteur est diphasique, dans
laquelle la température est égale a la température de saturation (315°C) ; puis cette zone occupe une
plus grande hauteur a mesure que la charge progresse. Dans la colonne d’eau liquide située en-
dessous, la température diminue assez rapidement le long du tube, pour atteindre la température
initiale de 285°C. Ainsi, contrairement a I'essai en pression glissante, la température de la paroi des
tubes n’est ni constante au cours du temps, ni uniforme.
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Figure 92 : Température du fluide caloporteur a plusieurs abscisses le long du tube au début de I'essai en pression fixe

Les discrétisations temporelle et spatiale sont inchangées par rapport a I’essai en pression glissante.
Conformément aux mesures expérimentales, la pression et la température d’injection du fluide
caloporteur sont constantes au cours de I'essai. Le débit d’injection est initialement de 0,010 kg.s™ ; il
croit pendant les 30 premiéres minutes de I’essai, avant de se stabiliser & 0,020 kg.s™. L’évolution
temporelle du débit et les parametres du modele systeme pour la simulation de ce second cas de
charge sont détaillés en annexe 4 (p. 213).

De la méme maniére que pour l’essai en pression glissante, la validité de la corrélation établie sur le
flux de chaleur a la paroi du tube (95) est vérifiée pour I'essai en pression fixe, a I’aide un calcul CFD.
Le modele CFD représentant une fraction seulement de la hauteur du tube, seule la fusion sur une
hauteur de tube réduite peut étre simulée ; contrairement a I'essai en pression glissante, il n’est pas
possible d’appliquer directement comme condition aux limites la température de vapeur mesurée sur
I’ensemble du tube, car celle-ci n’est pas uniforme ni constante. Il a été choisi de simuler la fusion du
MCP situé entre les niveaux 2 et 3 de la section d’essais, soit entre les abscisses z=720 mm et z= 1260
mm le long du tube (cf. Figure 62). Ce trongon du tube est choisi car un thermocouple mesure la
température de la paroi du tube central au milieu des niveaux 2 et 3 (a I’abscisse z = 990 mm) ; cette
mesure permet de détecter le moment ou le niveau liquide atteint le centre du trongon.

Le calcul CFD commence a l'instant correspondant a t = 0,52h dans le modele systeme ; a cet instant,
la montée en température du MCP solide entre les niveaux 2 et 3 n’a pas encore commencée. La
température du MCP a cet instant est uniforme (écart-type de 0,5°C sur les différentes mesures), égale
a 284,5°C ; cette température est adoptée comme condition initiale pour le modele CFD. La condition
aux limites appliquée a la paroi interne du tube est déterminée a I’aide des mesures de température
de I’eau aux niveaux 2 et 3, et de la température de la paroi au centre du trongon. Partant de leur valeur
a l'instant initial, ces trois températures croissent au cours du temps jusqu’a atteindre la température
de saturation (315°C), a laquelle elles se stabilisent alors ; le moment ol cette stabilisation se produit
correspond au passage du niveau liquide au niveau du thermocouple. Il est ainsi possible d’estimer le
moment ou le niveau liquide entre dans le domaine de calcul par le haut (passage du niveau 3), arrive
au milieu du domaine (passage du thermocouple de paroi entre les niveaux 2 et 3), et en sort par le
bas (passage du niveau 2).
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La condition aux limites a la paroi est ici une condition d’échange convectif ; dans chaque cellule de
maillage adjacente a la paroi interne, le flux surfacique ¢, a la paroi a la forme suivante :

Pp = Qcalo (Tcalo - Tcellule) (117)

La température du fluide caloporteur Tcao et le coefficient d’échange intérieur tube a0 SONt A
spécifier. La procédure permettant de déterminer Ta €t dcaio @ chaque instant et a chaque abscisse le
long du tube est détaillée en annexe 5 (p. 215).

Le calcul CFD est mené jusqu’au moment ol la fusion du MCP est terminée dans I'ensemble du
domaine de calcul. De maniere similaire a ce qui est fait en section IV.4.1, un nombre de Nusselt et un
nombre de Rayleigh sont calculés pour chacun des 27 sous-domaines représentatifs du domaine de
calcul, a plusieurs instants de calcul (équations (57), (58), (86), (90), (91)). Le nuage de points obtenu
pour les deux nombres adimensionnels est tracé Figure 93.

50
" — . - ’ -
—
—
40 : :
p—— -
30
-
pd i
207 Fusion en cours
Fusion terminée
10
— = Courbe 1
- — -+ Courbe 2
o777
0e00 5e05 1e06 1.5e06 2e06 2.5e06 3e06

Ra

Figure 93 : Nuage de points (Ra, Nu) pour le calcul CFD effectué pour la charge en pression fixe, entre les niveaux 2 et 3

Les points obtenus se rassemblent autour des courbes des deux corrélations mises en évidence entre
les nombres de Rayleigh et de Nusselt (équation (95), p. 145), de la méme maniére que pour les autres
calculs CFD précédemment présentés. C’est autour de la premiéere courbe que les points se rassemblent
tant que la fusion est en cours, puis autour de la seconde lorsque la fusion est terminée localement.
Certains points se trouvent entre les deux courbes, dans les cas ou la fusion est terminée dans une
partie des sous-volumes représentatifs, et en cours dans une autre. Les deux corrélations semblent
modéliser le flux de chaleur tout aussi bien que pour I’essai en pression glissante, la dispersion des
points autour des deux courbes étant faible.

Les deux corrélations sur le flux de chaleur (95) peuvent donc également étre utilisées dans le modéle
systeme pour simuler I'essai en pression fixe.
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De la méme maniére que pour |'essai en pression glissante, |’énergie accumulée dans le module de
stockage au cours de I'essai est calculée pour I’expérience et pour le calcul systéeme, afin de comparer
les prédictions du modele a I'expérience. Le calcul de I'énergie accumulée expérimentalement est
effectué a I'aide du bilan d’énergie du fluide caloporteur aux bornes du module. Afin de se rapprocher
autant que possible de I'énergie accumulée par le MCP, les tubes et les ailettes uniquement, I’énergie
thermique accumulée par la paroi de la calandre, et les collecteurs et les plaques métalliques situées
aux extrémités haute et basse de la section d’essais sont directement déduites du résultat, de méme
que les pertes thermiques. Les détails du calcul de I’énergie accumulée par les parties métalliques et
des pertes thermiques sont présentés en section V.1.2 ci-dessus (p. 155). Pour le modele systeme,
I’énergie calculée est multipliée par le nombre de tubes (19), afin de se ramener a la masse de métal
(tube + ailettes) et de MCP actif présente dans I’'ensemble de la section d’essais. Les résultats sont
tracés Figure 94.
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Figure 94 : Energie accumulée dans le MCP, les tubes et les ailettes au cours de I’essai en pression fixe

Comme précédemment, I’estimation de I’énergie expérimentale a I'aide du bilan d’enthalpie du fluide
caloporteur donne un résultat nettement plus élevé que celui du modele systeme. Le fait de déduire
I’énergie liée aux pertes thermiques et celle accumulée par la calandre, les collecteurs et les plaques
rapproche le résultat expérimental de celui du modele. Il subsiste apres cette déduction un écart entre
le modele et I'expérience ; I’énergie accumulée prédite par le modéle croit moins vite que celle estimée
a I'aide des données expérimentales. A partir de t = 4h environ, I’énergie se stabilise dans le modele
systeme, tandis qu’elle continue a croitre expérimentalement. Cet effet avait été attribué a la fusion du
MCP passif pour le précédent cas de charge. Pour ce second cas, en supposant que le MCP passif se
stabilise a la fin de I'essai a la méme température que le MCP actif (315°C), I’énergie qu’il a accumulée
peut étre estimée a Epussfin = 152 600 kJ. La différence d’énergie accumulée entre I'expérience et le
modele a la fin de I'essai est de 142 900 kJ. L’écart entre ces deux valeurs est de 7% ; cet écart
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raisonnable montre que I'énergie relachée par le fluide caloporteur apres la fin de la fusion du MCP
actif va bien ici aussi dans sa plus grande partie au MCP passif, dont la fusion commence une fois celle
du MCP actif terminée.

Avant la fin de la fusion du MCP actif (t < 4h), I'écart entre le modele et |I'expérience croit au cours du
temps : il prend des valeurs allant de 10 000 a 60 000 kJ, en atteignant cette derniéere valeur vers
t = 4h. L’écart relatif est de 15 a 40% selon l'instant temporel considéré. La prédiction du modele
systeme s’avere donc étre en moins bon accord avec I'expérience que pour la charge en pression
glissante ; pour ce premier cas de charge, I'écart avec I'expérience était de 20 000 a 30 000 kJ, ce qui
correspondait a un écart relatif de 17% au maximum.

Cet écart plus important que I’on constate pour la charge en pression fixe ne peut pas étre imputé a
I’énergie thermique accumulée par des pieces solides autres que la paroi de la calandre, les collecteurs
et les plaques (c’est-a-dire des piéces dont la température n’est pas mesurée), car cet écart devrait
alors se retrouver également dans I’essai a pression glissante. La différence de température entre le
début et la fin de I’essai est plus importante pour I’essai en pression glissante : pour des températures
finales éloignées de 3°C, le MCP est initialement a 264°C environ pour |’essai en pression glissante,
contre 285°C pour 'essai en pression fixe. Ainsi, si I’énergie thermique des piéces solides était une
source majeure de I'écart entre simulation et expérience, I'écart devrait étre plus important pour |’essai
en pression glissante, ou du moins comparable a celui constaté pour I'essai en pression fixe ; or, c’est
I'inverse qui est observé. Il semble également peu probable d’envisager que les pertes thermiques
soient plus importantes ou moins bien estimées pour ce second essai. Pour cet essai, la température
est plus élevée dans le haut de la section d’essais que dans le bas ; les pertes au niveau du collecteur
et de la plaque du haut du module sont ainsi plus élevées que celles au niveau des pieces homologues
dans le bas du module. Cependant, les pertes sont estimées a |'aide de la température moyenne de la
calandre sur la hauteur : la différence de température entre le haut et le bas du module est ainsi étre
prise en compte dans le calcul des pertes.

Ces sources d’erreurs étant exclues, une possibilité pour expliquer cet écart plus important serait une
erreur du modeéle : le modele systeme pourrait moins bien estimer le flux de chaleur entre I’eau liquide
/ la vapeur et le MCP pour 'essai en pression fixe que pour I'essai en pression glissante. La seule
différence fondamentale entre les deux essais provient de la température de la paroi du tube, qui est
uniforme dans I’essai en pression glissante, et qui ne I’est pas pour le second essai. En conséquence,
pour |'essai en pression glissante, la fusion du MCP est quasiment uniforme sur la hauteur. Dans le
calcul CFD mené sur cet essai, I’'avancement de la fusion est identique ou quasi identique au cours de
la charge pour les différents sous-volumes représentatifs de MCP centrés autour des ailettes. Des
différences commencent a apparaitre entre les sous-volumes a partir du moment ou les mouvements
de convection naturelle du liquide deviennent importants, et créent une stratification thermique le
long du tube (effet exposé en détail en section V.1.3 ci-dessus).

Pour I'essai en pression fixe, des différences entre les sous-volumes du calcul CFD apparaissent plus tot
au cours de la charge. Cela est d{i au fait que, du c6té de fluide caloporteur, le niveau liquide traverse
la hauteur de tube simulée entre les instants t,3 = 1260s et t,, = 2700s. Pendant ce laps de temps, une
partie de la hauteur du tube se trouve donc a la température de saturation (Tse: = 315°C), et avec un
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coefficient d’échange intérieur tube élevé, caractéristique d’un écoulement diphasique. Le reste de la
hauteur du tube est occupé par de I’eau liquide sous-refroidie : le tube y est donc a une température
moins élevée, et le coefficient d’échange intérieur tube est plus faible également (écoulement
monophasique). Les sous-volumes situés plus haut le long du tube se retrouvent donc plus tot en
contact avec une paroi chaude et opposant peu de résistance au transfert de chaleur : la fusion est
donc en avance dans le haut du domaine de calcul.

Afin d’illustrer cette différence entre les deux essais, |’évolution de la température du MCP liquide est
tracée Figure 95 pour les calculs CFD menés pour les deux essais, a plusieurs instants de calcul. Ce tracé
se fonde sur la température moyenne du MCP liquide dans les sous-volumes représentatifs, calculée a
|"aide de I’équation (86) (p. 134) pour les 27 sous-volumes aux instants considérés. Le tracé est effectué
en prenant comme abscisse z pour chaque sous-volume I'abscisse moyenne de I'ensemble de ses
mailles. Pour I’essai en pression glissante, le tracé de la position du front de fusion (Figure 88, p. 163)
a permis de mettre en évidence le fait qu’une stratification thermique se mettait en place entre
t = 8400s et t = 9600s. Sur la Figure 95-(a), pour t < 9000s, le profil de température du liquide est
remarquablement plat. Les sous-volumes situés aux extrémités haute et basse du domaine de calcul
CFD (extrémités des courbes) ne sont pas a la méme température que le reste des sous-volumes, mais
cela est d(i au fait qu’ils sont soumis a des conditions aux limites différentes : une condition de non-
glissement y étant appliquée, I'’écoulement de convection naturelle est stoppé aux niveaux des
extrémités du domaine. Sur les autres sous-volumes, la température est quasi identique, ce qui indique
la faiblesse des transferts de chaleur verticaux liés a la convection naturelle ; celle-ci ne devient
importante qu’aprés t = 9000s, le profil de température n’étant plus uniforme a partir de t = 10500s.

Pour I'essai en pression fixe (Figure 95-(b)), le profil de température est quasiment plat pendant un
certain temps au début de la fusion (t = 4000s), puis sa pente augmente a partir d’un certain instant
(t = 5800s). Le profil obtenu a un instant donné a une forme Iégerement différente de ceux observés
pour I'essai en pression glissante. Comme on peut le voir a t = 5800s et t = 6800s, la pente de la courbe
croit progressivement avec l'abscisse z, jusqu’a un point ol elle connait une augmentation plus
soudaine. La quasi-totalité du MCP situé plus haut que ce point est liquide : I'énergie absorbée du fluide
caloporteur sert donc non pas a fondre le MCP (énergie latente) mais a augmenter la température du
MCP fondu (énergie sensible). En comparaison, pour |’essai en pression glissante, le profil obtenua t=
10500s (Figure 95-(a)) a une pente tres stable sur la quasi-totalité de la longueur du tube qui précede
le point ou la pente augmente soudainement. Aux instants suivants, les profils de température sont
comparables pour les deux essais.
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Figure 95 : Evolution le long du tube de la température moyenne du MCP liquide
dans les sous-volumes représentatifs des calculs CFD
(a) : Pression glissante — (b) : Pression fixe

Cette différence constatée entre les pentes des profils de température montre une stratification
thermique plus importante dans I'essai en pression fixe. Cette différence entre les deux essais peut
également étre observée expérimentalement. Pour I’essai en pression glissante, la Figure 86 (p. 159)
montre qu’a un instant donné, les mesures de température effectuées dans le MCP a différentes
altitudes pour une distance au tube donnée sont tres proches les unes les autres. Ce n’est plus le cas
pour l’essai en pression fixe, comme on peut le voir sur la Figure 96 : le MCP quitte le plateau de
température du changement de phase d’autant plus tot qu’il est situé haut le long du tube.
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Figure 96 : Mesures de température dans le MCP actif autour du tube central et de la couronne intermédiaire,
au cours de la charge en pression fixe

Intuitivement, la stratification du MCP liquide pour I’essai en pression fixe s’explique du fait que la
distribution de la chaleur soit non uniforme sur la hauteur dans le MCP et les ailettes. La différence de
température entre deux sous-volumes voisins est ainsi plus importante que dans I'essai a pression
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glissante. Lorsque la convection naturelle dans le liquide se développe suffisamment pour permettre
un transport de chaleur important sur la hauteur, cet écart va logiquement se creuser : la stratification
thermique qui se met en place est plus importante. Au bout d’un certain temps, la fusion sera donc
plus fortement avancée dans le haut du tube que dans le bas.

Or, comme montré dans I'analyse des résultats pour I'essai en pression glissante, le modele systéme
prédit une fusion plus lente qu’expérimentalement lorsque la fusion est quasiment terminée
localement (cf. les instants t 2 9600s sur la Figure 88). Il est donc envisageable que la source des écarts
plus importants d’énergie globale accumulée pour I’essai en pression fixe soit due a la présence sur un
temps plus important de MCP dont la fusion est presque terminée. Pour I’essai en pression glissante,
comme la fusion est uniforme sur la hauteur entre les différents sous-domaines de MCP autour des
ailettes, le taux de fusion global doit étre suffisamment élevé pour que la convection naturelle devienne
importante, et donc que les prédictions de flux de chaleur du modéle se retrouvent sous-estimées par
rapport a la réalité. Pour I'essai en pression fixe, une zone ou le MCP est suffisamment fondu pour
permettre a la convection naturelle de devenir importante apparait plus tot dans I’essai ; cette zone
est présente dés t = 5800s, au vu de la Figure 95-(b). Comme le modeéle systéme sous-estime le flux de
chaleur dans cette zone, le fait qu’elle soit présente plus longtemps pourrait rendre plus importante
I’erreur commise sur I’énergie transmise globalement au MCP et aux ailettes a la fin de I’essai, car
I’erreur sur le flux est intégrée sur un temps plus long.

Une seconde piste d’interprétation des écarts d’énergie pour I'essai en pression fixe serait une
influence des mouvements de convection naturelle du MCP liquide sur les transferts de chaleur qui soit
différente de celle de I'essai en pression glissante. En effet, pour I’essai en pression fixe, le fait que la
fusion soit plus avancée dans le haut des tubes fait qu’un écoulement de liquide plus important que
dans le bas des tubes peut s’y développer, |'épaisseur de MCP liquide étant plus importante. Dans
I’essai en pression glissante, cette épaisseur de liquide est en revanche uniforme en moyenne le long
des tubes. Il est donc possible que la structure de I'’écoulement de convection naturelle du liquide, et
par voie de conséquence son influence sur les transferts de chaleur, ne soient pas les mémes pour les
deux essais.

Cette différence entre les deux essais peut avoir deux impacts distincts sur les transferts de chaleur.
D’une part, elle peut influencer les transferts de chaleur au sein du MCP liquide dans la direction
verticale, liés a I'’écoulement. Comme montré en section V.1.3 (p. 161), ces transferts de chaleur
verticaux sont négligeables pour I'essai en pression glissante pendant une bonne partie de la fusion.
Pour I'essai en pression fixe, ces transferts verticaux pourraient étre intensifiés par un écoulement de
liguide différent et par la stratification de la température dans le liquide qui est présente dans cet essai
uniquement. Le modele systeme ne tient pas compte des transferts de chaleur verticaux au sein du
MCP. Si ces transferts ne sont plus négligeables pour I'essai en pression fixe, les résultats du modele
systeme pourraient donc étre dégradés pour cet essai.

D’autre part, I’écoulement par convection naturelle influence également les transferts de chaleur entre
les parois du tube et des ailettes et le MCP. Ces transferts sont pris en compte a I'aide de la corrélation
adimensionnelle déduite de I’étude CFD (95). Cette relation a été obtenue a I'aide de calculs CFD pour
lesquels la température de la paroi du tube et le coefficient d’échange intérieur tube étaient pris
constants et uniformes, ce qui améne a une fusion du MCP uniforme sur la hauteur ; pour ces calculs,
I’écoulement par convection naturelle lors de la fusion doit donc étre comparable a celui d’un essai en
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pression glissante. Si I’écoulement n’a pas la méme structure pour I'essai en pression fixe, les transferts
convectifs aux parois se verront modifiés. De tels effets, qui n’apparaitraient que dans le cas d’une
fusion non uniforme sur la hauteur des tubes, pourraient ne pas étre représentés précisément par la
relation (95).

Sur la Figure 93, les deux corrélations entre les nombres de Rayleigh et de Nusselt semblent plut6t bien
ajuster le nuage de points obtenu a partir du calcul CFD pour I’essai en pression fixe, ce qui indiquerait
que la relation (95) ne perdrait globalement pas en précision pour cet essai. Cependant, selon |'essai
(cf. Figure 84, p. 154 pour le nuage de points pour I’essai en pression glissante), les points ne semblent
pas répartis de la méme maniére autour des courbes correspondant aux deux corrélations. Dans
I'intervalle 0 < Ra < 108, peu de points sont présents pour |’essai en pression glissante au début de la
fusion, alors que le nombre de points présents pour I’essai en pression fixe est beaucoup plus
important ; ces points sont en bleu sur les deux figures. Sur la Figure 84, les points de ce groupe sont
majoritairement en-dessous de la courbe de la premiére corrélation, alors qu’ils sont en revanche
plut6ét au-dessus de la courbe sur la Figure 93. De méme, parmi les points qui se rassemblent autour
de la courbe de la seconde corrélation (en vert, fusion terminée), un grand nombre se trouve au-dessus
de la courbes sur la Figure 93, tandis que la répartition des points autour de cette courbe semble plus
équilibrée sur la Figure 84. Ainsi, il est possible gu’il y ait une différence entre les deux essais dans la
qualité de I'estimation du flux de chaleur par les deux corrélations. Comme les deux courbes semblent
bien modéliser les deux nuages de points visuellement, cette différence est probablement faible dans
I"absolu. Malgré cela, il est envisageable qu’elle puisse amener a une différence d'énergie totale
accumulée non négligeable, une fois intégrée sur le temps de la charge.

Une troisieme hypothése envisageable pour expliquer les écarts serait que pour I’essai en pression fixe,
la fusion du MCP passif commence t6t au cours de la charge. La fusion du MCP passif a une hauteur
donnée dans la calandre commence lorsque le front de fusion atteint la périphérie des ailettes, c’est-
a-dire lorsque la fusion du MCP actif est terminée. Comme la fusion est en avance dans le haut des
tubes pour I'essai en pression fixe, le MCP actif du haut du tube termine sa fusion plus tot, ce qui
permet au front de fusion d’atteindre plus tot le MCP passif du haut de la calandre. Le MCP passif n’est
pas représenté dans le modele systeme ; lorsque sa fusion commence dans le haut de la calandre,
I’énergie nécessaire a son changement de phase pourrait donner lieu a un important transfert de
chaleur vers le MCP passif, non représenté par le modeéle.

En résumé, trois hypotheses sont donc envisagées pour expliquer les écarts d’énergie accumulée entre
le modeéle systeme et I'expérience :

1) La présence de MCP quasi fondu localement pendant plus longtemps que pour I'essai en
pression glissante, amenant a une prédiction moins bonne des transferts de chaleur globaux,
ceux-ci étant moins bien prédits localement lorsque la couche de MCP liquide est épaisse mais
que la fusion n’est pas terminée.

2) Un écoulement de convection naturelle dans le liquide différent entre les deux essais, amenant
a une moins bonne estimation des transferts de chaleur aux parois par la relation (95), et au
développement de transferts de chaleur verticaux au sein du MCP, négligés par le modele.

3) Un transfert de chaleur vers le MCP passif plus important pour I’essai en pression fixe.
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Dans la suite de cette section, les résultats de calcul CFD pour les deux essais sont analysés plus en
détail, dans I’objectif de vérifier si les différents effets discutés sont effectivement a I’ceuvre ou non au
cours de la charge en pression fixe. L'analyse qui suit s’intéresse uniquement aux effets liés aux deux
premiéres hypotheses. En effet, I'absorption de chaleur par le MCP passif (troisieme hypothése) ne
peut pas étre vérifiée, car aucune mesure de température n’est effectuée dans le MCP passif dans le
module prototype. Il ne semble donc pas possible d’estimer expérimentalement la quantité d’énergie
gu’il accumule avant la fin de la fusion, ni de vérifier s’il commence bien a accumuler de la chaleur de
maniére importante plus tot lors de I’essai en pression fixe.

Par ailleurs, dans I’'analyse qui suit, on ne cherche pas a quantifier I’erreur induite par les différents
effets sur I’énergie accumulée dans le module prédite par le modele systéme. En effet, estimer cette
erreur semble difficile, car les erreurs commises ponctuellement par le modéle se propagent au cours
du temps : une erreur du modele systeme sur les transferts de chaleur a un instant donné affecte
I’évolution de la température et de I'épaisseur de la couche liquide a cet instant, ce qui affectera
également le flux de chaleur a I'instant suivant. De ce fait, I'analyse se limite a identifier si la présence
des différents effets peut étre mise en évidence ou non a I'aide des résultats de calcul CFD ; leur impact
sur les résultats du modele n’est pas discuté.

Pour vérifier la premiere hypotheése, il a été tenté dans un premier temps de repérer, pour les deux
calculs CFD, la fraction liquide moyenne dans un sous-volume au-dela de laquelle la relation (95) perd
en précision, comme constaté lors de I'analyse des résultats pour I'essai en pression glissante (cf.
section V.1.3). Dans la suite, cette fraction liquide associée a un sous-volume est notée 71 Si une telle
valeur limite (71)0 existe, le temps pendant lequel certains sous-volumes dans le domaine de calcul

CFD ont leur fraction liquide moyenne supérieure a cette valeur, et le nombre de sous-volumes dans
ce cas sur ce temps, peut donner une indication de I’erreur commise par le modéle du fait du temps
de présence de MCP quasi fondu localement.

Il faut donc estimer I’erreur commise par la relation (95) en fonction de la fraction liquide moyenne 71
Pour cela, pour les deux calculs CFD, un certain nombre d’instants de calcul espacés régulierement
entre le début et la fin de la fusion, et séparés de 2s environ les uns des autres, ont été choisis. Pour
ces instants, deux nombres de Nusselt ont été calculés pour chacun des 27 sous-volumes : d’une part
le nombre de Nusselt Nucrp prédit par le calcul CFD, calculé a partir des équations (57), (86), (90) et
(91), et d’autre part celui prédit par la relation (95), noté Nucrr. L'écart relatif entre ces deux nombres
de Nusselt est calculé, puis les écarts obtenus pour I’ensemble des instants de calcul et pour les 27
sous-volumes sont tracés en fonction de la fraction liquide moyenne associée a chaque point. Les
graphes obtenus sont tracés Figure 97 pour I’essai en pression glissante, et Figure 98 pour |'essai en
pression fixe.
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Figure 97 : Erreur relative sur le nombre de Nusselt prédit par la relation sur le flux de chaleur (95), en fonction de
I"avancement local de la fusion, pour le calcul CFD de I’essai en pression glissante
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Figure 98 : Erreur relative sur le nombre de Nusselt prédit par la relation sur le flux de chaleur (95), en fonction de
I’avancement local de la fusion, pour le calcul CFD de I’essai en pression fixe

Sur la Figure 97, pour 71 > 0,8 environ, les points du graphe sont de maniere générale plus nombreux
au-dessus de la droite Nucgp — Nu o = 0 qu’en-dessous. La méme chose peut étre observée sur la
Figure 98 pour 7[ > 0,7 environ. Cela signifie que lorsque la fraction fondue dans un sous-volume
dépasse cette valeur limite (qui dépend visiblement de I’essai), les prédictions du nombre de Nusselt
données par la relation (95)sont en moyennes inférieures aux valeurs du nombre de Nusselt calculées
a partir des résultats CFD. De ce fait, la relation (95) prédit un flux de chaleur en moyenne plus faible
que celui prédit par le modéle CFD lorsque la valeur limite de la fraction fondue est dépassée. Ce
constat est cohérent avec le fait que le modéle systeme sous-estime la vitesse de la fusion lorsque celle-
ci est avancée localement, comme constaté précédemment en section V.1.3 (p. 161). La Figure 97 et la

Figure 98 permettent de mettre en évidence une valeur limite de Y; au-dela de laquelle cette perte de
précision a lieu. Les valeurs limites identifiées pour les deux calculs sont notées dans la suite

(Yl)o,glis = 0,8 pour I'essai en pression glissante, et (Yl)o,fixe = 0,7 pour I'essai en pression fixe.
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Dans un second temps, le nombre de sous-volumes dans les deux calculs CFD pour lesquels la valeur
limite de ?1 est dépassée est compté au cours de la fusion ; I'évolution de ce nombre dans le temps est
tracé Figure 99. L'extrémité en haut a droite des deux courbes correspond a la fin de la fusion ; malgré
les temps de fusion différents pour les deux calculs, la méme échelle est adoptée pour les deux graphes
afin de permettre une comparaison visuelle des courbes. La Figure 99 permet de voir que, comme
supposé, le temps pendant lequel une fraction du MCP a dépassé le taux de fusion limite est plus
important pour I'essai en pression fixe. En effet, pour I’essai en pression glissante, a partir de I'instant

oul les premiers sous-volumes dépassent la valeur limite de Y; (la courbe quitte 'axe des abscisses),
I"augmentation du nombre de sous-volumes concernés est brutale : il passe d’'un nombre inférieur a 5
a un nombre proche du maximum de 27 sur un temps tres court. Pour |'essai en pression fixe,
I"augmentation est plus progressive. Cette différence de comportement est cohérente avec le caractére
uniforme ou non uniforme de la fusion. Pour I’essai en pression glissante, comme la fusion s’effectue
de maniere plutot uniforme sur la hauteur, I’avancement de la fusion est proche d’un sous-volume a
un autre : ainsi, la majorité des sous-volumes voient leur fraction liquide moyenne atteindre la valeur
limite de 0,8 au méme moment. Ce n'est pas le cas pour I'essai en pression fixe, des différences
s’installant entre les sous-volumes pendant le laps de temps ol le niveau liquide dans le tube parcourt
la hauteur du domaine de calcul, comme expliqué plus haut.
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Figure 99 : Evolution du nombre de sous-volumes représentatifs dans lesquels la relation sur le flux de chaleur perd en
précision
(a) : Calcul CFD pour I’essai en pression glissante
(b) : Calcul CFD pour I’essai en pression fixe

Le temps pendant lequel une partie des sous-volumes se trouve au-dessus de la valeur limite pour la
fraction liquide moyenne peut étre évalué en considérant I'instant ol le nombre de sous-volumes
compté sur la Figure 99 atteint 2, et l'instant ou I'ensemble du MCP est fondu dans tous les sous-
volumes, a I'exception de celui situé tout en bas du domaine. En effet, il est préférable d’ignorer pour
I’analyse les sous-volumes situés aux extrémités du domaine : la fusion dans ces sous-volumes est
différente de celle du reste du domaine, du fait des conditions aux limites différentes auxquels ils sont
sujets. Pour l'essai en pression glissante, c’est a t = 9700s que deux sous-volumes atteignent

(71)0 glis = 0,8, et c’est at=13100s que la fusion est terminée de partout, sauf dans le bas. Pour I’essai

en pression fixe, ces deux instants sont respectivement t = 4900s, et t = 10100s. Il y a donc des sous-
volumes pour lesquels 71 = (71)0 pendant 3400s pour I'essai en pression glissante, et pendant 5200s
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pour I’essai en pression fixe. Ainsi, I'hypothése 1 semble étre confirmée : le calcul en pression fixe se
trouve pendant plus longtemps dans des conditions ou la relation (95) est moins précise que celui en
pression glissante.

Parmi les effets potentiels des changements éventuels dans I’écoulement par convection naturelle du
MCP liquide, cités dans la section V.2.2.1, le premier d’entre eux est une perte de précision de la
relation (95) sur le flux de chaleur aux parois. La Figure 97 et la Figure 98, qui représentent |’erreur
commise par la relation (95) par rapport aux résultats CFD, permettent d’évaluer si cette relation est
effectivement plus éloignée des résultats CFD pour I’essai en pression fixe que pour I’essai en pression
glissante, comme supposé en section V.2.2.1. Pour I'essai en pression glissante, au vu de la Figure 97,
I’erreur de la relation (95) par rapport a la CFD est en moyenne nulle, ou bien faiblement positive ou
négative selon les valeurs de 71, a I'exception des plus faibles valeurs de 71 pour lesquels I'erreur est
importante et toujours positive (sous-estimation du flux de chaleur par (95)). Pour?l plus élevé, I'erreur
se situe entre -10% et 0% pour 0,2 < 71 < 0,65, est nulle en moyenne sur la plage 0,65 < 71 < 0,85
(valeurs entre -10% et +10%), puis est entre 0% et 20% pour 0,85 < 71 < 1. Ainsi, I'erreur commise en
moyenne pour 71 > 0,2 semble étre proche de 0%.

Pour I’essai en pression fixe, le graphe de I’erreur en fonction de 71 a la méme allure globale que pour
I'essai en pression glissante (Figure 98). Cependant, I'erreur semble plus souvent positive que
négative : en d’autres termes, la relation (95) sous-estime en moyenne le flux de chaleur par rapport
au modele CFD. La plage de faibles valeurs de 71 surlaquelle I'erreur est invariablement positive s’étend
ici jusqu’a Y; = 0,4 ; c’est uniquement sur la plage 0,25 < Y; < 0,4 que Ierreur est inférieure a 10%.
L’erreur apparait ensuite nulle en moyenne sur la plage 0,4 < ¥; < 0,75 environ, puis elle est ensuite
globalement positive pour 0,75 < Y; < 1 (valeurs entre 0% et 20% environ, comme pour le premier
essai). Ce constat confirme le fait qu’au global, la relation (95) estime moins bien le flux de chaleur
pour |'essai en pression fixe. La Figure 97 et la Figure 98 montrent que ce n’est pas uniquement sur la
plage des plus grandes valeurs de 71 (au-dessus de 0,7), dans laquelle les sous-volumes passent
effectivement plus de temps que pour le premier essai (comme montré plus haut), que la relation (95)
est moins précise : elle I’est également pour les faibles fractions fondues (71 < 0,4). L’erreur commise
pour les faibles valeurs de 71 est ainsi une seconde source d’erreur, qui s’ajoute a celle pour les fortes
valeurs, dont I'impact a été étudié plus haut (hypothese 1).

Une fois ce constat effectué, la question qui se pose est celle de la cause de cette perte de précision de
la relation (95) pour I'essai en pression fixe. Afin de vérifier si cela est lié a des différences dans
I’écoulement par convection naturelle du MCP liquide par rapport a I’essai en pression glissante,
comme supposé, les champs de vitesse prédits par les calculs CFD des deux essais ont été comparés.
Trois instants de calcul ont été sélectionnés pour |'essai en pression glissante, pour lesquels la fusion
est localement a des degrés d’avancement différents, a savoir respectivement 71 =0,27, 71 = 0,46, et
71 = 0,71 (ces trois instants sont t = 6208s, t = 7608s, et t = 9465s) ; ces trois valeurs de 71 se trouvent
dans l'intervalle dans lequel la relation (95) prédit un flux de chaleur plus élevée pour le calcul en
pression fixe (cf. Figure 97 et Figure 98). Pour chacune de ces trois valeurs, un instant de calcul a été
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sélectionné pour le calcul en pression fixe, pour lequel la fusion est localement a ce méme niveau
d’avancement pour un groupe d’ailettes donné au sein du domaine (les trois instants choisis sont
t = 3464s, t = 4364s, et t = 6164s). Cela permet la comparaison des champs de vitesse entre les deux
calculs, pour un méme avancement local de la fusion. La comparaison est effectuée, pour chaque
valeur de 71, dans trois plans verticaux situés respectivement au milieu des ailettes, et sur les cOtés
gauche et droit des ailettes (mémes plans que pour la Figure 80, p. 148, et que pour la Figure 90, p.
165). Un total de neuf comparaisons est ainsi effectué dans les figures ci-dessous (Figure 100 a Figure
108). Afin de visualiser les valeurs numériques de la vitesse, le champ des vecteurs vitesse et le champ
de la norme de la vitesse sont tous deux représentés sur ces figures.

Les neuf comparaisons permettent de voir qu’au global, pour un degré d’avancement donné, la
structure de I'’écoulement, et la forme et |a taille des domaines de I’espace occupés par le MCP solide
et liquide sont les mémes entre les deux calculs. Ce n’est pas le cas pour la plus petite des trois valeurs
de 71 (0,27), pour laquelle le liquide occupe plus de place pour I’essai en pression fixe. Cet effet est dl
a la température de la paroi, qui est un peu plus faible (= 312°C) pour I'essai en pression glissante a
I'instant de calcul choisi ; la zone pateuse est ainsi plus épaisse, ce qui réduit la place occupée par du
MCP purement liquide a taux de fusion égal. Pour les deux autres valeurs de 71, la forme du domaine
liguide et la structure de I’écoulement sont tout a fait similaires entre les deux calculs.

Une différence que I’on peut en revanche constater est que I’écoulement est plus rapide en moyenne
pour le calcul en pression fixe. Cela peut se constater qualitativement a I'aide des champs de la norme
de la vitesse, I’échelle des couleurs étant la méme pour chaque figure de la Figure 100 a la Figure 108.
Afin d’effectuer des comparaisons quantitatives, les vitesses maximales atteintes dans le plan vertical
situé a droite des ailettes (Figure 102 ; Figure 105 ; Figure 108), dans lequel la vitesse est la plus élevée
parmi les trois plans verticaux, sont rassemblées dans la Table 18 (p. 184). L'augmentation de la vitesse
maximale pour le calcul en pression fixe est plutdt importante ; elle est de 240% pour 71 = 0,27, de

54% pour 71 = 0,46, et de 31% pour 71 = 0,71. Ainsi, pour un degré d’avancement Yl donné autour
d’une ailette, la vitesse du MCP liquide est plus importante pour |’essai en pression fixe, pour une
méme forme du domaine de I’espace occupé par le liquide et une méme structure d’écoulement. Cela
doit intensifier les échanges de chaleur convectifs avec le tube et les ailettes ; en effet, une vitesse
d’écoulement plus importante éloigne plus rapidement des parois le MCP chaud pour le remplacer par
du MCP plus froid. De méme, a proximité du front de fusion, un écoulement plus rapide va remplacer
plus rapidement le MCP liquide froid (proche de la température de liquidus) par du MCP liquide plus
chaud provenant du reste du domaine occupé par le liquide.

L'augmentation du nombre de Nusselt pour I’essai en pression fixe par rapport a I’essai en pression
glissante, visible sur la Figure 97 et la Figure 98, est de I'ordre de 10%, ce qui est tres inférieur a
I'importante augmentation de la vitesse maximale visible dans la Table 18. Toutefois, cette vitesse
maximale n’est pas atteinte partout dans I'écoulement ; pour les deux valeurs les plus importantes de
71, la vitesse maximale est atteinte au coeur du volume de MCP liquide, c’est-a-dire a proximité ni de la
surface d’échange du liquide avec le tube et les ailettes, ni du front de fusion. L’augmentation de 10%
du nombre de Nusselt reste ainsi cohérente avec les chiffres de la Table 18.
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Figure 100 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour 71 =0,27,
dans un plan vertical coupant les ailettes en leur centre
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Figure 101 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour Y; = 0,27,
dans un plan vertical situé entre deux ailettes (frontiere latérale gauche du domaine)
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Figure 102 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour Y; = 0,27,
dans un plan vertical situé entre deux ailettes (frontiere latérale droite du domaine)
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Figure 103 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour Y; = 0,46,
dans un plan vertical coupant les ailettes en leur centre
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Figure 104 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour 71 = 0,46,
dans un plan vertical situé entre deux ailettes (frontiere latérale gauche du domaine)
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Figure 105 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour 71 = 0,46,
dans un plan vertical situé entre deux ailettes (frontiere latérale droite du domaine)

Chapitre V. Comparaison
des résultats de modélisation multi-échelles a des résultats expérimentaux - 182 -
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Figure 106 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour 71 =0,71,
dans un plan vertical coupant les ailettes en leur centre
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Figure 107 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour 71 =0,71,
dans un plan vertical situé entre deux ailettes (frontiere latérale gauche du domaine)
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Figure 108 : Comparaison des champs de vitesse entre les calculs CFD en pression glissante (a) et fixe (b), pour 71 =0,71,
dans un plan vertical situé entre deux ailettes (frontiere latérale droite du domaine)
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7[ Pression glissante | Pression fixe
0,27 1,4 mm.s? 4,8 mm.s?
0,46 3,9 mm.s? 6,0 mm.s?
0,71 8,4 mm.s* 11 mm.s?

Table 18 : Valeurs maximales de la vitesse dans le plan vertical a droite des ailettes, pour les calculs CFD en pression glissante
et en pression fixe, selon I'avancement local de la fusion

La sous-estimation du flux de chaleur par la relation (95) pour I’essai en pression fixe semble donc étre
liée a une augmentation de la vitesse de I"écoulement du MCP liquide. Des que les boucles de
convection parcourent I’ensemble de la hauteur du domaine, le MCP liquide du haut du tube peut donc
circuler jusque dans le bas du tube ; cela arrive trés tot apres le début de la fusion, la couche de liquide

étant déja suffisamment épaisse pour 71 = 0,1. Le MCP du haut du tube ayant une vitesse plus élevée
pour |'essai en pression fixe, il est probable que son arrivée dans le bas du tube accélére localement
I’écoulement : cela expliquerait I’écoulement plus rapide que I’'on constate pour cet essai, aussi bien

lorsque la fusion est bien avancée (71 plus élevé) que peu avancée (71 plus faible) localement. La
relation (95) a été construite sur la base de calculs CFD pour lesquels les conditions a la paroi étaient
uniformes et constantes ; il apparait donc logique que cette relation ne puisse pas prédire cet effet, qui
apparait uniguement lorsque les conditions a la paroi du tube sont non uniformes.

Par ailleurs, I'’écoulement de liquide plus rapide peut également intensifier les transferts de chaleur
verticaux au sein du MCP. En effet, les écoulements de MCP liquide chaud ascendant et de MCP froid
descendant le long du tube étant plus rapides pour I’essai en pression glissante, il est possible que les
transferts de chaleur verticaux liés a ces écoulements ne soient plus négligeables devant les transferts
de chaleur entre les parois et le MCP, comme c’est le cas pour |'essai en pression glissante. Les
transferts verticaux contribuent a la stratification de la température dans le liquide ; s’ils sont
importants, ils vont ainsi influencer la température moyenne du MCP liquide a une hauteur donnée,
donc le flux de chaleur échangé avec le tube et les ailettes, et par voie de conséquence |I'énergie
transférée globalement au MCP. Le modéle systeme ne tenant pas compte des transferts de chaleur
verticaux au sein du MCP, il ne peut pas tenir compte de cette redistribution de la chaleur dans le
liguide, et donc de son incidence sur les échanges de chaleur avec le tube et les ailettes. Autrement
dit, pour 'essai en pression fixe, I'absence de prise en compte des transferts verticaux par le modeéle
systeme a potentiellement un impact les résultats. Leur prise en compte pourrait rapprocher les
prédictions du modele des résultats expérimentaux.

En résumé, pour l'essai en pression fixe, I’écoulement de convection naturelle est plus rapide
localement a épaisseur de liquide égale. Cela peut induire potentiellement pour le modele systeme
une erreur plus importante que pour I’essai en pression glissante, du fait d’'une part de I'intensification
des transferts de chaleur entre les parois du tube et des ailettes et le MCP (relation (95)), et d’autre
part de I'apparition d’une redistribution de la chaleur non négligeable au sein du MCP liquide, dont le
modele systeme ne tient pas compte.
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La forme du front de fusion autour d’un tube est tracée sur la Figure 109 pour le modeéle systeme et
pour I'expérience, afin d’évaluer comme précédemment la prédiction locale du volume fondu le long
du tube qu’effectue le modeéle systeme. De maniéere similaire a ce qui est fait pour la Figure 88, la
position du front de fusion expérimental est évaluée a I'aide de l'isotherme T = 305°C; le front
expérimental est donné sous la forme d’une zone de I'espace, qui représente l'incertitude sur la
position de cette isotherme du fait de I'incertitude de mesure de la température.

Le front de fusion prédit par le modéle systeme s’avere étre plus proche du tube que le front de fusion
expérimental, et ce pour les six instants de calcul regardés. Pour t < 5320s (Figure 109-(a), -(b) et (c)),
le front de fusion du modele est tres proche de la frontiére gauche de la zone de I’espace dans lequel
le front expérimental peut se trouver ; au vu de ces trois instants uniquement, le doute peut donc étre
permis quant a la bonne estimation de la position du front pour I’expérience. Cependant, pour les trois
instants suivants (Figure 109-(d), -(e) et (f)), le front du modéle ne se trouve plus dans la zone
d’incertitude expérimentale ; il est clairement plus a gauche que la frontiere de cette zone. Cela montre
que I'écart entre le modeéle et I'expérience est d{i a une mauvaise prédiction de la position du front par
le modéle, et non a I’estimation expérimentale du front.

Le modele systéeme prédit donc une fusion plus lente que dans |'expérience. Ce constat est cohérent
avec le fait que la corrélation sur le flux de chaleur extraite de la CFD (relation (95)) sous-estime
d’environ 10% en moyenne le nombre de Nusselt, donc le flux échangé entre le fluide caloporteur et
le MCP pour I'essai en pression fixe, comme montré dans la section précédente. Comme le montrent
la Figure 97 et la Figure 98 (p. 177), la sous-estimation du flux par la relation (95) par rapport a I’essai
en pression glissante est a peu pres indépendante de I’'avancement local de la fusion (c’est-a-dire de la
valeur de 71 dans le volume local de MCP et de métal considéré) ; c’est uniquement au tout début (Yl <
0,1) et a la toute fin de la fusion (71 > 0,85) que les prédictions du flux sont les mémes pour I'essai en
pression glissante et celui en pression fixe. Ainsi, sur la Figure 109, I'éloignement progressif du front de
fusion prédit par le modele systeme et du front expérimental semble cohérent avec cette imprécision
quasi constante de la relation (95) au cours de la fusion.

Pendant la majeure partie de la fusion, la forme du front de fusion est en revanche bien prédite par le
modele systeme ; le front calculé semble décalé sur la gauche par rapport au front expérimental. Cela
peut également s’expliquer par le caractere constant dans le temps de I'erreur sur I’estimation du flux
de chaleur. Pour I'essai en pression glissante, la position du front de fusion était trés bien estimée par
le modele systéme (sauf lorsque I’on s’approche de la fin de la fusion), et ce en dépit de I’erreur non
nulle en moyenne que peut commettre la relation (95) selon I’'avancement local de la fusion. Une erreur
constante de +10% étant ajoutée pour I’essai en pression fixe, il semble ainsi logique que la forme
globale du front soit prédite de maniere satisfaisante par le modéle systeme, mais que sa position ne
le soit pas.

C’est uniquement lorsque la fusion est quasiment terminée localement que la forme du front de fusion
n’est pas la méme entre le modeéle et I’expérience : comme on peut le voir sur la Figure 109-(d) et —(e),
le front expérimental a tendance a se courber vers la frontiere extérieure du domaine lorsqu’il
approche de la frontiére extérieure du domaine de calcul. Le modeéle systeme ne reproduit pas cette
courbure plus importante du front. Cet aspect peut s’expliquer par I’erreur assez importante commise

par la relation (95) pour les grandes valeurs de 71 Comme on peut le voir sur la Figure 98, pour 71 >
0,85, le modele sous-estime presque toujours le nombre de Nusselt, et ce de maniere parfois
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importante (jusqu’a 20% d’erreur) : le flux de chaleur recu du tube va donc lui aussi étre sous-estimé
par le modéle. Cette erreur se retrouve également pour I’essai en pression glissante (Figure 97), ce qui
avait pour conséquence d’empécher le modele de reproduire la courbure du front de fusion que I’'on
constatait a la fin de la charge (cf. V.1.3, p. 161). Pour I’essai en pression fixe, ce méme phénomene fait
s’éloigner la forme du front de fusion prédit par le modele de celle de I’expérience lorsque la fusion est
pratiquement terminée localement. Comme montré en section V.1.3, cette erreur de la relation (95)
est due aux mouvements de liquide verticaux plus importants vers la fin de la fusion, qui tendent a
stratifier la température dans le MCP liquide, accélérant la fusion dans le haut du domaine. Le modéle
systeme ne prenant pas en compte le transport de chaleur vertical par les mouvements liquides, il ne
peut pas reproduire ce phénomeéne.

Ainsi, I’erreur commise par la relation (95) pour I'essai en pression fixe fait que le modéle systeme
prédit une vitesse de fusion inférieure a la réalité, aussi bien au niveau global qu’au niveau local.
L’erreur relative commise localement ne dépendant pas de I’avancement local de la fusion, le modéle
systéme reproduit malgré cela la forme du front de fusion de maniéere assez satisfaisante. Le front prédit
par le modeéle est ainsi décalé par rapport au front expérimental, sauf lorsque la fusion est
pratiquement terminée localement, auquel cas le modele ne reproduit pas la courbure du front
expérimental vers la frontiére extérieure du domaine.
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Figure 109 : Position moyenne du front de fusion pour le modéle systéeme et I’expérience, a différents instants de calcul au
cours de la charge en pression fixe
Les segments verticaux noirs représentent respectivement la paroi externe du tube (a gauche), et la frontiére externe du
domaine de calcul du modéle systéeme (a droite)
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Figure 110 : Légende des courbes de front de fusion de la Figure 109

Dans ce chapitre, deux essais de charge du module prototype ont été simulés avec le modeéle systeme,
afin de comparer ses prédictions aux résultats expérimentaux. Ces deux essais présentent des
conditions différentes a la paroi, ce qui permet d’évaluer les performances du modéle systeme pour
plusieurs situations de charge différentes, représentatives de la conduite envisagée en pratique pour
la charge d’'un module de stockage de vapeur par MCP en contexte industriel. Les comparaisons entre
modele et expérience sont faites sur la base de I'énergie accumulée par le milieu de stockage (MCP +
ailettes + épaisseur du tube) et de la forme du front de fusion. Ces deux comparaisons permettent
respectivement d’évaluer la prédiction du flux de chaleur global et local faite par le modele systeme.
Les deux essais ont également été simulés a I’aide du modele CFD, afin de vérifier si la relation sur le
flux de chaleur entre fluide caloporteur et MCP établie au chapitre précédent restait correcte pour des
conditions représentatives d’une charge réelle.

Pour I'essai en pression glissante, I'accord du modeéle systéme avec I’expérience est globalement bon.
Les mesures effectuées sur le module prototype permettent d’évaluer les pertes thermiques, ainsi que
I’énergie thermique accumulée par certaines des pieces métalliques du module non représentées par
le modele. Une fois ces deux énergies déduites du résultat expérimental brut, I’écart avec le modele
est d’environ 10% pendant la fusion du MCP actif ; cette précision est tout a fait raisonnable pour
I'utilisation du modele systeme pour les besoins du dimensionnement ou de la prédiction rapide des
performances. Les écarts résiduels entre le modéle et I'expérience, ainsi que ceux plus importants
constatés apres la fin de la fusion du MCP actif, ont pu étre reliés a I’énergie thermique absorbée par
le MCP passif en périphérie de la calandre. Pour I’étude d’'un module de stockage de taille industrielle,
ces écarts seront probablement réduits car la proportion de MCP passif diminue avec la taille du
module. En effet, un module de plus grande taille contiendra un nombre plus important de tubes : il y
aura donc une plus faible proportion de tubes en périphérie du faisceau, faisant face a un volume de
MCP passif. La forme du front de fusion est également prédite correctement par le modele, sauf a la
fin de la fusion ou la corrélation sur le flux de chaleur établie au chapitre précédent perd en précision
d’une part, et ol une stratification thermique se met en place dans le MCP liquide d’autre part. Le
modele systeme négligeant le transfert de chaleur vertical au sein du MCP liquide du fait de
I’écoulement de convection naturelle, cette stratification ne peut pas étre représentée de maniéere
satisfaisante.

Pour I'essai en pression fixe, les prédictions du modele systeme sont en moins bon accord avec
I’expérience. L'énergie accumulée globale est éloignée de 20 a 30% en moyenne des résultats
expérimentaux. Plusieurs pistes d’explication de cet écart plus important ont été avancées. D’une part,
pour ce second essai, le MCP situé dans le haut de la section d’essais atteint un taux de fusion élevé,
voire termine sa fusion tot au cours de la charge. La relation sur le flux de chaleur est moins précise
lorsque le MCP est quasiment entiérement fondu localement ; ainsi, I’erreur commise dans le haut des
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tubes pourrait s’avérer importante une fois intégrée sur la durée totale de la charge. D’autre part, les
vitesses d’écoulement du MCP liquide sont plus importantes pour ce second essai. Cela pourrait
intensifier d’'une part les échanges de chaleur avec le tube et les ailettes, et d’autre part les transferts
de chaleur verticaux au sein du MCP, qui sont négligés par le modeéle systeme. La relation sur le flux de
chaleur échangé avec le tube et les ailettes a été obtenue a I’aide de calculs CFD pour lesquels peu de
différences pour I'avancement de la fusion sont présentes entre le haut et le bas du tube. Le modéle
systéme ne peut donc pas prédire des effets qui apparaitraient uniguement lorsque la fusion n’est pas
uniforme sur la hauteur, comme c’est le cas pour l'essai en pression fixe. La comparaison des
prédictions de la relation (95) avec les résultats CFD montre que |'intensification des échanges entre
paroi et MCP par rapport au premier essai est indépendant du taux de fusion local. De ce fait, le modele
systéme prédit un front de fusion de la méme forme que le front expérimental, mais décalé vers la
paroi du tube. Enfin, il est possible également que le MCP passif, dont le modéle systéme ne tient pas
compte, absorbe plus d’énergie que lors de I'essai précédent, du fait que la fusion du MCP actif se
termine plus tot dans le haut du tube. N’ayant pas la possibilité d’estimer expérimentalement I'énergie
absorbée par le MCP passif, il nest pas possible d’estimer quels effets parmi ceux envisagés ont
I'impact le plus important sur les prédictions du modele systeme. En I’état, les trois hypotheses émises
restent des conjectures pour expliquer I’écart du modeéle a I’expérience pour ce second essai.

Cette comparaison du modele a deux essais expérimentaux ont permis de mettre en lumiére plusieurs
limitations et perspectives d’amélioration de la méthodologie de modélisation multi-échelles.

Premiérement, une fraction non négligeable de I’énergie cédée par le fluide caloporteur (eau liquide /
vapeur) lors de son passage dans le module s’avére étre a imputer aux pertes thermiques. Ainsi, dans
I'optique d’utiliser le modeéle systéeme au sein d’un modéle plus vaste d’un procédé intégrant un module
de stockage de vapeur, la prédiction de I’énergie du fluide caloporteur aux bornes du module requiert
de connaitre les pertes thermiques. Pour le module prototype étudié, des essais dédiés ont permis de
déterminer un coefficient de pertes thermiques; cela a permis une comparaison plus juste des
résultats expérimentaux a ceux du modele. Pour |I’étude ou la conception d’'un module n’ayant pas
encore été construit (conception préliminaire), estimer les pertes thermiques est a priori moins simple.
Bien que cela limite la précision que I'on peut attendre du modéle pour I'utilisation dans un tel
contexte, il est bon de noter que le rapport des pertes thermiques sur la puissance thermique transmise
au MCP sera moins importante pour un module de taille industrielle que pour le module prototype
étudié ici, car la proportion de tubes périphériques sera plus faible, comme dit plus haut. Pour I'étude
d’un module de taille industrielle, cette source d’imprécision du modele pénalisera donc moins la
qualité des résultats.

Deuxiémement, la relation extraite du modéle CFD pour le flux de chaleur transmis au MCP se montre
moins précise lorsque le transport vertical de chaleur par I'’écoulement de MCP liquide devient
important. D’une part, lorsque le MCP est presque entierement fondu localement, une imprécision par
rapport au modele CFD allant jusqu’a 20% est constatée, pour les deux essais. Cela semble étre lié a un
effet du second ordre, non pris en compte lorsque la relation a été construite. Comme montré au
chapitre précédent (cf. section IV.4.1.2, p. 136), le nombre de Nusselt tend a étre sous-évalué par la
corrélation lorsque les mouvements de convection naturelle deviennent importants, probablement du
fait qu’une partie du MCP liquide se situe dans la zone pateuse, ol I’écoulement est ralenti. D’autre
part, pour I'essai en pression fixe, I'échange de chaleur semble étre sous-évalué par la relation quel
que soit le taux de fusion local (erreur d’environ 10%), ; il est supposé que les vitesses d’écoulement
plus rapides intensifient les échanges entre le MCP et les parois. Prendre en compte ce type d’effets
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demanderait d’effectuer un travail plus poussé sur la détermination d’une corrélation sur le flux de
chaleur, qui se fonderait sur des calculs CFD avec des conditions a la fois uniformes et non uniformes a
la paroi du tube. En I'état, le modéle systeme peut étre considéré valide pour les situations de charge
ou I'avancement de la fusion présente peu de différences entre le haut et le bas du tube, c’est-a-dire
pour la simulation de charges en pression glissante.

Troisiemement, le modéle systéeme ne tient pas compte des transferts de chaleur verticaux au sein du
MCP liquide, c’est-a-dire de la redistribution de la chaleur recue du tube et des ailettes au sein du
liquide par I'’écoulement. La stratification thermique qui se met en place dans le liquide du fait de Ia
convection naturelle ne peut donc pas étre reproduite par le modéle. Bien que cela ne semble pas
nuire a la prédiction de I'énergie globale accumulée sur le cas de I'essai en pression glissante, cela
contribue a I'imprécision locale du modeéle lorsque le taux de fusion est élevé. En outre, les transferts
verticaux sont potentiellement plus importants pour une charge en pression fixe, le modele CFD ayant
montré que les vitesses d’écoulement du MCP y étaient plus élevées. Le fait que le modéle systeme ne
considére pas ces transferts pourrait étre une source d’imprécision lorsque I'avancement de la fusion
n‘est pas le méme dans le haut et le bas du tube. Prendre en compte les transferts verticaux
demanderait de revoir la formulation du modele systeme, afin d’y inclure un terme de transfert de
chaleur dans la direction verticale dans le milieu MCP + ailettes / inserts. Le flux de chaleur transmis
verticalement devrait également étre estimé a I'aide du modeéle CFD, typiquement via un travail
d’identification d’une relation entre ce flux et les grandeurs pertinentes du probleme (gradient
thermique dans le MCP, taux de fusion local, ...), de maniére similaire au travail mené ici pour la relation
sur le flux de chaleur a la paroi.
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Le présent travail de these a permis la mise en place d’'un modeéle systeme d’un module de stockage de
vapeur par Matériau a Changement de Phase (MCP) de type tubes-calandre, suivant une approche de
modélisation multi-échelles. Le modele systéme doit représenter avec précision les phénomenes
physiques de petite échelle qui influent sur les transferts de chaleur globaux, a savoir les transferts
convectifs dans le MCP en phase liquide, et la conduction de la chaleur dans les ailettes et inserts
conducteurs disposés dans le MCP. Les temps de calcul doivent également étre réduits, dans |'optique
d'utiliser ce modele pour le dimensionnement ou la prédiction des performances d'un module, dans
un contexte d'ingénierie. Un modeéle de mécanique des fluides numérique (CFD) a maille fine est utilisé
pour simuler directement la fusion d’'un MCP autour d'un tube a ailettes et inserts conducteurs. En
utilisant les résultats de plusieurs calculs CFD, une corrélation adimensionnelle sur le flux de chaleur
échangé entre le MCP et la paroi externe des tubes et des ailettes et inserts est construite. Le modele
systeme mis en place a un nombre de mailles réduit, et représente les transferts de chaleur dans le
MCP par de la conduction pure. Une conductivité équivalente du MCP liquide, fonction de la
température et de I'épaisseur locale de MCP fondu, est calculée a partir de la corrélation sur le flux de
chaleur extraite de la CFD; cela permet au modele systeme de tenir compte des phénomenes
physiques fins qu'il ne simule pas directement.

L’étude bibliographique présentée dans le chapitre Il a permis tout d’abord de situer l'intérét
stratégique de développer un tel modele d’un module de stockage de vapeur par MCP de type tubes-
calandre. Le stockage de vapeur par MCP est une classe de technologies innovantes qui ont suscité de
I'intérét ces dernieres années du fait de I’essor de la recherche sur les centrales solaires thermiques a
Génération Directe de Vapeur (GDV). Ces technologies ont le potentiel d'étre plus adaptées aux
grandes capacités de stockage que celle des accumulateurs de vapeur, qui est la seule technologie de
stockage de vapeur ayant atteint aujourd'hui la maturité industrielle. Parmi les technologies étudiées,
celle du stockage tubes-calandre est actuellement la plus avancée : quelques modules de taille
prototype ont été construits dans le monde, pour le solaire GDV comme pour d’autres applications
industrielles. L’arrivée de cette technologie au stade industriel ferait naitre le besoin de pouvoir
dimensionner ou prédire rapidement les performances d’un module de stockage ; la méthodologie
mise au point lors de cette these a vocation a répondre a ce besoin.

La revue effectuée sur les méthodes de modélisation numérique a permis d’identifier des méthodes
appropriées pour les deux axes de modélisation du présent travail (CFD et systeme). Parmi les
nombreux modeles existants pour la simulation a maille fine du changement de phase solide - liquide,
c’est le modele enthalpie-porosité de Voller qui a été retenu. Les atouts de ce modele sont d’une part
sa simplicité de mise en ceuvre : il est en effet disponible dans la plupart des codes CFD, notamment le
code ANSYS Fluent® qui est utilisé au CEA. Par ailleurs, ce modele est de loin le plus utilisé dans la
littérature pour I’étude des problémes de changement de phase solide — liquide, et de ce fait ce modele
a fait ses preuves depuis son introduction dans les années 1980. Pour le volet de modélisation systéme,
il a été choisi de représenter I'écoulement diphasique 1D de I'eau liquide / la vapeur a 'aide d’un
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modele homogene a deux équations. Cette approche de modélisation simple néglige les différences de
température et de vitesse entre les deux phases; cette hypothése semble raisonnable pour
|'écoulement de vapeur diphasique dans un systeme de stockage de vapeur, les vitesses d’écoulement
et les flux de chaleur en jeu étant relativement faibles. Le fait que les modeles homogenes soient
nettement moins colteux en ressources de calcul que les modeéles bi-fluide motive également ce choix,
I'un des objectifs du présent travail étant la réduction des temps de calcul du modéle systéme.

Dans le chapitre lll, deux cas de fusion sont simulés a I'aide du modéle enthalpie-porosité de Voller, a
savoir la fusion de gallium dans une cavité rectangulaire, et la fusion d’une paraffine dans un systéme
de stockage de chaleur par MCP tubes-calandre avec ailettes circulaires, de taille laboratoire. L’ objectif
de I'étude est de caractériser la sensibilité du modéle a plusieurs parametres qui caractérisent le
changement de phase, a savoir la constante de zone pateuse Apmush, I'intervalle de température du
changement de phase Tj, - Tsol, €t la chaleur latente. Les deux premiers parametres sont étudiés de
maniere croisée, a raison d’'une vingtaine de simulations pour chacun des deux cas d’étude, ce qui
permet a la fois d'observer leurs effets croisés et les différences de sensibilité aux parametres selon le
cas d’étude. La comparaison a des résultats expérimentaux permet d’identifier les valeurs des
paramétres permettant le meilleur accord avec I’expérience.

La sensibilité des résultats aux parameétres se montre trés différente pour les deux cas d’étude.
L'influence de la constante de zone pateuse est quasiment nulle pour le cas du systeme de stockage de
taille laboratoire, du fait de la faible amplitude des mouvements de convection naturelle. Cette
constante est en revanche tres sensible pour le cas de la fusion dans une cavité : le temps nécessaire
pour atteindre un taux de fusion donné peut varier du simple au double entre Anusn = 10* et
108 kg.m3.s’. L'influence de I'intervalle de température T - Tso est elle aussi plus importante pour la
fusion dans une cavité, mais elle reste non négligeable pour le systéeme tubes-calandre : ainsi, c’est
Amusk le parametre le plus sensible pour la fusion dans une cavité (bien que I'influence de Tiig - Tsos reste
importante également), et Tiiq - Tsor pour le systéme tubes-calandre. Des forts effets d’influence croisée
apparaissent également : la valeur de I'un des parameétres qui minimise |’écart avec |'expérience est
fonction de la valeur de 'autre parametre, et inversement. La chaleur latente a de son coté une
influence importante également : une variation de sa valeur induit une variation du méme ordre de
grandeur sur le temps de fusion total.

La sensibilité du modele a Tjq - Tsos €t @ la chaleur latente montre que caractériser précisément le MCP
est crucial pour la simulation du changement de phase solide — liquide. Les mesures calorimétriques
sont le seul moyen de déterminer a priori les valeurs de ces deux parametres, en dépit des imprécisions
inhérentes a ces mesures. Il est donc recommandé de garder ces imprécisions a I'esprit lors de
I'utilisation du modéle, en particulier pour les MCP qui effectuent sans doute possible leur changement
de phase sur une plage de température large (mélanges de plusieurs composants), comme c'est le cas
de la paraffine du systeme de stockage de taille laboratoire étudié. Pour ce cas-ci, I'imprécision sur
Tiiq - Tsoi peut étre a I'origine d’une erreur non négligeable sur la pente du plateau de température
caractéristique du changement de phase.

La constante de zone pateuse ne peut en revanche pas étre déterminée par des mesures. Son influence
est négligeable lorsque les mouvements de convection naturelle du MCP liquide sont faibles, ce qui a
de fortes chances de ne pas étre le cas sur un module de stockage de grandes dimensions. Sur le cas
de la fusion dans une cavité, I'étude met en évidence une valeur de Anush (Qui dépend de Tjq - Tsor) Qu-
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dessus de laquelle I’accord des résultats avec I'expérience est optimal quelle que soit la valeur de Amush.
Ce résultat n’est cependant pas généralisable, I'étude menée par Shmueli et al. [165] sur une autre
géométrie ayant mis en évidence un optimum unique. Par ailleurs, le terme de pénalisation de la
vitesse ou apparait Amusn dépend également d’un second parametre, noté b dans le chapitre llI
(équation (48), section 111.2.1, p. 65), qui influence le terme de pénalisation pour les faibles valeurs de
la fraction liquide massique locale. La (ou les) valeur(s) optimale(s) de Amus» devraient donc dépendre
de la valeur de b ; les constats faits dans la présente étude et par Shmueli et al. ne sont ainsi valables
que pour la valeur b = 1073 qui a été adoptée dans la présente étude, et qui est |a valeur la plus souvent
adoptée dans la littérature. Ainsi, en |’état actuel des connaissances, caler la constante de zone pateuse
sur des résultats expérimentaux, lorsque cela est possible, apparait comme le seul moyen de
déterminer la valeur a lui donner.

Au vu des conclusions qui émergent de I'étude menée dans ce chapitre, pour les calculs CFD menés
dans les chapitres suivants sur un module de stockage prototype, la valeur de Tj, - Tsor st déterminée
al'aide de résultats de mesures calorimétriques sur le MCP utilisé (nitrate de sodium). Amush €st ensuite
utilisée pour caler le modéle CFD paramétré avec cette valeur de Tjg - Tso sur des résultats
expérimentaux, issus d'essais de charge menés sur le module.

Le chapitre IV présente le modele systtme d’'un module de stockage mis en place, ainsi que la
méthodologie pour y inclure des informations sur les transferts de chaleur provenant de calculs CFD
de la fusion du MCP. Le modele systeme simule I’écoulement unidimensionnel de fluide caloporteur
diphasique dans un tube. A I'extérieur des tubes, I'ensemble du MCP et des ailettes et inserts est
représenté par un unique matériau homogene, dans lequel les transferts de chaleur sont représentés
par un modele de conduction thermique radiale pure ; les transferts dans la direction verticale sont
négligés. Une conductivité équivalente de la couche de MCP liquide est calculée a I’aide d’une
corrélation adimensionnelle sur le flux de chaleur local entre les parois du tube, des ailettes et des
inserts et le MCP, extraite de résultats de calculs CFD. Cette conductivité varie dans le temps et avec
I'altitude, et est fonction de I’épaisseur de la couche de liquide a I'altitude considérée, et de la
différence entre la température moyenne de cette couche et celle de la paroi du tube.

Le modele CFD, paramétré selon les préconisations dégagées au chapitre lll, reproduit de maniére
satisfaisante les résultats d'un essai de charge mené sur le module prototype. La longueur et la
température des deux plateaux constatés expérimentalement pour I'évolution de la température dans
le MCP (l'un pendant que le MCP change de phase, |'autre lorsque le MCP est localement fondu et que
la fusion se poursuit plus loin du tube) sont tous deux reproduits par le modeéle. La méthodologie multi-
échelles est testée sur le cas de la charge d’'un module de stockage de vapeur prototype, disponible au
CEA Grenoble, avec tubes a ailettes segmentées ; le MCP utilisé est du nitrate de sodium (environ deux
tonnes). A l'aide de plusieurs calculs CFD transitoires avec une température uniforme et constante a la
paroi du tube, une corrélation adimensionnelle sur le flux de chaleur local pour cette géométrie de
tube a ailettes a été mise en évidence ; elle prend la forme d'une relation entre un nombre de Nusselt
et un nombre de Rayleigh. Ce résultat montre qu’il est possible de caractériser le flux de chaleur local
transmis au MCP pour un tube a ailettes, avec une corrélation dont les parameétres sont indépendants
au premier ordre des températures de la paroi du tube et du MCP. L’étude a permis de mettre en
évidence les choix a effectuer pour la différence de température et la longueur caractéristique qui
apparaissent dans ces deux nombres, afin de permettre leur corrélation. L'analyse des résultats de
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calcul CFD montrent que les parametres de la loi reliant les nombres de Nusselt et de Rayleigh dépend
de I'avancement local de la fusion a I'abscisse considérée le long du tube : pour un nombre de Rayleigh
donné, le nombre de Nusselt est plus élevé lorsque la fusion est terminée localement (MCP
entierement liquide) que lorsque la fusion est en cours. Les deux corrélations correspondantes
obtenues sont les suivantes :

Nu = 0,402Rq%30¢ (118)
Nu = 2,614Ra%1% (119)

Le modeéle systéme paramétré a I'aide de cette corrélation se montre capable de reproduire le flux de
chaleur prédit par le modéle CFD. L'évolution de ce flux dans le temps est prédit par le modele systeme
avec un écart moyen 4 a 14% par rapport aux résultats CFD. Aucun paramétre du modele systéme n’a
besoin de voir sa valeur changée manuellement selon le cas de calcul : la corrélation adimensionnelle
suffit a rendre le modéle robuste vis-a-vis de la température du fluide caloporteur. Le temps nécessaire
au calcul transitoire d'une fusion est 10 a 40 fois moins important pour le modéle systeme que pour le
modele CFD. La méthodologie permet donc bien d’obtenir un modéle systeme qui reproduise les effets
sur les transferts de chaleur des phénomenes physiques fins qu’un modele CFD simule directement,
tout en réduisant significativement les temps de calcul.

Vers la fin de la fusion du MCP, le modele systeme ne reproduit pas la stratification thermique du MCP
liquide prédite par le modele CFD. Cela est d{i au fait que le modéle systéme ne tienne pas compte des
transferts de chaleur verticaux dans le MCP ; sur la géométrie de tube a ailettes étudiée, de tels
transferts apparaissent dans le liquide vers la fin de la fusion, du fait de développement de boucles de
convection qui occupent une importante hauteur le long du tube. En dépit de cela, le fait que le modeéle
systeme prédise le taux de fusion global avec une précision satisfaisante est suffisant pour envisager
son utilisation pour des applications d'ingénierie.

Dans le chapitre V, le modéle systeme est validé sur des résultats expérimentaux issus du module
prototype. Deux essais de charge sont simulés, et les prédictions du flux de chaleur globaux transmis
au MCP et de la forme et la position du front de fusion sont comparées aux mesures expérimentales.
Le flux global est estimé expérimentalement a partir d’un bilan d’enthalpie du fluide caloporteur aux
bornes du module, duquel sont déduits les contributions estimées des pertes thermiques vers
I’extérieur, et de I’énergie absorbée par les pieces solides du module ; ces deux aspects ne sont pas
considérés par le modeéle systeme.

Pour un premier essai en pression glissante (température de paroi uniforme, variable dans le temps),
le modéle se montre capable de prédire correctement |’évolution du flux de chaleur au cours de la
charge, avec une précision de 10% environ. Cet écart a pu étre imputé en partie au MCP passif en
périphérie de la calandre, dont le modeéle systéme ne tient pas compte, et qui absorbe une partie de
I’énergie thermique du fluide caloporteur. La proportion de MCP passif diminuant avec la taille du
module, cet écart sera probablement réduit pour la modélisation d’'un module de taille industrielle. Le
modele systéme reproduit également la forme globalement verticale du front de fusion pour cet essai
(liée au fait que la température de paroi soit uniforme le long du tube), et prédit sa position de maniére
satisfaisante. A la fin de la fusion, une courbure du front de fusion apparait expérimentalement dans
le haut des tubes, que le modele systeme ne reproduit pas. Cela est attribué d’une part a une perte de
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précision de la corrélation sur le flux de chaleur établie au chapitre IV, lorsque la fusion du MCP est
avancée a l'altitude considérée. D’autre part, la forme du front est influencée dans les derniers instants
de la fusion par la stratification thermique qui se met en place dans le MCP liquide du fait des
mouvements de convection naturelle, et dont le modéle systeme ne tient pas compte. Comme pour
les cas de charge simulés au chapitre IV, cela n‘impacte pas la prédiction du flux de chaleur global.

Pour un second essai en pression fixe (température de paroi ni uniforme ni constante dans le temps),
la précision du modele se dégrade, I'erreur sur le flux de chaleur global atteignant 20 a 30% en
moyenne. La comparaison de la position du front montre que le modeéle systéme prédit ici une fusion
plus lente que dans I'expérience. Pour cet essai, la fusion du MCP est plus avancée dans le haut que
dans le bas du tube. Ainsi, le MCP du haut du tube atteint plus vite I'avancement de la fusion pour
lequel la corrélation sur le flux de chaleur établie au chapitre IV perd en précision, comme évoqué plus
haut ; il est possible que cela dégrade la prédiction de I’énergie globale transmise au MCP au cours de
la fusion. En outre, le calcul CFD montre que les vitesses d’écoulement du liquide sont plus élevées
pour cet essai que pour le précédent, pour un méme avancement local de la fusion. Il est supposé que
cela intensifie les échanges de chaleur entre le MCP et les parois du tube et des ailettes, et également
que les vitesses plus élevées permettent un transfert de chaleur vertical non négligeable au sein du
MCP liquide, que le modele systéeme ne représente pas. Enfin, une partie des écarts pourrait également
étre a imputer a I’énergie thermique absorbée par le MCP passif en périphérie de la calandre : comme
celui situé dans le haut des tubes débute sa fusion plus t6t que dans |'essai précédent, le MCP passif
absorbe au global plus d'énergie. De la méme maniére que les écarts résiduels pour |'essai précédent,
cette source d’écart serait moins importante pour un module de taille industrielle. Pour le module
prototype, n’ayant pas la possibilité d’estimer expérimentalement |'énergie accumulée par le MCP
passif, il n'est pas possible de conclure sur les sources d’écart les plus importantes parmi celles
envisagées.

Au cours du cette thése, du travail a été effectué a la fois sur la modélisation 2D-3D fine du changement
de phase solide-liquide, sur la modélisation systéme d’un module de stockage de vapeur par MCP, et
sur la méthodologie de modélisation multi-échelles qui permet d'utiliser ensemble ces deux échelles
de simulation. Plusieurs perspectives d’amélioration et de poursuite des travaux peuvent étre dégagées
pour chacun de ces axes.

L’étude menée au chapitre Ill sur la modélisation 2D-3D fine du changement de phase a mis en
évidence la difficulté d’obtenir simplement des prédictions fiables de la température et du volume
fondu dans du MCP en fusion avec le tres utilisé modéle enthalpie-porosité de Voller. Cette difficulté
est due en grande partie a I'impossibilité apparente de connaitre la valeur a donner a la constante de
zone pateuse. Lorsque les mouvements de convection naturelle ont un impact sur les transferts de
chaleur, les résultats de simulation sont trés sensibles a cette constante. Bien que des tendances sur
son influence puissent étre dégagées, aucune méthode simple ne se détache pour déterminer la valeur
permettant I'accord optimal avec I'expérience. Ainsi, le seul moyen d’étre certain de la précision des
résultats est de caler la constante de zone pateuse sur des résultats expérimentaux, ce qui n'est
possible que si on dispose de résultats auxquels se rapporter. Cela apparait comme un sérieux frein a
la prédictibilité du modele enthalpie-porosité de Voller, et aux études et travaux qui se fondent sur ce
modele, comme la méthodologie de modélisation multi-échelles développée dans cette thése.
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Afin de lever cette contrainte posée par la constante de zone pateuse, il faudrait pouvoir établir une
méthodologie systématique permettant de déterminer a priori la valeur optimale. Comme la constante
influence les mouvements de convection du MCP liquide, on peut s’attendre a ce que son impact sur
les résultats dépende des facteurs qui gouvernent I'amplitude de ces mouvements : dimensions
géométriques, forme géométrique de la zone de I'espace occupée par le MCP (espace inter-ailettes,
...), différences de température au sein du liquide, propriétés physiques du MCP, ... Pour relier la valeur
optimale de la constante a ces parameétres, on peut imaginer concevoir un banc expérimental constitué
d’une cavité de dimensions et de forme variable remplie de MCP, que I’on pourrait chauffer ou refroidir
a une température réglable. En effectuant des fusions pour différentes valeurs des paramétres
géométriques, différentes températures de paroi, et différents MCP, on pourrait tenter de corréler a
ces parametres la valeur de la constante de zone pateuse permettant |'accord optimal avec
|'expérience. Une telle corrélation ne serait probablement pas applicable aux géométries d'ailettes et
d'inserts trop complexes, ou s'éloignant trop de la forme géométrique du banc. Une telle étude
permettrait cependant d'obtenir des indications sur la dépendance de I'optimum de la constante aux
différents parametres qui sont susceptibles de la gouverner.

La seconde difficulté associée au modele enthalpie-porosité de Voller est |la prise en compte correcte
des propriétés physiques du MCP liées a son changement de phase (caractérisation). Comme I'a
montré I'étude du chapitre lll, les résultats de simulation sont aussi sensibles aux paramétres de
caractérisation qu’a la constante de zone pateuse. Les incertitudes liées aux mesures calorimétriques
utilisées pour déterminer ces propriétés étant assez importantes, cette sensibilité du modéle peut étre
une source d’erreur. Par ailleurs, les résultats de simulation sur le cas du module de stockage de taille
laboratoire ont montré que le modele ne pouvait pas reproduire le profil de température du MCP
pendant son réchauffement sensible en phase solide (cf. Figure 21, section 3.4.1, p. 57). Ce constat est
interprété par le fait que le changement de phase de la paraffine commence environ 15°C avant le pic
de chaleur latente (vers 35°C), comme en témoignent les mesures calorimétriques qui mettent en
évidence une croissance progressive de la courbe ¢, = f(T) bien avant ce pic. Pour tenir compte de cet
effet, il faudrait utiliser un modele de simulation qui tienne compte d’une courbe ¢, = f(T) du MCP.

Dans le modéle enthalpie-porosité de Voller, la fraction liquide est reliée linéairement a la température,
ce qui correspondrait a une fonction ¢, = f(T) constante sur la plage de changement de phase. Pour
prendre en compte une courbe ¢, = f(T) mesurée par DSC, une piste d’amélioration du modéle pourrait
étre d’adopter une relation non linéaire entre la fraction liquide et la température dans le modele
enthalpie-porosité de Voller. Résler et Briigemann [109] présentent une approche de ce type, dans
lequel la relation fraction liquide — température est une fonction sigmoide. S'il est possible d'étendre
leur approche a d'autres types de fonctions, on pourrait imaginer choisir les températures de solidus
et de liquidus, la valeur de chaleur latente et la relation fraction liquide — température de maniére a ce
que I'enthalpie massique du MCP en fonction de sa température soit conforme aux mesures effectuées
par DSC. Un tel modéle numérique, s’il est possible de le mettre en ceuvre, permettrait de représenter
correctement le profil de température du MCP lors de la montée en température sensible solide.

Du c6té du modéle systeme et de la méthodologie de modélisation multi-échelles, plusieurs axes de
développement futurs peuvent étre dégagés.

Premiérement, la corrélation sur le flux de chaleur extraite du modéle CFD pourrait étre améliorée.
D'une part, au chapitre 1V, il a été montré que la précision de la corrélation établie se dégradait lorsque
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la différence de température entre la paroi du tube et le MCP diminuait. En effet, cela a pour effet
d’augmenter le volume de la zone pateuse; en fin de fusion, lorsque la vitesse d’écoulement du MCP
liquide est plus importante, celui-ci est alors ralenti dans une zone plus importante de I'espace. Comme
vu dans le chapitre IV, le flux de chaleur s'éloigne alors de la loi de puissance mise en évidence les
nombres de Nusselt et de Rayleigh car celle-ci est représentative des situations ou les vitesses sont plus
faibles ou bien ou la zone pateuse est plus fine ; dans ces situations, la zone pateuse a une influence
moins importante sur les transferts de chaleur convectifs au niveau du front de fusion. Ce méme effet
peut probablement expliquer également la perte de précision de la corrélation lorsque la fusion du
MCP est avancée mais non terminée localement, constatée au chapitre V ; en effet, c'est lorsque la
fusion est avancée localement que les vitesses d'écoulement du liquide sont les plus élevées, et donc
que I'écoulement est le plus sensible au ralentissement qu'il subit au niveau de la zone pateuse. La
corrélation sur le flux de chaleur pourrait donc étre affinée en prenant en compte cet effet de
ralentissement de I'écoulement de MCP liquide par la zone pateuse.

D'autre part, au chapitre V, I'évaluation de la corrélation sur des calculs CFD représentatifs des
conditions réelles d'une charge d'un module de stockage a mis en évidence une perte de précision
lorsque la fusion du MCP n'est pas uniforme le long du tube (pression fixe), quel que soit son
avancement local. L'une des causes possibles identifiées pour cette perte de précision est I'effet
d'accélération de I'écoulement de MCP liquide évoqué plus haut, qui survient lorsque la fusion du MCP
est plus avancée dans le haut du tube. La corrélation a été construite au chapitre IV sur la base de
calculs CFD pour lesquels la température de paroi du tube est uniforme, dans lesquels cet effet
d'accélération n'est pas présent. Ainsi, une préconisation pour améliorer les prédictions serait de
construire la corrélation a I'aide de calculs CFD représentatifs a la fois des conditions de charges en
pression glissante et en pression fixe. Cela permettrait d'observer, pour la géométrie de tubes a
ailettes et inserts considérée, les effets de la non-uniformité de la température de paroi sur le flux de
chaleur transmis au MCP, et fournirait des données pour modéliser ces effets. En outre, il pourrait
également étre utile d’effectuer des calculs CFD pour plusieurs longueurs de tube. Au vu du temps de
calcul nécessaire a un calcul CFD transitoire sur une géométrie complexe (de plusieurs jours a plusieurs
semaines sur 16 a 20 processeurs en paralléle dans le présent travail), limiter la hauteur représentée
semble indispensable. Pour cette raison, dans la présente étude, les calculs CFD menés sur le module
prototype représentent une longueur de tube de 0,54m, ce qui représente environ 1/8 de la hauteur
totale de tube immergée dans du MCP. Effectuer un calcul avec une hauteur plus élevée permettrait
de s’assurer de la validité de la corrélation établie pour une plus grande hauteur de tube.

Deuxiémement, le modele multi-échelles mis en place ne tient pas compte des transferts de chaleur
verticaux au sein du MCP liquide par I'écoulement. Le modele systéme ne peut donc pas représenter
la contribution des mouvements liquides verticaux a la stratification thermique qui se met en place
dans le liquide. Cette contribution pouvant devenir non négligeable si les vitesses d’écoulement du
liguide deviennent importantes. Il s’agit de I'une des sources d’erreur potentielles du modele systeme
envisagées au chapitre V pour |'essai en pression fixe. Prendre en compte ces transferts de chaleur
verticaux permettrait au modéle systeme de mieux prédire la température locale du MCP liquide, et
donc le flux de chaleur qui lui est transmis. En outre, il n'est pas impossible que ces transferts soient
plus importants encore pour d'autres géométries d'ailettes et d'inserts, qui favoriseraient un
développement plus précoce de boucles de convection de grande taille. Les transferts verticaux
pourraient étre pris en compte dans le modéle systeme par un échange de chaleur entre les mailles de
MCP dans la direction verticale. Cet échange pourrait étre calculé a I'aide d'une seconde corrélation
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modélisant les transferts verticaux, que |'on déduirait des résultats CFD, en plus de la premiere
corrélation sur le flux de chaleur transmis au MCP.

Troisiemement, une piste d'amélioration du modele systéeme pourrait étre de ne pas mailler le
domaine MCP + ailettes / inserts dans la direction radiale. Dans une optique de dimensionnement ou
de prédiction des performances, la fonctionnalité la plus importante d'un modeéle systeme est de
prédire le flux de chaleur global échangé entre le MCP et le fluide caloporteur. Le travail
d'établissement d’une corrélation sur ce flux a montré que celui-ci était lié a la température et a
I'épaisseur locale de la couche de MCP liquide. Mailler radialement le MCP ne semble pasindispensable
pour déterminer ces grandeurs : on pourrait imaginer un modéle non maillé, dans lequel les couches
de MCP liquide et solide seraient uniquement représentées par leur température moyenne, et le
volume fondu a I'altitude considérée. Etablir un tel modéle demanderait de connaitre la proportion de
la chaleur recue de la paroi qui contribue a réchauffer le liquide de maniére sensible (chaleur sensible),
et la proportion qui contribue a épaissir la couche de liquide en faisant progresser la fusion (chaleur
latente). Un tel modeéle, s'il est possible de le mettre en place, aurait I'intérét de réduire encore les
temps de calcul. Ceux du modeéle systeme mis en place dans le présent travail sont de I'ordre de
quelques heures pour le calcul d’une charge complete, ce qui représente un gain considérable par
rapport a un calcul CFD, mais reste néanmoins assez long pour l'utilisation dans un contexte
d'ingénierie.

Enfin, le modéle multi-échelles appelle a étre validé et étendu sur d'autres cas d'étude. La validation
pourrait se poursuivre sur d'autres géométries de modules de stockage, afin de vérifier I'applicabilité
de l'approche multi-échelles mise en place a d'autres géométries de tubes a ailettes et inserts.
L'approche repose sur la possibilité de modéliser les transferts de chaleur entre les parois et le MCP
par une corrélation adimensionnelle entre un nombre de Nusselt et un nombre de Rayleigh. Il serait
intéressant de tenter d'établir une telle corrélation sur d'autres géométries, afin de vérifier si cela est
possible quelle que soit la géométrie considérée. En outre, comme évoqué plus haut, la géométrie
d'ailettes segmentées utilisée ici pour valider la méthode ne favorise par les transferts de chaleur
verticaux au sein du MCP liquide. Etudier une géométrie d'ailettes et d'inserts qui les favorise
permettrait d'évaluer I'intérét de les représenter ou non dans le modele systeme, dans I'objectif de
conserver une prédiction correcte du flux de chaleur échangé globalement avec les parois.

Une possibilité d'extension de I'approche multi-échelles pourrait étre de prendre en compte les effets
des parametres géométriques des ailettes et des inserts sur le flux de chaleur (par exemple la longueur
etlalargeur des ailettes). Leur géométrie n'étant pas directement représentée dans le modéle systéme,
c'est via la corrélation extraite du modele CFD que leur contribution aux transferts de chaleur est
intégrée au modele. Lors de la mise en place de la corrélation, des calculs CFD supplémentaires
pourraient étre effectués en faisant varier les dimensions géométriques des ailettes et inserts, afin par
exemple d'observer et de quantifier I'effet d'intensification lié a des ailettes plus longues ou plus
épaisses. Les paramétres géométriques apparaitraient alors dans la corrélation sur le flux de chaleur.
Le modele systeme pourrait ainsi prédire les performances du module de stockage en fonction de ces
parameétres, ce qui permettrait de |'utiliser pour optimiser la gé¢ométrie des ailettes et des inserts.

Enfin, la perspective d'extension la plus importante est le développement d'une méthodologie multi-
échelles similaire pour la décharge de vapeur, qui implique cette fois-ci la solidification de MCP, et
I'ébullition du fluide caloporteur. Lors de la solidification dans un module de stockage de chaleur par
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MCP, les transferts de chaleur sont en général principalement conductifs, car les mouvements de
convection naturelle du MCP liquide sont moins importants qu'en fusion. Il est donc probable qu'il soit
plus approprié de représenter les transferts de chaleur en décharge par une corrélation
adimensionnelle d'une autre forme que celle adoptée pour la charge. Si une corrélation d'une forme
différente est mise en évidence, le modéle systeme devra étre adapté pour la décharge pour en tenir
compte. En outre, il est possible qu'en solidification, ce soient la température et |'épaisseur de la
couche de MCP solide, et non liquide, qui gouvernent le transfert de chaleur. La prise en compte de la
corrélation dans le modeéle systeme ne se ferait alors pas via l'attribution d'une conductivité
équivalente a la couche de MCP liquide, comme il est fait pour la fusion dans le présent travail.

Le travail de la présente thése a abouti a I'établissement d'une méthodologie de modélisation multi-
échelles systématique pour la charge d'un module, dont la robustesse aux valeurs et aux profils de
température de paroi du tube que I'on peut rencontrer lors d'une charge pratique a été démontrée
partiellement. Si une méthodologie systématique et robuste peut étre établie a la fois pour la charge
et la décharge, il sera alors possible de I'utiliser pour construire un modeéle systéeme qui sera capable
de modéliser I'ensemble des phases (charge et décharge) et des conditions de fonctionnement d'un
module de stockage, de maniere précise et tout en maintenant des temps de calcul raisonnables.
L'approche multi-échelles constituera alors une méthode de modélisation systéme compléte et auto-
suffisante d'un module de stockage, adaptée a l'usage dans un contexte d'ingénierie.
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Cette section liste les différentes corrélations utilisées pour exprimer le coefficient d’échange a1, entre
I'eau liquide / la vapeur et la paroi interne du tube. Dans le modele systéme, ce coefficient intervient
dans I’équation (45).

Pour une maille de fluide caloporteur contenant un mélange diphasique d’eau liquide et de vapeur,
des expressions de acl, adaptées a la condensation en film sont utilisées (le modele ayant été testé
pour la charge du stockage uniquement). Les formules adoptées négligent |’effet de la vitesse de la
vapeur sur le coefficient de condensation, la vitesse de I’écoulement étant assez faible (de 'ordre de 1
m.s? pour la vapeur). Pour calculer ocalo, on détermine d’abord le régime d’écoulement du condensat
a I'aide de son nombre adimensionnel de Reynolds, défini par :

_ Am(1 — Xygp)

Re =
27TRtinlf.“l,salf

(120)

ol i1 est le débit total de fluide caloporteur (liquide + vapeur), et x,qp est le titre massique de vapeur.

Pour Re < 30 (régime laminaire sans vague), le coefficient d’échange moyen calculé analytiquement
par Nusselt [216] est utilisé :

1
®oqro = 1,47Re”3 (121)

Pour 30 < Re < 1600 (régime laminaire avec vagues), Kutateladze [217] donne :

Re (122)
a =
calo ™ 9 08Re122 — 52

Pour Re > 1600 (régime turbulent), Labuntsov [218] donne :

ke (123)
a =
calo ™ 8750 + 57Pr05(Re%75 — 253)

avec Pr le nombre adimensionnel de Prandtl du condensat :

Pr = Cp,l,sat:ul,sat (124)

Al,sat
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Lorsque la maille considérée contient de I'eau liquide ou de |la vapeur pure, comme c’est le cas dans
la colonne d’eau située dans le bas des tubes lors d’'une condensation, I’expression de a0 utilisée est
adaptée a un écoulement de fluide monophasique. Le calcul de acqo fait intervenir les nombres de
Reynolds et de Prandtl du fluide en écoulement, calculés localement comme :

MR,
Re = p_zfmt (125)
ZnRtint.u
C
Pr = %“ (126)

Pour Re < 1,24*10°, la corrélation de Mac Adams [219] (adaptée a un régime d’écoulement turbulent)
est utilisée. Celle-ci exprime le coefficient d’échange sous la forme d’un nombre de Nusselt :

Nu = 0,023Re%8pro4 (127)
Pour Re > 1,24*10°, la corrélation suivante donnée par Gnielinski [220] est utilisée :

%(Re —1000) * Pr
Nu = (128)

A, 2
1+ 12,7 % §<Pr3 - 1)

A est un coefficient proportionnel aux pertes de charge, nommé coefficient de Darcy. Pour Re < 10°, il
est exprimé a 'aide de la relation de Filonenko [221] :

A = (1,83log,o(Re) — 1,64)72 (129)

Pour Re > 10°, A est calculé a I'aide de la relation de Karman-Nikuradze [222], ou il intervient de facon
implicite :

1
— = —0,8+ 2log,o(ReVA (130)
A .910( )
Une fois le nombre de Nusselt calculé, le coefficient d’échange acq0 est donné par :
A
Acaro = Nu (131)

2Rtint
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Dans le modeéle systéme, la résolution numérique du probléme (décrit en section 1V.2, p. 108) est
effectuée en deux blocs séparés. On distingue d’une part le probleme d’écoulement 1D du fluide
caloporteur diphasique liquide / vapeur, et d’autre part I’ensemble constitué par I'épaisseur du tube,
et le milieu homogéne MCP + ailettes / inserts.

Du c6té du fluide caloporteur eau liquide / vapeur, les versions discrétisées des équations physiques
((60), (61)) sont les suivantes :

1
V. Pszo,i - pgalo,i + mt+1 _ mt+1 0 (132)
' At i+% i—%
(133)

V.
t_ L t+1 t L t+1t+1 s t+1pt+1 t+1 _
pi (hcalo,i - hi) +m lhcalo,i - ”l-_lhcalo,i—l —q; =0
At i+5 i~

Lindice i désigne ici les grandeurs dans la maille considérée, et les exposants t et t+1 les instants
temporels précédent et en cours de traitement respectivement. Le facteur V; désigne le volume de la

maille i. Les débits sont calculés a la frontiere entre les mailles ; les indices i + 3 eti— 3 désignent

respectivement les frontieres aval et amont de la maille considérée. Le systeme d’équations formé par
les équations (132) et (133) écrites pour chaque maille est non linéaire, car il fait intervenir des produits

des inconnues mlt:f et hg;’llo'i. La résolution est effectuée a I'aide d’une méthode itérative de type
2

Newton.

Du coté de I'épaisseur du tube et du milieu MCP + ailettes / inserts, les références des enthalpies sont
prises a la température de fusion du MCP (le changement de phase est supposé s’effectuer a
température fixe). Les équations physiques ((3), (67)) sont discrétisées selon |’équation ci-dessous, les
indices j-1, j et j+1 désignant la position radiale des mailles :

t+1,t+1 t+1 t+1 t+1 t+1 t+1 t+1
aij hsens,i,j + ai—l,jhsens,i—l,j + ai+1,jhsens,i+1,j + ai,j—lhsens,i,j—l (134)

t+1 t+1 —
+ ai,j+1hsens,i,j+1 - Qi,j

Dans le milieu homogéne MCP + ailettes / inserts, |'expression générale des coefficients al-t,}'l et Q;;

est la suivante :

A S A S
t+1 Vij i,j—% i,]'—% i,j+% i,j+% (135)
Aij" = Prij pap +

Cpnij AT Cpnij Ar

Ai 1 Si 1
altl, = __ Y3 YT (136)
Cp,hi,j—1 Ar
atil, = _iﬁ (137)
Cpnij+1 AT
ai*li=0 (138)

i-1,j
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ity =0 19
Vi Vi — Vi 140
Qij = Prijhsensij 3y = PucpLapVij == 1ol

Les surfaces Sl.j+1 désignent la surfaces des frontiéres entre les mailles d’indices {i,j} et {ij+1}, et V;;est
72

le volume de la maille d’indice {i,j}. Le pas d’espace Ar est pris constant sur tout le domaine. Les
conductivités /1ij+1 sont des moyennes entre deux mailles voisines dans la direction radiale. Elles sont
72

calculées par une approche de type résistances thermiques, en considérant les résistances des
épaisseurs des deux mailles :

2 2
ity 1 1 (141)
Aij o Aijer
Pour le cas des mailles situées preés de I'épaisseur du tube, le pas d’espace Ar est remplacé par la
distance séparant le centre de ces mailles de celui des mailles de I’épaisseur du tube (que I’on note rg),

dans le terme d’indice i, j — 2 e I’équation (135) et dans I'équation (136). Dans cette derniéere
2

équation, la capacité thermique ¢, p, ; j—1 du milieu homogene est remplacée par celle de la paroi du
tube.

Pour le cas des mailles situées pres de la frontiére externe du domaine de calcul, la nullité du flux
échangé avec I'extérieur impose :

A .18 .1 142

attt = p Yy U U 12
L L) At Cp,h,i,j Ar

aiti; =0 (143)

Dans I'épaisseur du tube, les différents coefficients ont les expressions suivantes :

A, 1.8 1. A 1.8 1, A, 1S 1

gt+l -, .Vi,j i+5] it5J n i=5J i=%J + Ljts Lj+s
2 YAt ¢y Az Cpij Az Cpij Tg
S, . (144)
Lj-5
2
+
R.. ln(l Rtext)
tin N2 PRyg) , 1
Cpij 1
" t Xcalo,i
41 _
aji-1 = (145)
o108 1
t+1 _ Wty Utg (146)
AQijy1 =~
Cphij+1 Tg
A 1.8, 1.
attl = _ Y Tl (147)
i-1,j = v
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A 1.8 1.
e D L (148)
l+1,] Cp’l+1'j AZ
S 1
V. i,j—5
=0 .ht. 2 2 _
Ql] pl,jh’l,j At + R In (1+ Rtext) (Tcalo,L Tcp) (149)
e P\2 T 2Rypny) 1
/115 acalo,i

Les surfaces Si+1j désignent les surfaces des frontiéres entre les mailles d’indices {i,j} et {i+1,j}, de la
=

méme maniere que précédemment. Les conductivités moyennes /1l.+1]. entre deux mailles adjacentes
>

dans la direction axiale sont calculées de la méme maniére que dans la direction radiale (équation

(141)). Dans les termes d’échange de chaleur avec la paroi (équations (144) et (149)), Tcao,i €t Qcaio,i

désignent la température du fluide caloporteur et le coefficient d’échange intérieur tube dans la maille

de fluide caloporteur adjacente a la maille d’épaisseur de paroi considérée. T, est le point de fusion

du MCP.

Le probléme présente deux inconnues dans le milieu homogéne MCP + ailettes / inserts, a savoir
I’enthalpie sensible hsens et la fraction liquide Y, pour une seule équation (134). Afin de déterminer la
valeur des deux inconnues dans chaque maille, la méthode itérative de Voller et al. [97] consiste a
résoudre I’équation (134), puis a faire I’hypothése que I'ensemble des mailles subit un changement de

phase, ce qui conduit a hgz,%sli'j =0J.kg™ dans toutes les mailles. On obtient ainsi I’équation suivante :
ylt_+_1 = L
A
PucpLxmVij
A 1 pte A1 pre
X LIty Msensij+i o W7z Dsensij-1 ¢ (150)
o1 o1
Cpnij+1 AT Ltz Cpnij-1 AT b=z

V.
t L] t
+ Pnijlsens,ij vl Yiij

hions,ij €t Y/ sont calculés dans chaque maille en itérant entre I’équation (134), qui donne hil,; .,

5
et I'équation (150), qui donne Y,/

t+1 _ pt+1 t+1
totale hh’i‘j = hsens’i‘j + Yl'l-J XmL.

. Les itérations se poursuivent jusqu’a convergence de I'enthalpie
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Les schémas ci-dessous (Figure 111 a Figure 117) représentent le placement des thermocouples
disposés dans le MCP du module de stockage prototype, dans le plan horizontal, pour chacun des sept
niveaux (positions axiales) ol ceux-ci sont placés.

Les tubes de vapeur sont numérotés de 1 a 19 ; le tube central est le tube n°1, les tubes n°2 a 7 sont
ceux de la couronne intermédiaire, et les tubes de n°8 a 19 sont ceux de la couronne extérieure. Les
niveaux sont numérotés de 1 a 7 par hauteur croissante ; I'altitude de chaque niveau est indiquée sur
les schémas. Les thermocouples sont placés a mi-hauteur entre deux ailettes d’un tube donné, et
peuvent étre a une distance de 5, 15, 25 ou 40,2 mm de la paroi du tube auquel ils sont assignés ; ces
quatre distances au tube sont numérotées de 1 a 4.

Les noms des thermocouples sont indiqués sur les schémas. La nomenclature est la suivante : TMT-N-
P/A, avec:

- Tle numéro du tube autour duquel se trouve le thermocouple

- Nle numéro du niveau auquel se situe le thermocouple (de 1 a 7)

- Ple numéro associé a la distance du thermocouple a la paroi du tube (de 1 a 4)
- Ala position angulaire autour du tube, en °

Les thermocouples sont repérés par des marqueurs sur les schémas. Leur couleur indique la couronne
a laquelle appartient le tube auquel ils sont assignés :

- Rouge pour le tube central
- Vert pour la couronne intermédiaire
- Jaune pour la couronne extérieure

Leur forme indique la distance a la paroi du tube :

- Triangle A : position 1 (5 mm)

- Cercle . : position 2 (15 mm)

- Carré . : position 3 (25 mm)

- Losange ‘ : position 4 (40,2 mm)

Les autres formes (étoiles, triangles ou cercles remplis en blanc) désignent d’autres types de
thermocouples non exploités dans I'analyse du chapitre IV.
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TM1-1-2/90 ap* Niveau 1 (+180 mm)
TM1-1-4/90

TM1-1-2/330
TM1-1-4/330
TM3-1-2/30
TM3-1-4/30
TM3-1-1/270
TM3-1-3/210
TM7-1-3/90
TM7-1-1/150
TM7-1-2/270
TM7-1-4/270
TM10-1-2/330
TM10-1-4/330

Vue du dessus

0® 180°

27/0*

Figure 111 : Position des thermocouples du niveau 1 dans le module prototype

ape Niveau 2 (+720 mm)
TM1-2-2/90
1-2-4/30
1317272/330 Vue du dessus
TM1-2-4/330

TM1-2-58/210
TM1-2-5M7210
TM1-2-5H/210
TP1-2-68
TP1-2-6M
TP1-2-6H
TM3-2-2/30
TM3-2-4/30
TM3-2-1/270
TM3-2-3/210
TM7-2:3/50 )¢
TM7-2-1/150
TM7-2-2/270
TM7-2-4/270
TM10-2-2/330
TM10-2-4/330
TM18-2-2/210

180°

270%

Figure 112 : Position des thermocouples du niveau 2 dans le module prototype
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Niveau 3 (+1260 mm)

TM1-3-2/50 20°
TM1-3-4/90
TM1-3-2/330
TM1-3-4/330
TM3-3-2/30
TM3-3-4/30
TM3-3-1/270
TM3-3-3/210
TM5-3-2/0
TM5-3-2/150
TM5-3-4/150
TM7-3-3/90
TM7-3-1/150
TM7-3-2/270
TM7-3-4/270 (¢
TM10-3-2/330
TM10-3-4/330
TM14-3-2/90
TM14-3-4/90
TM17-3-2/30
TM18-3-2/210
TM18-3-4/210

Vue du dessus

180°

27/0*

Figure 113 : Position des thermocouples du niveau 3 dans le module prototype

ape Niveau 4 (+1800 mm)

TM1-4-2/90
TM1-4-4/90
TM1-4-2/330
TM1-4-4/330 (HS)
TM2-4-1/30
TM2-4-2/120
TM2-4-2/210
TM3-4-2/30
TM3-4-4/30 (HS)
TM3-4-1/270
TM3-4-3/210
TM4-4-3/330
TM4-4-1/270
TM6-4-2/60
TME-4-3/30 )¢
TM7-4-3/90
TM7-4-1/150
TM7-4-2/270
TM7-4-4/270
TMS-4-2/150
TM10-4-2/330
TM10-4-4/330
TM13-4-2/270
TM17-4-2/30

Vue du dessus

180°

270%

Figure 114 : Position des thermocouples du niveau 4 dans le module prototype
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Niveau 5 (+2340 mm)

TM1-5-2/90 20°
TM1-5-4/90
TM1-5-2/330
TM1-5-4/330
TM2-5-1/30
TM2-5-2/120
TM2-5-2/210
TM3-5-2/30
TM3-5-4/30
TM3-5-1/270
TM3-5-3/210
TM4-5-3/330
TM4-5-1/270
TMS5-5-2/0
TM55-2/150 (¢
TM6-5-2/60
TM6-5-3/90
TM7-5-3/90
TM7-5-1/150
TM7-5-2/270
TM7-5-4/270
TMS-5-2/150
TM10-5-2/330
TM10-5-4/330
TM13-5-2/270
TM14-5-2/90
TM14-5-4/90
TM17-4-2/30
TM18-5-2/210
TM18-5-4/210 270°

Vue du dessus

180°

Figure 115 : Position des thermocouples du niveau 5 dans le module prototype

viwane 90 Niveau 6 (+2880 mm)

TM1-6-2/330
TM1-6-4/330
TP1-6-68
TP1-6-6M
TP1-6-6H
T™M2-6-1/30
TM2-6-2/120
TM2-6-2/210
TM3-6-2/30
TM3-6-4/30
TM3-6-1/270
TM3-6-3/210
TM4-6-3/330 {HS)
TMA-6-1/270
wse2/0 ()%
TM5-6-2/150
TM6-6-2/60
TM6-6-3/90
TM7-6-3/90
TM7-6-1/150
TM7-6-2/270
TM7-6-4/270
TVO-6-2/150
TM10-6-2/330
TM1C-6-4/330
TM13-6-2/270
TM14-6-2/90
TM14-6-4/90
TM17-6-2/30

TM18-6-2/210 87 Do

TM18-6-4/210

Vue du dessus

180°

Figure 116 : Position des thermocouples du niveau 6 dans le module prototype
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ape Niveau 7 (+3420 mm)

TM1-7-2/90
TM1-7-4/90
TM1-7-2/330
TM1-7-4/330
TM3-7-2/30
TM3-7-4/30
TM3-7-1/270
TM3-7-3/210
TM7-7-3/90
TM7-7-1/150
TM7-7-2/270
TM7-7-4/270
TM10-7-2/330
TM10-7-4/330

DQ—

Vue du dessus

180°

27/0*

Figure 117 : Position des thermocouples du niveau 7 dans le module prototype
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Pour les calculs systeme de charge du module prototype effectués dans le chapitre V, I’évolution dans
le temps des conditions aux limites du fluide caloporteur (température et débit d’injection, pression)
sont déterminées a I'aide des mesures expérimentales des différentes grandeurs concernées, au cours
des deux essais correspondants.

Pour I'essai en pression fixe, les évolutions temporelles mesurées de la pression et de la température
d’injection du fluide caloporteur ont été ajustés par des polynémes de degré 5, utiliser pour fixer les
spécifier les conditions aux limites du modeéle systeme. Les profils expérimentaux et ajustés sont
représentés Figure 118. Les expressions des polynémes, ainsi que I'ensemble des paramétres
importants du modele systeme pour la simulation de cette charge, sont rassemblés dans la Table 19.

120 330
110 3204
— 100+ 310+
4]
< a0 73 3001
= 9
2 804 — 290-
4]
=
o 704 280 —— T injection - Expérience
60 —— Expérience 2701 o-o—oT injection - Modéle systéme
--<—<-Modéle systéme -— - T saturation
50 T T T T T T 260 T T T T T T
0 1 2 3 4 5 6 7 0 1 2 3 4 5 6 7
t(h) t(h)
(a) (b)
Figure 118 : Conditions de la vapeur a I'injection lors de I'essai de charge en pression glissante
(a) : Pression - (b) : Températures d’injection et de saturation
Longueur Nombre de , Pas de temps | Débit d’injection | Température
. Pas d’espace 4 el (1
de tube (m) mailles (s) (kg.s™) initiale (°C)
Dir. axiale : 10 Dir. axiale :
Dir. radiale : 9 | Az =408,0
4,080 If. fadiate Z=amenmm 0,25 0,020 265
(milieu Dir. radiale :
homogéne) Ar=1,85mm
Pression fluide caloporteur (bar) Température d’injection (°C)
t = t/3600 + 1,4546 t = t/3600 + 1,4546
P(t) = 0,039777t> - 1,1766t* T; (t) = 0,0517804t> - 1,43736t*
+ 13,422t"3 — 74,5942 + 15,5197t — 81,8644t’?
+ 206,57t - 125,38 + 213,949t + 91,8956
(tens) (tens)

Table 19 : Paramétres du modéle systéme pour la simulation de I’essai de charge en pression glissante
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Pour I'essai en pression fixe, le débit d’injection du fluide caloporteur varie dans le temps, tandis que
la température d’injection et la pression sont constants. L’évolution du débit d’injection durant les 30
premieres minutes de la charge est ajustée par un polynome de degré 3 ; aprés 30 minutes, le débit se
stabilise. Les évolutions mesurée et ajustée du débit sont représentées Figure 119. L'expression du

débit spécifiée dans le modeéle, ainsi que les autres parametres importants du modele, sont rassemblés
dans la Table 20.

0.025 -

_

w

D 0.02]

Do

S

=

o]

A 0.0151

0.01] —— Expérience
o-—-—oModéle systéme

o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
t(h)

Figure 119 : Evolution du débit d’injection du fluide caloporteur au cours de I’essai en pression fixe

Température
Longueur Nombre de , Pas de Température L P u
. Pas d’espace _— . initiale fluide
de tube (m) mailles temps (s) | initiale MCP (°C) R
caloporteur (°C)
Dir. axiale : 10 Dir. axiale :
Dir. radiale : 9 | Az =408,0
4,080 If. radlate Z=AReSmm g0 284,9 286,1
(milieu Dir. radiale :
homogeéne) Ar=1,85mm
Pression fluide Température

Débit d’injection (kg.s?)

caloporteur (bar) d’injection (°C)

t = t/3600 + 0,83
1y, () = —0,0782t3 + 0,2423t2
—0,2237t' + 0,0728 ;

T, = 0,02

105,1 315,1 t<1908s

; t>1908s

(tens)

Table 20 : Parametres du modeéle systéeme pour la simulation de I’essai de charge en pression fixe
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Dans le chapitre V, deux calcul CFD de fusion dans le module de stockage prototype sont effectués avec
des conditions représentatives respectivement d’une charge en pression glissante et d’une charge en
pression fixe. Cette annexe détaille les conditions aux limites fixées a la paroi interne du tube pour les
deux calculs.

Pour le calcul de charge en pression glissante, la température de la paroi interne est uniforme le long
des tubes, le niveau d’eau étant dans le bas des tubes pendant tout I’essai expérimental qui sert de
référence a ce calcul, et augmente au cours du temps. Son évolution temporelle est déterminée a I'aide
des mesures de températures effectuées a la paroi externe des tubes. Le tube ayant une faible
résistance thermique du fait de la forte conductivité thermique de I'acier, la température est supposée
étre la méme a la paroi interne et a la paroi externe du tube ; la température mesurée a la paroi externe
est ainsi fixée a la paroi interne. La température de paroi mesurée expérimentalement est représentée
Figure 120, avec le polyndme de degré 5 utilisé pour ajuster cette température pour le modéle CFD ;
ce polynGme est le suivant :

T,(t) = 0.0657651t"> — 1.79098t'* + 18.9319¢"3

— 97.3996t'2 + 247.041t + 63.7437
+ + (151)

, t
t' = 3600 + 1,4546

270~ —— Expérience

H-+—+Modele CFD
260 T T T T T T T
0 05 1 15 2 25 3 35 4

t(h)

Figure 120 : Température du tube lors de I’essai de charge en pression glissante

Pour le calcul de charge en pression fixe, le niveau d’eau dans les tubes se déplace du haut vers le bas
au cours du temps. Au-dessus du niveau d’eau, le fluide caloporteur est diphasique : la température
est uniforme et le coefficient d’échange intérieur tube est élevé. En-dessous du niveau d’eau, le fluide
caloporteur est monophasique (eau liquide pure) : la température décroit de haut en bas (sens de
I’écoulement), et le coefficient d’échange intérieur tube est moins élevé. Le calcul effectué simule la
fusion entre les niveaux 2 et 3 du module prototype (c’est-a-dire entre les altitudes z=720 mmet z =
1260 mm).

Pour le calcul CFD, la condition aux limites a la paroi interne du tube doit rendre compte de ces
différentes conditions a l'intérieur du tube selon I'altitude considérée. Une condition aux limites
d’échange convectif est fixée ; dans une cellule de maillage adjacente a la paroi, de température Teeire,
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le flux de chaleur a la paroi s’exprime de la maniére suivante :

Pp = @cato(Teato — Teettute) (152)

La température du fluide caloporteur T et le coefficient d’échange intérieur tube acu sont
déterminés a chaque instant et dans chaque cellule adjacente a la paroi, a partir des mesures de
température effectuées expérimentalement dans le fluide caloporteur aux niveaux 2 et 3 (extrémités
du domaine de calcul) ; ces températures sont notées T,; et T,3. Les deux profils de température
mesurés expérimentalement ont été ajustés a I’aide de polyn6mes de degré 5, montrés dans la Table
21. Les profils expérimentaux et ajustés sont représentés Figure 121.

315 315

3104 310

305 4
- 305
8 3001
— 300

2951

295
290+ —— Expérience 290 —— Expérience
285 ] - +—+Modele CFD ] +-+—+Modéle CFD
05 ‘II 1;5 é 2;5 é 3‘.5 4 05 'I| 1_‘5 2I 2!5 é 3I_5 4
t (h) t(h)
(a) (b)
Figure 121 : Evolution dans le temps de la température de vapeur aux niveaux 2 et 3
(a) : Niveau 2 ; (b) : Niveau 3
Niveau 2 Niveau 3
t
t' =——+4 13494 t
3600 " t' = m + 1.3494
N — 13 _ 14 !
+ 35.299
(tens)
(tens)

Table 21 : Polynémes modélisant I’évolution de la température de I'eau liquide aux niveaux 2 et 3, avant que le niveau liquide
ne les atteigne

On note t,; et t,3 les instants auxquels le niveau d’eau franchit les niveaux 2 et 3, et t,2; I'instant ou le
niveau franchit la hauteur moyenne du domaine de calcul (z=990 mm), détectable expérimentalement
grace au thermocouple placé a la paroi externe du tube central a cette altitude. La procédure pour
déterminer Tcao €t acaio A partir de ces instants et des profils de température T,; et T3, a un instant et
pour une cellule donnés, est la suivante :

1. Si le niveau d’eau est au-dessus du niveau 3 a l'instant considéré (t < t,3), tout le fluide
caloporteur contenu entre les niveaux 2 et 3 est alors sous forme d’eau liquide.
a. Lavaleur de T est interpolée sur la hauteur entre les valeurs de T, et T,3 a l'instant
considéré :
z

Teato () = (1= %) Toa () + 5 Ts (6) (153)
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avec Z = 0,54m la distance séparant les niveaux 2 et 3.

b. acao est calculé a I'aide des corrélations présentées en annexe 1 pour I'écoulement
d’un fluide monophasique dans une conduite

2. Sile niveau liquide est entre le niveau 3 et la position du thermocouple de paroi au milieu du
domaine (tyz <t <tp3):
a. Laposition z,, du niveau est déterminée en supposant qu’il avance a vitesse constante
entre l'instant t,3 ou il passe le niveau 3, et l'instant tp,; ou il passe la position du
thermocouple de paroi :

t) =2 <1 1, b ) (154)
7z . = —_———
" 2 tppz —tys

b. Pour z < z,, (eau liquide pure), la température est interpolée sur la hauteur entre T,;
et la température de saturation, Ts: = 315°C::

VA
m) Ty, () + 7 @© Tsat (155)

Qo €st calculé a I'aide des corrélations pour un écoulement monophasique de
I"annexe 1.

Teaio(z,t) = (1 -

c. Pourz> zy, (fluide diphasique en condensation), on fixe T,q;0(2,t) = Tsqr = 315°C,
et Qa0 = 106 W.m2.K™.
3. Sile niveau liquide est entre la position du thermocouple de paroi au milieu du domaine, et le
niveau 2 (tps <t <ty):
a. La position z,, du niveau est déterminée comme précédemment, en supposant qu’il
avance a vitesse constante entre I'instant t,23, et I'instant t,, ou il passe le niveau 2 :

Znip (8) = §<1 - M) (156)
ty2 — tp23

b. T €t aco sont déterminés comme dans les étapes 2.b et 2.c, selon que la cellule de

maillage considérée se trouve en-dessous (eau liquide pure) ou au-dessus (fluide
diphasique) du niveau liquide.

4. Sile niveau liquide a dépassé le niveau 2 (t > t,), tout le fluide caloporteur est diphasique entre

les niveaux 2 et 3. On prend alors T.g = Tsqr = 315C et o = 10° W.m2K?

uniformément.
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