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Nomenclature

affinité de la transformation, J.mol™

chaleur massique & pression constante, J.kg™*.K™

énergie, J

épaisseur, m

gaz réactif

coefficient d'échange thermique global, W.m?2.K™
coefficient correcteur

longueur, m

chaleur latente de changement de phase S/L, J.kg™

chaleur latente de changement de phase L/V, J.kg™

masse molaire, kg.mol™

masse, kg

nombre de moles, mol

débit molaire, mol.s*

pression, bar

débit volumique, m*.s™ ou énergie, J
puissance thermique, W

constante des gaz parfaits, J.mol™.K™
rayon, m

surface, m2

sel réactif

temperature, °C

temps, s

volume, m*
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W, taux massique de sel réactif dans le composite
X avancement de la réaction

U énergie interne, J

u énergie interne molaire, J/mol

y fraction du volume liquide

ARh?  enthalpie de réaction, J.mol™

As’  entropie de réaction, J.mol™*.K™

Symboles grecs

a pourcentage ou autre coefficient spécifié

B coefficient spécifié

A conductivité thermique, W.m™*.K*

Y ratio de masse inox-sel dans le réacteur

% coefficient stoechiométrique

& stoechiométrie de la quantité de gaz dans le sel déchargé
u potentiel chimique, J.mol™

p masse volumique, kg.m™

T

taux

Indices et exposants

ail

alu

cais

cin
cin_vap
comp
diff
equiv
ev

ext

ailette

aluminium

caisson

cinétique de réaction
cinétique d'évaporation
composite réactif (sel + GNE)
diffuseur

équivalent

évaporateur, évaporation
extérieur

finale
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GNE

gr
inox

int

moy
NH;
ouv

Rth

rad
refg
r_ref

Sens

S1
Sx
SW

VM

vap
vm
wcais
we
wev
wg
wl

Wwr

graphite naturel expanse
gazeux

gaz dans le réacteur
acier inoxydable (316L)
intérieur

liquide

moyen

ammoniac

ouverture

résistance thermique
réacteur

radial

référence pour la transition phase liquide-gaz

référence pour le réacteur

sensible

sel réactif

sel réactif déchargé a X=0

sel réactif chargé a X=1

sel réactif chargé a I'avancement X
contact sel-paroi

volume mort dans la partie réacteur
vanne

vaporisation

volume mort du réacteur

paroi caisson

paroi-extérieur

paroi évaporateur

fraction de la paroi de I'évaporateur en contact avec le gaz

fraction de la paroi de I'évaporateur en contact avec le liquide

paroi du réacteur
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X|

apparent
fonction dérivée par rapport au temps

guadratique

valeur moyennée de X
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Introduction générale

De nos jours, la maitrise de la chaine du froid est un enjeu majeur de santé publique
et de sécurité sanitaire. Environ la moitié des denrées alimentaires produites pour la
consommation humaine est perdue [1] a cause de défaillances dans la logistique et dans le
stockage. D'autre part, environ 17% des colts logistiques de l'industrie biopharmaceutique
[2] sont deédiés au transport a température dirigée de produits médicaux thermosensibles de
haute valeur économique et humaine. La congélation et la surgélation permettent une
meilleure conservation longue durée de certains de ces produits, mais augmentent les
contraintes techniques et reglementaires de leur transport.

La réglementation dans la chaine du froid est de plus en plus exigeante et contraint a
pouvoir justifier d'un maintien de température tres précis et contrdlé, pendant toute la durée
du transport. Les standards concernant le transport de produits réfrigérés sont définis dans
un accord international [3] (norme ATP) qui spécifie pour le transport de denrées
périssables les gammes de températures selon leur typologie. Ainsi, la plupart des produits
congelés doivent étre transportés a des températures inférieures ou égales a -18°C avec une
tolérance de +/- 3°C [4]. En particulier pour le secteur médical, certains produits doivent
étre maintenus a des températures de -25°C ou -30°C.

Par ailleurs, on estime que les systéemes de réfrigération conventionnels qui se basent
essentiellement sur des cycles a compression, consomment a eux seuls 15% de I'électricité
finale mondiale [5]. Dans le cas du transport, ces systéemes de réfrigération sont alimentés
en électricité produite par l'alternateur du moteur du véhicule ou par un moteur thermique
auxiliaire spécialement dédié. Ils entrainent une consommation accrue d'énergie, et donc de
carburant, induisant une augmentation des rejets de CO; [6]. L'étude menée par James et
al. sur I'impact climatique de la chaine du froid agro-alimentaire montre que le transport
réfrigéré est responsable d'environ 1% du CO; produit mondialement [7].

L'augmentation du volume des produits transportés a des températures négatives sur de
longues distances et la multiplication des points finaux de distribution apparaissent
également comme un véritable défi a surmonter. Les ouvertures du compartiment réfrigére
aux points de charge et de livraison ou le déplacement du produit dans d'autres conteneurs
entrainent des oscillations de température pouvant compromettre la qualité finale du
produit. Le contrble de la température reste décisif pour éviter ces fluctuations. Le systeme
de réfrigération doit alors étre réactif et fonctionner sur une large gamme de puissance afin
de compenser les apports extérieurs de chaleur et leur variabilité : ceci pénalise fortement
le rendement global du systéme.
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Des critéres de performances (coefficient de performance COP, d'efficacité [8]) sont de
plus en plus pris en compte dans le choix d'une technologie de transport réfrigéré, ainsi que
l'utilisation de substances respectueuses de l'environnement. Parallélement a la direction
prise par la réglementation visant a interdire a I’horizon 2020 les gaz frigorigénes fluorés a
effet de serre [9] et nocifs sur la couche d'ozone, les nouvelles technologies s'orientent a
présent vers leur réduction, leur remplacement ou leur suppression. L'utilisation de
substances biodégradables et respectueuses de I'environnement telles que lI'ammoniac
semble aujourd'hui privilégiée.

La problématique qui se pose alors est la suivante : Comment assurer techniquement et de
maniere fiable le transport de produits thermosensibles a des températures négatives
dirigées, sans rupture de la chaine du froid et de maniére respectueuse vis-a-vis de
I'environnement ?

Pour répondre a cette problématique, la logistique de la chaine du froid recourt
actuellement a I'utilisation de conteneurs de taille réduite et réfrigérés de fagcon autonome.
De ce fait, les ouvertures de porte du conteneur réfrigéré peuvent étre réduites de maniere
importante en réduisant la taille du conteneur afin de transporter les produits destinés a une
méme et unique destination. Si la charge transportée, la taille du conteneur et le nombre
d'ouvertures de portes sont réduits, le contréle de la température peut alors s'effectuer plus
précisement. Cependant, un tel systeme recquiert d'étre réfrigéré activement de maniere
autonome, sans aucune source d'énergie provenant de I'extérieur.

Un dispositif permettant de produire du froid de maniére autonome semble étre une
solution adéquate pour diverses raisons. Il s'agit entre autres de ne pas accentuer la quantité
de rejets inhérente a la durée du transport de marchandises. Ainsi, apres la période de
livraison, ces systemes de conteneurs réfrigérés autonomes peuvent étre rechargés d'une
maniere centralisée, permettant une meilleure efficacité énergétique globale et minimisant
les rejets de gaz a effet de serre (GES). De cette facon, le systéme de réfrigération
maintient la température cible, méme si le moteur du véhicule est a l'arrét ou si le caisson
isotherme est déplacé d'un véhicule a un autre ou stocké provisoirement dans un noeud de
transport.

Apparait alors la nécessité de pouvoir stocker la capacité a produire du froid de maniére
différée et a la demande, avec si possible une forte puissance, un taux d'autodécharge
réduit a néant, un bon contréle et une bonne maitrise de la dynamique du systéme.

Les systemes thermochimiques se présentent comme une solution pertinente de
production/stockage de froid destinée aux enceintes isothermes mobiles. Le développement
de conteneurs intégrés a des véhicules pour le transport logistique a température dirigée est
un objectif primordial que les industriels de la chaine du froid souhaitent atteindre.

Dans un contexte d'industrialisation de procédés thermochimiques et de diversification de
leurs applications, la Société COLDWAY s'est fixé cet objectif dans le cadre d'un projet de
collaboration avec le laboratoire PROMES, soutenu par I’ANRT au travers du financement
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de cette thése CIFRE. Pour répondre a la problématique posée, les travaux exposés dans ce
mémoire se consacrent, dans une premiére partie, a I'étude et au développement d'un
procedeé thermochimique visant la production de froid de forte puissance a température
négative dans un caisson isotherme. Puis dans une seconde partie, I'échelle du réacteur
thermochimique est visée pour répondre a la démarche de qualité que Coldway souhaite
mettre en place sur leur ligne de fabrication industrielle. Une méthodologie est développée
pour permettre un diagnostic rapide de la qualité de fonctionnement et des performances de
réacteurs issus de la chaine de fabrication. L'objectif vise est de vérifier que le
fonctionnement des systemes manufacturés satisfait les standards de production, qu'ils
permettront de développer la puissance frigorifique souhaitée et de maintenir ainsi la
température des caissons isothermes de maniere satisfaisante.

Tout d'abord, dans un premier chapitre, nous présentons un état de la recherche et
du développement des diverses technologies adaptées a la problématique du transport
refrigéré. Les principes de fonctionnement des technologies présentées sont connus depuis
plusieurs décennies. Elles ouvrent des voies prometteuses et sont actuellement étudiées
avec intérét, notamment celles reposant sur la sorption renversable solide/gaz, pour des
applications de transport réfrigéré sur un intervalle de température compris entre 20°C et -
30°C, pour des applications mobiles et au fonctionnement autonome. Une comparaison des
diverses technologies est réalisée au travers d'indicateurs de performances.

Dans la premiére partie du mémoire, nous visons le développement d'un procédé
thermochimique adapté au transport réfrigéré autonome répondant a un cahier des
charges exigeant fixé par I'industriel. Il doit permettre, d'une part, une production de froid
négatif de forte puissance instantanée afin d'obtenir une mise en température rapide
d’enceintes isothermes, et d'autre part leur maintien a une température inférieure a -20°C
sur une longue durée (de l'ordre d’une douzaine d'heures). Cette partie comporte trois
chapitres :

En premier lieu, une évaluation d'un procédé thermochimique de base couplant un
évaporateur et un réacteur thermochimique est réalisee afin d'identifier les limitations du
procédé. Les conclusions de cette évaluation conduisent a définir de nouveaux concepts de
procédé, plus ou moins complexes dans leur structure et leur gestion, afin de satisfaire les
contraintes fixées. Ces différents concepts présentés sont évalués de maniére statique sur la
base de bilans énergétiques, puis compareés afin de sélectionner les plus prometteurs.

En second lieu, afin de mieux prendre en compte la dynamique du procédé et d'en
évaluer I'impact sur ses performances, une modélisation dynamique d'un procédé de base
couplant un réacteur a un évaporateur intégré dans le caisson isotherme est développée. Ce
modéle de base est validé sur des résultats expérimentaux obtenus sur un procédé
thermochimique similaire commercialisé par la société Coldway. Cette modélisation de
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procédé de base est étendue par la suite a la modélisation des divers concepts de procédé
présentés et potentiellement intéressants.

En troisieme lieu, une analyse du fonctionnement dynamique de chacun des
concepts de procéde est menée, en particulier I'influence de divers parametres impactant
leurs performances lors de la phase de descente rapide en température. Une comparaison
des différents concepts est alors réalisée sur la base de divers critéres pertinents. A l'issue
de cette étude, un pré-dimensionnement est proposé pour le systeme combinant les
meilleurs criteres de performances et d'industrialisation.

La seconde partie du mémoire s'inscrit dans une démarche de qualité de fabrication
des réacteurs thermochimiques afin de fiabiliser I'industrialisation des systemes
thermochimiques. En effet, le réacteur thermochimique dans lequel est inséré le matériau
composite poreux réactif constitue I'élément essentiel pour ce systeme de production de
froid. C'est pourquoi, son fonctionnement doit étre fiable afin de maintenir la température
de caissons isothermes, pouvant contenir des produits thermosensibles a haute valeur
ajoutée. Nous proposons ici une méthodologie permettant de garantir cette fiabilité en
détectant et qualifiant, dés la fabrication, les défauts éventuels pouvant conduire au
dysfonctionnement d'un réacteur. Elle s'appuie sur la comparaison de leur comportement
(‘signature”) a celui d'un réacteur de référence dont le fonctionnement est jugé correct et
standard par I'industriel pour assurer les niveaux de puissance et de durée de production de
froid requis.

D'abord, les causes de dysfonctionnements récurrents sont recensées. Puis, pour
caractériser I'impact des différentes typologies de défauts sur le fonctionnement et le
comportement d'un réacteur, deux modeéles sont développés. Des "signatures"
caractéristiques des défauts impactant la réponse (pression, température, avancement de
réaction) du réacteur soumis a des contraintes opératoires standardisées sont recherchées
grace : a un modele phénoménologique 2D pour caractériser la qualité des transferts
couplés de chaleur et de masse, et & un modéle hors réaction pour caractériser une
perméabilité équivalente du milieu poreux.

Ensuite, afin de détecter, d'identifier et de quantifier I'intensité des défauts, un banc
expérimental a, par la suite, été concu et développé pour caractériser la réponse
expéerimentale d'un réacteur en réaction et hors réaction et valider les modeles de
caractérisation. La comparaison des réponses simulées et expérimentales permet par
conséquent d'identifier les grandeurs caractéristiques des transferts. Le développement
d'une base de données établie par simulation de réacteurs comportant des défauts de
typologie et intensité données est présenté. La réponse expérimentale d'un réacteur pris au
hasard dans le procédé de fabrication comparée aux réponses cataloguées dans la base de
données doit permettre in fine d'identifier la cause du dysfonctionnement éventuel du
réacteur. Cette méthodologie initiée ici doit permettre a terme d'aboutir & un outil de
diagnostic rapide pour qualifier le fonctionnement de réacteurs thermochimiques, ainsi que
la qualité de fabrication et de mise en ceuvre du matériau composite réactif.
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Etat de I'art sur la production de froid
negatif de forte puissance pour
applications mobiles et autonomes
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l. Introduction

La logistique de la chaine du froid nécessite des améliorations constantes. Nous nous
centrons spécifiquement sur les dispositifs pour le transport de produits a température
négative. Des modéles dynamiques [10] confirment I'importance d'un contréle précis de la
température pour assurer la qualité du produit transporté. Une possible solution est de
transporter les produits destinés a une méme destination finale dans un méme caisson auto-
réfrigéré facilement déplacable d'un véhicule a un autre et qui limite au strict minimum les
ouvertures des portes pour éviter les fluctuations de température.

Nous présentons, dans ce chapitre, un état de I'art des technologies innovantes existantes,
capables de stocker et produire du froid entre -20°C et -30°C a puissance variable, a la
demande, sans pertes significatives et facilement embarquables. Nous passons en revue des
cycles a compression mécanique de vapeur ameéliorés qui voient leurs COP augmentes.
Parallelement, des cycles a compression par éjection, des cycles a air ou CO, la
réfrigération magnétique, le thermoélectrique ou encore le thermoacoustique devraient
permettre de s‘affranchir de fluides frigorigénes nocifs pour I'environnement (couche
d'ozone, effet de serre). Les performances de ces systemes sont comparées et évaluées via
des indicateurs tels que le coefficient de performance (COP), la consommation spécifique
en énergie primaire (PER), la gamme de temperature de production de froid, la densité
énergétique (DE) et la typologie du systéme d'alimentation énergétique.

I.1- Technologies de production de froid autonomes couplées a un systeme de
stockage externe

Nous présentons d'abord les technologies de réfrigération qui, pour fonctionner, nécessitent
d'étre connectées a un systeme de stockage ou de production d'énergie, tels des batteries
électriques, des sources de chaleur ou des moteurs a combustion.

1.1.1- Systemes a compression de vapeur

Les systemes de réfrigération conventionnels pour le transport se basent essentiellement
sur des cycles a compression mécanique de vapeur (cycle de Rankine inverse). La
compression des vapeurs peut étre réalisée soit de maniére mécanique via un piston rigide
(compresseur mécanique) ou hydrauliquement via un piston liquide, soit en exploitant
I’effet Venturi via un éjecto-compresseur.

1.1.1.1- Compression mécanique a détente de Joule-Thomson

Ces systémes nécessitent une source mécanique pour fonctionner (ou électrique via un
moteur électrique). Longtemps inégalés en termes de performances, de col(t et de
rendement, les systémes a compression mecanique de vapeur (CMV) représentent la
majorité des systétmes de production de froid. lls utilisent des gaz aux propriétés
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thermodynamiques optimisées pour la production de froid dans des gammes de
températures données. Ces fluides, gazeux a température ambiante et & pression
atmospherique, ont pour la plupart des conséquences néfastes sur la couche d'ozone et/ou
possedent un fort potentiel de réchauffement par effet de serre [11].

Les systemes CMV se basent sur un cycle thermodynamique comportant des changements
d'état physique liquide/vapeur réalisés a des températures différentes par le biais d'un
détendeur et d'un compresseur. Il s'agit d'une technologie mature ou de constantes
améliorations sont effectuées, notamment sur la phase de compression afin d'en réduire le
colt énergétique. En effet, un gaz s'échauffe lorsqu'on le comprime, ce qui augmente le
travail nécessaire a sa compression. L'une des solutions adoptée est d'échelonner
judicieusement la phase de compression afin de trouver le meilleur compromis des ratios
de compression. Aprés chaque compression partielle (ou chaque étage de compression), le
fluide peut étre a nouveau refroidi avec I'air ambiant et la compression sur I'étage suivant
sera moins colteuse. Dans la plupart des cas, une détente de Joule-Thomson (détente
isenthalpique) assure la diminution de la pression et de la température du liquide a
évaporer.

La plupart des systéemes de réfrigération commerciaux pour des températures négatives a
des COP supérieurs a I'unité lorsqu'il s'agit d'amplitudes de température modérées. Dans le
domaine de la congélation pour des températures inférieures a -15°C, le COP est, souvent,
inférieur a 2. Afin d'améliorer ces performances, on cherche a valoriser la chaleur produite
lors d'une compression via une boucle secondaire de Rankine [12]. Cette boucle secondaire
sera motrice et, accouplée au compresseur, allégera sa charge (cf. Figure 1.1). Le gain en
COP est plus €levé que si plusieurs compressions étagées et refroidies étaient effectuées.
Ainsi, des COP supérieurs a 2 peuvent étre obtenus avec des températures a I'évaporateur
inférieures a -15°C.
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Figure 1.1 : Schéma d'un systéme recupérant le travail mécanique de détente pour alléger
la charge du compresseur [12].
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Par ailleurs, des cycles Stirling permettent aussi d'atteindre de bonnes performances mais a
de plus faibles puissances. Les COP reportés pour des températures en borne froide
avoisinent l'unité. Les réfrigérateurs Stirling "free pistons” utilisent moins de parties
mobiles et affichent des COP prometteurs de jusqu'a 1,5 lorsque la partie froide est entre
-30°C et -20°C [13].

1.1.1.2- Ejecteurs

Le cycle a éjection a un fonctionnement analogue a celui de la compression mécanique, ou
le compresseur est remplacé par un éjecteur. Une source thermique chauffe et vaporise a
haute pression, le fluide de travail d'une boucle primaire. Ce dernier entraine une boucle
secondaire, faisant office de cycle frigorifique, par le biais de la dépression induite par
effet Venturi dans I'éjecteur. La dépression engendrée permet ainsi I'évaporation du liquide
dans la boucle secondaire. Les gaz de ces deux cycles étant mis en commun dans I'éjecteur
sont condensés au niveau du condenseur. Ensuite, ils sont séparés a nouveau, dans une
proportion adéquate, pour se diriger dans les évaporateurs de leurs boucles respectives.

Pour atteindre des températures d'évaporation négatives (de l'ordre de -30°C/-40°C), il est
nécessaire d'adopter un systeme en cascade pour éviter des différences de pression trop
importantes, pouvant entrainer des problemes au niveau de I'éjecteur [14]. Ces systémes
présentent un COP modeste, en dessous de 0,2 pour les applications de congélation visées.
Ce type de systeme est plus adapté a une hybridation avec d'autres technologies pour
améliorer le rendement global, puisqu'ils peuvent utiliser les rejets thermiques d'un autre
systéeme de réfrigération [15].
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Evaporator

Freezer

Evaporator

Figure 1.2 : Schéma d'un systéme hybride a compression mécanique de vapeur-éjecteur
pour un réfrigérateur-congelateur domestique et son cycle thermodynamique dans un
diagramme p-h [16].

Par exemple, un systéeme hybride a compression mécanique de vapeur-éjecteur pour un
réfrigérateur-congélateur domestique permet d'obtenir un COP de presque 3 avec une
température d'évaporation de -5°C au niveau du réfrigérateur et de -20°C au niveau du
congélateur [16] (cf. Figure 1.2).
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1.1.1.3- Compression hydraulique

La compression hydraulique repose sur un principe developpé par I’équipe TES du
laboratoire PROMES ou des cylindres remplis d'un liquide incompressible jouent le r6le de
pistons. Dans ces cylindres, la détente et la compression de gaz & chaque extréemité du
piston liquide entrainé par une pompe hydraulique sont réalisées de maniere quasiment
isentropique. Théoriquement, les pertes thermodynamiques sont donc plus faibles. Cette
technologie toute récente est encore au stade de recherche [17], [18]. Le procédé
fonctionne sur le principe d'une production pseudo-continue de froid en couplant deux
cycles fonctionnant en opposition de phase, par un apport d'énergie thermique en continu.
Il permet de mettre en ceuvre différentes variantes de récupérations internes de travail via
les phases gaz ou via le liquide de transfert.

Le rendement théorique est élevé grace a une transmission plus efficace entre le coté a
haute pression et celui a basse pression. Un COP de 6 peut étre envisagé d'apres différents
modeles développés pour une température d'évaporation de 2°C et une température de
condensation de 45°C [18]. Concernant sa transportabilité, son incorporation dans un
véhicule a été étudiée pour une application de climatisation. Cependant, aucune application
n'a été réalisee dans le domaine de la réfrigération en dessous de 0°C. Ce systeme vise
plutét le domaine de I'habitat en tant que pompe a chaleur pour la climatisation [17], [19].

1.1.2- Systemes thermoélectriques

La refrigération thermoélectrique (TER) exploite I'effet Seebeck-Peltier. Des électrons sont
pompés d'une face a une autre d'un module constitué d'une jonction de semi-conducteurs,
I'un dopé négativement (porteurs majoritaires : électrons), et l'autre dopé positivement
(porteurs majoritaires : trous). La jonction entre les deux se fait par un conducteur a chaque
extrémité des semi-conducteurs (cf. Figure 1.3). L'amplitude de température peut
facilement étre ajustée en variant la puissance électrique fournie. Ces systemes compacts
alimentés par électricité sont envisageables pour des applications de transport.

En passant par des cascades, il est possible de produire une amplitude de température assez
importante pour étre compatible avec la congélation, tout en engendrant une chute du COP.
L'évolution du COP d'un systéme thermoélectrique peut se modéliser par [20] :

itz -

COP, . = T, T, 1(1)
’ T,-T. J1+ZT +1

Le paramétre ZT est appelée figure de mérite et rend compte de la performance
thermoélectrique du matériau. Plus il est élevé et plus la performance du systéme sera
élevée, mais il dépasse rarement l'unité. Pour arriver a un COP comparable a celui des
technologies de compression de vapeur, le ZT devrait étre au moins de 3 ou 4. Cependant,

17



Confidentiel

il reste dans une gamme comprise entre 0,5 et 1, ce qui donne des COP<0,3 pour une
température froide de -30°C et de +30°C c6té chaud. Des travaux en ingénierie des
phonons et des électrons tendent & augmenter de plus en plus la valeur dudit ZT [21].
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Figure 1.3 : Schéma du principe de montage d'un module "élémentaire” Peltier. Un
courant appliqué a la jonction des deux semi-conducteurs, I'un dopé positivement et I'autre
négativement, provoque un effet endothermique ou exothermique selon le sens du courant
dans la jonction. L'évolution du rendement est donnée pour différents écarts de
températures entre les bornes froide et chaude, en fonction de la figure de mérite ZT [22].

Cette technologie présente un COP modeste mais permet de s'affranchir de I'utilisation d'un
fluide frigorigéne et de parties mobiles. Silencieuse, robuste et compacte, elle permet un
contrble précis de la température. Par contre, pour étre autonome, il est nécessaire de la
coupler a une batterie.

1.1.3- Réfrigération magnétique

Cette technologie (MR) se base sur l'effet magnétocalorique réversible de certains
matériaux au voisinage de leur point de Curie. Lebouc et al. définissent comme suit I'effet
magnétocalorique : "[...] propriété intrinseque des matériaux magnétiques qui se traduit
par une variation de température réversible de la substance sous [’action d’un champ
magnétique [...]" [23]. La Figure 1.4 schématise le "pompage" de chaleur en passant par
différentes phases d'aimantation (exothermique) et de désaimantation (endothermique).
L'application d'un champ magnétique "aligne" les spins magnétiques des électrons ce qui
en diminue leur entropie magnétique (2). Ainsi, le matériau s'échauffe. Le matériau est, en
méme temps, refroidi, grace a un puits de chaleur (3). Le champ magnetique est oté et les
spins magnétiques des électrons récuperent leur entropie en retirant de I'énergie thermique
de leur proche environnement ; un effet de refroidissement est produit (4).
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Figure 1.4 : Principe de fonctionnement de la réfrigération magnétique. Les "longues™
fleches illustrent I'application d'un champ magnétique et les "petites”, les spins
magnétiques du matériau.

La recherche actuelle annonce un potentiel remarquable et prometteur de cette technologie,
en l'occurrence grace a l'introduction d'aimants permanents aux dimensionnements
optimisés [24], aux cycles en cascade et a régénération et aux nouveaux matériaux
magnétiques a effet magnétique "géant" [25]. Une trés proche commercialisation de cette
technologie est annoncée avec une réduction de jusqua 50% de la consommation
énergétique dans la réfrigération en grande surface [26]. Cependant, dans I'état actuel de
développement, cette technologie est relativement limitée en termes de puissance. Les
COP théoriques sont du méme ordre de grandeur que les systemes CMV [27]. Par contre,
les données expérimentales, pour de fortes amplitudes de températures, démontrent la
nécessité d'une mise en cascade de ces systemes, dégradant significativement les COP
[28]. Les performances de ces systémes sont aussi limitées par la conductivité thermique
réduite de ces matériaux magnétiques [29]. Un cycle Ericsson magnétique permettrait
d'atteindre un COP de 2,65 (modélisation) pour une température froide de 260K et un puits
a 300K [27]. Des études visent des applications pour les véhicules [29] et incluent la notion
de densité énergétique volumique. Leur consommation énergétique (électrique) est surtout
liée aux parties mobiles et a la présence d'aimants permanents ou induits [24]. Pour étre
autonome, le couplage a des batteries est nécessaire. Cette technologie se veut compacte et
utilise seulement des fluides caloporteurs sans effet de serre et sans effet sur la couche
d'ozone.

1.1.4- Réfrigération thermoacoustique

La réfrigération thermoacoustique (TAR) exploite le passage d'une onde acoustique pour
engendrer un gradient de température. Elle se base sur des compressions et détentes locales
d'un gaz inerte, provoquées par le passage d'une onde acoustique stationnaire, a travers un
"stack" (empilement de plaques a faible espace de passage) ou un milieu poreux, confinés
dans un tube résonant. Le dimensionnement du tube, l'intensité et la fréquence de l'onde,
doivent s'ajuster selon les différences de tempeératures et les puissances visées. C'est aux
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extrémités du "stack" que s'effectue le "pompage" de chaleur. Son principe de
fonctionnement, ramené le long d'une plaque, est décrit schématiquement en Figure 1.5. Le
passage d'une onde comprime localement le gaz a une extrémité de la plaque (1). Le gaz
échauffé transmet sa chaleur sur cette extrémité de la plaque (2). Lors du retour de I'onde,
le gaz est localement détendu (3) et refroidi ; il absorbe de la chaleur de I'autre extrémité de
la plaque (4). Le régénérateur constitue d'un matériau poreux et isolant thermiquement,
permet d’obtenir un gradient de température suffisant pour permettre des eéchanges
thermiques.

1) . 2 (3) ) (4)

r
:
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Figure 1.5 : Schéma du principe du transfert de chaleur entre les volumes élémentaires de
gaz et une plaque thermiquement isolante sous le passage d'une onde sonore.

Typiquement, I'onde sonore est générée par un haut-parleur, alimenté électriquement, dans
la gamme des basses fréquences (dans le registre des graves, <lkHz) mais avec forte
intensité acoustique. Les fluides employés pour cette technologie sont des gaz nobles
pressurisés (Helium en général) et restent donc bénins pour I'environnement. L'usure des
composants est limitée et les matériaux utilisés restent conventionnels. Utilisé en
cryogeénie, il est possible d'atteindre de tres basses températures (-65°C) [30]. Le COPsyoig
pour produire une température froide comprise entre -40°C et -30°C, depuis la température
ambiante, est inférieur a 1 (de l'ordre de 0,8) [30]. L'onde acoustique peut aussi étre
générée par un moteur thermoacoustique, opérant avec une différence minimale de
température de 300K entre la source et le puits de chaleur. La modélisation dynamique
d'un prototype de réfrigérateur thermoacoustique solaire concentré pronostique un COP de
0,21 avec une température froide & environ -20°C et une puissance de froid de 400W [31].
Des études expérimentales révelent un COP de 0,16 pour une puissance de réfrigération de
340W a une température de -20°C [32]. Une nouvelle voie s'est ouverte pour les
générateurs d'ondes acoustiques avec un fonctionnement analogue au moteur Stirling qui
augmente le rendement significativement [33] et ouvre la voie a son industrialisation [34].
Cette technologie pourrait étre adaptée pour valoriser la chaleur résiduelle récupérable a
I'échappement d'un moteur thermique. De nouvelles recherches visent des conceptions plus
complexes afin de favoriser la compacité et les performances de ces dispositifs pour étre
incorporés dans des véhicules, et également dans I'habitat pour les besoins de climatisation
[35], [36]. Cette technologie simple a mettre en ceuvre reste encore a maitriser.
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I.2- Technologies de production de froid incluant la fonction stockage

Les systéemes présentés précédemment ne sont pas autonomes par eux-mémes. lls
nécessitent de Il'apport constant d'énergie pour fonctionner, que ce soit une source de
chaleur ou une source électrique ou mécanique. Pour pouvoir produire du froid de maniére
autonome, il est nécessaire d'intégrer aux systemes précédents un systéme de stockage de
I'énergie motrice (batterie, carburant). La performance de I'ensemble dépendra des
performances du systeme alimenté et de celles de la production d'énergie motrice. Sont
présentés ci-apres des systémes adaptés a des finalités de congélation et pouvant assurer
d'eux-mémes la fonction stockage de la production de froid, comme les matériaux a
changement de phase, les cycles a air avec stockage d'air comprimé et les systemes a
sorption.

1.2.1- Stockage par changement de phase

Le stockage de froid s'effectue trés souvent au moyen de matériaux a changement de phase
(PCM), de par I'énergie significative de changement d'état qu'ils développent autour d'une
température a peu pres constante. Les trois types de stockage par chaleur latente sont ici
passés en revue, a savoir : la chaleur latente de fusion (S/L), de vaporisation (L/G) et de
sublimation (S/G).

1.2.1.1- Changement de phase solide-liquide (fusion d’un solide)

Parmi les PCM, ceux a chaleur latente de fusion sont les plus utilisés dans le secteur du
froid. lls se composent majoritairement de solutions eutectiques ou de paraffines. Les
solutions eutectiques peuvent étre des mélanges d'eau et de sels qui permettent d'opérer,
selon le sel utilisé, dans une large gamme de températures négatives. Bien que présentant
des phénomenes de surfusion, ces solutions eutectiques demeurent trés intéressantes du fait
de leur renversabilité, leur densité énergétique, la disponibilité et le faible colt des sels
utilisés. Les paraffines présentent une densité énergétique plus faible, mais elles permettent
une gamme bien plus élargie de températures. Pour des mélanges eutectiques commerciaux
(TEAP, Cristopia, Microtek Laboratories, Inc) qui présentent des températures de fusion
entre -50°C et -23°C, les enthalpies de fusion varient de 130-325 kJ/kg (solutions salines,
hydrates de sel) alors que pour les paraffines elles sont de I'ordre de 140-150 kJ/kg [37],
[38].

Pour une application de forte puissance thermique, les conductivités thermiques
intrinséques des PCM solides sont faibles. Plusieurs solutions peuvent étre envisagées pour
intensifier les échanges thermiques. Le matériau ne doit pas étre épais et doit étre congu
pour que les échanges convectifs y soient élevés [39]. Des composites de PCM avec du
graphite naturel expansé (GNE) sont a I'étude depuis une quinzaine d'années [40]. Cela
permet d'augmenter la conductivité thermique du matériau composite d'un facteur 20 a plus
de 200, comparé au PCM seul [41]. Dans le cas de la macro-encapsulation, I'ajout d'un
taux de 13% de graphite naturel expansé, dans des capsules d'environ 10cm de diametre,
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permet une diminution de la durée de fusion jusqu'a 58% [42]. L'utilisation des "coulis de
glace" ou "ice slurries" permet de transférer la chaleur de maniere plus efficace que pour
un PCM seul sous forme solide massif [43]. Par ailleurs I'utilisation de différents PCM
pour étager la descente en température permettrait d'augmenter les performances en
diminuant les irréversibilités. En choisissant judicieusement les paliers de changement
d'état, il est possible de réaliser la charge ou décharge totale du PCM plus rapidement et
avec une puissance moyenne élevée [44].

Pour quantifier les performances énergétiques des systéemes utilisant des matériaux de
stockage PCM, il est nécessaire d'intégrer les performances des systemes de réfrigération
employeés et de tenir compte des pertes éventuelles liées a l'utilisation du PCM
(stockage/déstockage). La méthode suivante permet une évaluation approchée des
performances énergétiques du PCM en considérant pour rendement exergétique du systéeme
de réfrigération :

COP

=—=04 1(2
nex COPCarnot ( )
Tfroid
avec COPyrt == 1(3)
e Tchaud _Tfroid

Cette valeur de rendement exergétique n,, est réaliste pour la plupart des systémes
commerciaux [45], [46]. A partir d'exemples commerciaux énoncés précédemment, on
estime ainsi, pour les PCM, des COPpcy entre 1,1 et 1,9 (pour des températures froides
allant de -50°C a -23°C et une température chaude de 30°C).

Une autre méthode consiste a considérer le systeme de production de froid le plus
performant (CMV) avec COP¢m, de 2, et on évalue un COPpcy tenant compte de
I'utilisation du PCM par les relations suivantes :

L, +C,AT
omp T ~mm 1(4)
COI:)comp
L
nstock = f |(5)
Lf + Cp (Tamb _Tfroid )
L
COI:)PCM = nstockCOPcomp = \N—]t I(G)

comp

ou Weomp €st le travail consommé par le compresseur pour refroidir et solidifier PCM, Ly la
chaleur latente de changement de phase et C, la capacité calorifique du PCM, #sock l€
rendement du stockage du PCM.
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Dans ce cas, les COPpcy Obtenus sont plus faibles. Pour des PCM fondant a -50°C et a
-33°C, les performances calculées sont respectivement de 1,13 et 1,15.

Concernant l'utilisation de ces PCM dans le secteur du transport, I'intégration d'un PCM au
niveau de I'évaporateur du systeme de réfrigération permet une certaine autonomie de
fonctionnement et une amélioration du COP global du systeme [37]. L'énergie requise par
le systeme de réfrigération peut étre réduite de 86% [47] [48]. Les "ice slurries" sont
également utilisés dans des applications mobiles, telles que la distribution de plateaux
repas ou le froid est maintenu jusqu'a 12h [49].

Les principaux inconvénients du stockage par PCM résident dans la difficulté a contréler
précisement la température de froid visée (température de fusion fixe et non modulable) et
la puissance frigorifique. De plus, les PCM solides présentent souvent des problémes de
surfusion, difficiles a maitriser, limitant I'énergie frigorifique déstockée. D'autre part, le
PCM "chargé" se décharge inévitablement au cours du temps, soumis a des pertes
thermiques.

1.2.1.2- Changement de phase liquide-gaz (vaporisation d’un liquide)

L'utilisation de PCM exploitant la chaleur de vaporisation est une autre application
possible en réfrigération. Pour les applications en dessous de 0°C, il s'agit principalement
d'utiliser des gaz liquéfiés, tels le CO, ou le N, ne présentant pas de toxicité et d'impact
pour I'atmosphere afin d'étre vaporisés directement sur les produits ou dans l'enceinte a
refroidir.

La projection de sprays d'azote liquide sur une surface est une solution tres efficace pour la
refroidir, [50], [51], et ne présente pas de toxicité ni d'impact pour I'atmosphére. En effet,
des coefficients de transferts thermiques trés élevés de plus de 20 kW/m?.K sont obtenus
[52], induisant un refroidissement tres rapide de la surface. Cependant cette méthode
s'avere peu efficace énergétiquement : en effet un COP de 0,12 peut étre évalué pour une
température froide de -196°C. Le codt de cette technique n'en justifie pas son usage pour la
surgélation des aliments [53]. Cette technologie est plutdt adaptée a la cryoconservation
[54].

1.2.1.3- Changement de phase solide-gaz (sublimation d’un solide)

Le phénoméne de sublimation impliqgue de grandes quantites d'énergie latente. Le
mécanisme de la sublimation et ses possibles domaines d'application (séchage, agro-
alimentaire, médical...) sont actuellement étudiés avec intérét [55]. L'un des matériaux les
plus utilisés est le CO, solide, appelé aussi "glace” ou "neige" carbonique, qui est produit
par détente de Joule-Thomson de CO, liquide pressurise.
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La sublimation du CO; solide (-56,6°C/5,2bar ) peut étre obtenue a une température bien
inférieure & son point triple, dans un intervalle allant de -60°C a -90°C [56]. A pression
atmospherique, la sublimation du CO, solide est réalisée a une température de -78,5°C.
Son trés faible coefficient de transfert thermique (de l'ordre de 3,80 W/m%K)
contrebalance sa trés basse température de sublimation. Ainsi, la sublimation peut
s'effectuer suffisamment lentement, par exemple pour assurer le maintien d'une
température de 0°C durant une vingtaine d’heures dans un caisson fermé et isolé [57].

Cependant, il n'est pas possible de stocker le CO, solide a long terme de par sa constante
sublimation : des valeurs de 15% a 20% de pertes de masse par jour sont annoncées, méme
avant l'ouverture de son emballage isolant [58]. Le CO, peut aussi étre stocké sous forme
liquide entre 16 et 20 bars dans un réservoir Dewar devant étre maintenu en dessous de son
point critique de 31,1°C. Ensuite, selon la demande, le CO; liquide peut étre détendu a 1
bar produisant un mélange solide+gaz. Cependant cette méthode de stockage peut poser
des problemes d'homogénéité et de blocages au niveau du détendeur ou des conduites liés a
la formation interne de CO, solide [59].

Le COP de la production de CO, solide repose sur I'énergie fournie a un cycle a
compression de vapeur bi-étagé. Un COP moyen d'environ 0,85 est avancé pour une
température de production inférieure a -56,6°C [60]. Il est donc possible d'obtenir une
autonomie significative, en utilisant un fluide non polluant et abondant naturellement.

En général, certains PCM peuvent présenter des atouts en termes de colts (solide/liquide
surtout). lls doivent étre produits de maniere centralisée (azote liquide, carboglace), et
subissent des pertes continues importantes (plagques eutectiques, carboglace).

1.2.2- Cycle a air et stockage par air comprimé

L'utilisation du cycle & air & des fins de réfrigération date du XIX®™ siécle. Il s'agit d'un
cycle ouvert de Brayton de compression-refroidissement-détente ou a détente de Joule-
Thomson en fonction des niveaux de température froide souhaités. Cette technologie offre
la possibilité de stocker du froid en stockant de I'air comprimé a trés haute pression dans
des réservoirs (CA). Les bénéfices d'utiliser un tel réfrigerant semblent évidents : fluide
réfrigérant totalement bénin du point de vue environnemental, abondant, il peut étre injecté
directement dans le volume a réfrigérer, diminuant ainsi les irréversibilités dues aux
transferts thermiques au niveau d'échangeurs. Cette technologie ne s'est pas encore
démocratisée, mais le potentiel y est considérable. La compression dair est la partie
consommatrice de travail et permet la recharge du systéme.
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1.2.2.1- Cycle de Brayton inverse et procédé a detente de Joule-Thomson

L'obtention de basses températures est possible en une seule détente isenthalpique de
Joule-Thomson. La phase de détente isentropique d'un cycle de Brayton, permet, aussi,
d'atteindre des températures basses depuis la température ambiante. En effet, pour une
compression ou déetente isentropique, d'aprés la relation de Laplace, on peut exprimer la
température en fin de détente en fonction du taux de détente :

r-1

P
T, =(sz T,
1

Par exemple, en partant depuis la pression maximale autorisée en France de 248bars (P1),
jusgqu'a latm (Py), depuis une température ambiante de 30°C (T), et avec un coefficient
polytropique y = 1,2 [61] (car la transformation n'est pas parfaitement isentropique, y=1,4
pour une transformation isentropique de l'air), la température en sortie de détente serait
alors d'environ -150°C (T).

1(7)

Dans un cycle de Brayton inverse, l'air se détendant dans une turbine produit du travail tout
en se refroidissant. Ce travail de détente peut étre valorisé pour entrainer un systeme de
réfrigération parallele (2 CMV ou a air) et produire un deuxieme effet réfrigérant ou pour
alléger la charge du compresseur d'air d'un cycle fonctionnant en continu [62] (cf. Figure
1.6). Quelques exemples existent, comme les véhicules a air comprimé qui utilisent la
détente d'air comprimé contenu dans un réservoir, pour mouvoir I'axe des roues a travers
des pistons [63].

Qcmb Qamb
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|
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1
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Produit refroidi 5
Cycle de Brayton

Cycle de Joule-Thomson -

Figure 1.6 : représentation schématique de cycles a air de Joule-Thomson et de Brayton,
permettant un fonctionnement en autonomie, en stockant de I'air comprimé.
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L'introduction d'un régénérateur/récupérateur permet d'augmenter significativement le
COP pour des ratios de compression éleveés et des débits d'air importants [64]. En reprenant
les points thermodynamiques de la Figure 1.6, il s'agit d'insérer un échangeur a
contrecourant permettant de transférer la “chaleur" de I’air « chaud » (2) sortant du
compresseur a I’air encore « froid » (5) sortant du dispositif de transfert de froid.

En ce qui concerne les applications dans le transport routier, les systémes de réfrigération a
air sont actuellement étudiés avec un fort intérét. Optimisés a pleine charge, ils permettent
d'obtenir une consommation énergétique a peine plus élevée (7%) que les systemes de
réfrigération CMV [65]. A titre d'exemple, un systeme de réfrigération a air d'un camion
réfrigéré alimenté par moteur diesel dédié de 21,3kW, peut développer une capacité de
réfrigération de 7,8kW a -20°C, puissance supérieure de 8% par rapport & un systéme a
compression de vapeur de taille équivalente [62]. Ceci montre bien le potentiel que peut
avoir l'utilisation de réservoirs d'air comprimé dans un cycle a air pour la congélation
autonome dans le transport routier.

Le ratio de compression, le rendement isentropique du compresseur et de la turbine de
détente, ainsi que leur température d'entrée impactent de maniére importante le COP. Le
ratio optimal de compression évalué expérimentalement se situe entre 1,5 et 2 [66], [67].
Le COP optimum des cycles a air pour la réfrigération a des températures inférieures a
-20°C se situent entre 0,4 et 0,86 [68], [67], [62]. Les compresseurs a vitesse variable
permettent de maintenir un COP élevé méme si la charge réfrigérante varie.

1.2.2.2- Effet Vortex : Tube de Ranque-Hilsch

Un autre dispositif de production d'air froid est le tube a vortex de Ranque-Hilsch qui
permet d'obtenir simultanément un jet d'air froid et un autre d'air chaud, a partir d‘air
comprimé s'écoulant a travers un injecteur et arrivant perpendiculairement et
tangentiellement au tube pour générer un vortex, (cf. Figure 1.7). Cet écoulement
tourbillonnaire, de vitesse angulaire tres élevée, est freiné a I'autre bout du tube et crée un
écoulement interne au tourbillon en sens inverse qui se refroidit progressivement [69],
[70]. Les phénomenes physiques mis en jeu ne sont toujours pas parfaitement compris.

Compressed
Air Supply

www.airtx.net

COMPRESSED AIR SOLUTIONS

Cold Air
=

Hot Air

Vortex Generator Control Valve J

Figure 1.7 : Schéma du fonctionnement du tube vortex [71]. Alimenté par un flux d'air
comprimé, I'air sort plus chaud d'un coté du tube, et plus froid de I'autre.
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Ce dispositif est utilisé depuis longtemps pour des applications ou un besoin local de
refroidissement est nécessaire, tel que sur les machines-outils d'usinage et de fabrication
mécanique. Il est simple, compact, léger, sans parties mobiles, & maintenance moindre et
n‘utilise que I'air comme fluide. Les températures froides atteintes peuvent étre de l'ordre
de -40°C en fonction de la pression d'alimentation en air comprimé (~10 bars) [72].

Pour des températures froides (inférieures a -25°C), le COP d'un tel dispositif est faible,
inférieur a 0,65 dans le cas idéal et 0,12 expérimentalement, mais des COP plus élevés
pourraient étre obtenus [73]. Aussi de par leurs faibles performances, ces systémes sont
exclus pour une application de production de froid dans le secteur du transport frigorifique.

I.3- Réfrigeration par cycle a sorption et stockage thermochimique

Les technologies a sorption de gaz se divisent en deux grandes familles selon la nature des
matériaux absorbants utilisés : la sorption d’un gaz par un solide absorbant (adsorption,
réaction chimique S/G) et la sorption d’un gaz par une solution liquide. Du fait de la nature
solide du sorbant, le premier type de technologie fonctionne de maniére intermittente
alternant une phase de régénération et une phase de production de froid. A priori, le second
fonctionne en continu. Dans les deux procédés, la source énergétique qui permet de
régénérer le systéme est de la chaleur apportée a un niveau de température adapté.

1.3.1- Procédés a absorption liquide-gaz et application au stockage

La réfrigération par absorption existe depuis le XIX*™ [74]. Elle se base sur
I'absorption/désorption d'un fluide réfrigérant gazeux (sorbat) par un liquide (sorbant) de
facon endothermique ou exothermique. Dans un premier temps, lI'apport de chaleur, au
niveau du générateur (ou désorbeur), sépare gaz et sorbant. Le gaz rejoint le condenseur
pour s'y condenser. Les condensats alimentent I'évaporateur a plus basse pression via un
détendeur ou il s'évapore en absorbant la chaleur de la chambre froide. Les vapeurs ainsi
produites sont réabsorbées dans I'absorbeur par la solution appauvrie provenant du
désorbeur.

Ces systemes sont commercialement développés et peuvent étre concurrentiels avec les
systémes a compression mécanique de vapeur pour certaines applications. lls présentent
des performances intéressantes dans la gamme de puissances élevées (30kW a 500kW).
Utilisés essentiellement pour des applications de production continue de froid a partir
d'énergie solaire thermique ou de rejets thermiques, ils ne sont pas adaptés pour des
applications de stockage de froid. Pour ce faire, une nouvelle voie est explorée : celle de la
cristallisation.
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Performances

Le COP tient compte de la chaleur apportée au désorbeur pour la régénération de la
solution et du travail mécanique d'une pompe hydraulique pour le transfert de la solution
de I'absorbeur vers le désorbeur :

C1froid
COP = .
' W I(8)

qchaud _ generateur pompe

L'élaboration de modeles mathématiques permet d'ajuster des parameétres tels la pression,
le débit, les niveaux de température et les surfaces d'échanges thermiques (régénerateur et
évaporateur) afin d'optimiser le COP du systéme [75].

Le couple d'absorption le plus répandu pour des applications de réfrigération a température
négative est NHs/H,O, avec NH3; comme fluide réfrigérant [76]. L'ammoniac présente une
température basse de solidification (Tsoligification = -77°C), ne cristallise pas et réduit les
problemes liés aux vides partiels [77]. Cependant, la présence d'eau dans I'évaporateur
affecte directement le COP, elle doit étre minimisée et nécessite d'intégrer un rectifieur.
Les COP de systemes a absorption pour des applications de congélation et pour des
puissances de réfrigération allant de 50W a 100kW se situent entre 0,05 et 0,7 [76], [78].

L'intégration de détentes de Joule-Thomson a des cycles a absorption permet d'obtenir des
températures trés basses pour des applications liées a la cryogénie (<120K). Ils utilisent
des fluides de travail tels le krypton, le méthane, le monoxyde de carbone, I’azote... Ces
intégrations présentent de tres faibles COP inférieurs a 0,01 [79].

De nouveaux mélanges adaptés a une production de froid négatif sont a I'étude pour
s'affranchir du rectifieur et permettent des COP plus élevés. C'est le cas de
NH3/H,O/LiBr; NH3/LINO3 ; NH3/NaSCN; NH3/H,O/NaOH ; R124/N,N'-
dimethylacetamide et R134a/dimethyl-éthyléne-urea [77], [80]. Pour les cycles a
absorption avec les couples NH3/LINO3 et NH3/NaSCN, le COP se situe autour de 0,45 et
est supérieur a celui utilisant le couple NH3/H,O opérant avec une température
d'évaporation de -20°C et de régénération de 115°C [81]. Le couple NH3/LiNOgs est I'un
des meilleurs candidats pour des températures de congélation inférieures a -25°C [82]. Ces
deux couples présentent néanmoins un probléme de cristallisation que n'a pas le couple
NH3/H,O mais qui peut étre un avantage pour des applications de stockage, si la
cristallisation est maitrisee.

La possibilité de stocker du froid en exploitant des cycles a absorption/cristallisation (a 3
phases solide/liquide/vapeur) est étudiée avec fort interét depuis une dizaine d'années [83].
La densité énergétique d'un tel stockage, du sorbant sous forme cristalline, peut atteindre
une capacité de production de froid 519 kWh de froid /m* pour le LiCl, soit le triple de
celle du stockage sur une solution de LiCI/H,O [84]. De tels systemes commerciaux
triphasiques sont egalement commercialiseés. lls permettent une production continue de
froid (absorption liquide-gaz) et peuvent aussi fonctionner en autonomie grace au stockage
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du sel cristallisé [85]. Dans I'état actuel de développement, leurs gammes de températures
opératoires (>0°C) rendent ces couples exploitables pour le rafraichissement dans I'habitat
et le stockage de chaleur inter-saisonnier [86], [87], [88], mais ne permettent pas, encore,
d'envisager l'utilisation de tels systemes pour des applications de congélation. Davantage
de travaux sont nécessaires pour trouver des couples s'adaptant aux gammes de
températures envisagees (-30°C a -40°C sur I'évaporateur) et maitriser leur cristallisation.

Application Transport

En ce qui concerne l'application des procédés a absorption liquide/gaz au transport,
s'agissant d'un cycle utilisant une source thermique, il existe la possibilité de valoriser la
chaleur disponible a I'échappement ou du radiateur de refroidissement moteur d'un
véhicule a combustion. Cependant, un systeme de réfrigération par absorption devant
délivrer 5kW de froid ne peut étre alimenté correctement lors d'une conduite a régime
variable (urbain, mixte, montagneux...) [89]. L'utilisation de systemes a absorption cible
donc plutét de gros véhicules (camions, bus, autocaravanes...) avec des régimes de
conduite stabilisés (autoroutes) [90]. Des applications commerciales intégrent déja de tels
systemes [91]. Ces exemples concernent des applications pour la climatisation. Des
travaux sont nécessaires pour développer aussi la congélation par absorption en valorisant
les rejets thermiques du transport.

1.3.2- Procedeé a sorption solide/gaz

Les systemes a sorption solide-gaz sont des transformations réversibles qui incluent
I'adsorption et les procédés thermochimiques. Plus simples et plus robustes que les
systemes a absorption, les vibrations externes affectent moins le fonctionnement du
procédé [92]. Dans leur configuration la plus simple, ils mettent en ceuvre un
évaporateur/condenseur, ou un fluide réfrigérant change d'état en se condensant ou se
vaporisant, et un réacteur/adsorbeur ou un matériau solide actif absorbe exothermiquement
ou désorbe endothermiquement et réversiblement le réfrigérant gazeux. Le principe de ces
procédés repose sur le couplage de deux transformations physico-chimiques renversables :
un processus de sorption entre un solide S et un gaz G, et un changement d'état L/G. Sur un
cycle s‘alternent deux phases : une phase de production autonome de froid suivie d'une
phase de régéneration du systeme par une source thermique. Puisque ces deux phases ne
sont pas simultanées, ces technologies s'adaptent intrinsequement a une application de
stockage de la capacité a produire du froid a la demande.
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1.3.2.1- Adsorption

L'adsorption est une sorption physique d'un gaz a la surface d'un solide microporeux qui
met en jeu des liaisons faibles de type de Van der Waals. Ces procédés font intervenir des
transformations divariantes : dans les conditions d'équilibres thermodynamiques, la
pression du systeme est fonction de la température et de la quantité de gaz adsorbée (cf.
Figure 1.8).

Ln(p)
Pure refrigerant X, Xy
p. 3, 2 3
/ I
b4 4

=1, 1, T, 1.1, T=T, -UT

Figure 1.8 : Diagramme de Clausius-Clapeyron (pression-température-titre massique)
pour un cycle a adsorption solide/gaz [93]. L'adsorption (4 = 1) est réalisée a basse
pression entre les isostéres Xqe et Xaq €t la désorption du gaz (2 23) est réalisée a haute
pression. Les points 3' et 4' sont sur la droite d'équilibre du fluide réfrigérant.

Les procédés a adsorption utilisent communément des adsorbants tels que des zéolithes,
des gels de silice et des charbons actifs. Les premiers sont souvent couplés a I'eau comme
fluide de travail et sont donc écartés pour des applications de production de froid a
température négative. Les charbons actifs qui utilisent des fluides comme le CO,, CHy,
C,Hs et NHg3, sont compatibles avec les températures négatives. Le couple CHj/charbon
actif est le plus utilisé (température de désorption de 100°C). Le couple NHs/charbon actif
présente une capacité de réfrigération plus importante. L'adsorption de CO, par du charbon
actif présente, elle, un COP assez faible [94].

1.3.2.2- Systemes thermochimiques

Un procéde thermochimique exploite une réaction chimique renversable entre un gaz et un
réactif solide couplé a un processus de changement d'état liquide/gaz :

SG; +vG <> SG,,, +vAR] G <> L+Ah] 1(9)

ol S est le sel réactif solide, G est le gaz réactif, Ah’ est I'enthalpie de réaction, Ahvo
I'enthalpie de vaporisation, v est le coefficient steechiométrique et & est le nombre de
moles de gaz initialement présent dans le sel réactif.
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Ces processus sont monovariants et peuvent étre représentes par des droites d'équilibre sur
le diagramme de Clausius-Clapeyron InP = f(—l/T) ou chaque droite représente I'état

d'équilibre en température et pression pour chaque processus défini par I'équation de
Clausius-Clapeyron [95]:

0 0
|n[£j=—%+% 1(10)
Po :

En Figure 1.9, le principe de fonctionnement d'un systéme thermochimique est présenté,
ainsi que la représentation schématique des conditions de fonctionnement dans le
diagramme de Clausius-Clapeyron.
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Figure 1.9 : Schéma du principe de fonctionnement d'un dipéle thermochimique, en
synthése (1) et en décomposition (2) et la représentation de ses conditions de
fonctionnement dans le diagramme de Clausius-Clapeyron

La phase de production de froid (1) correspond a l'évaporation endothermique du
réfrigérant dans I'évaporateur a basse pression et a l'absorption chimique des vapeurs
produites par la réaction exothermique de synthése ayant lieu dans le réacteur. La chaleur
de réaction produite doit étre évacuée de maniére a maintenir la réaction hors équilibre et
permettre ainsi que la production de froid se poursuive. L'écart a I'équilibre est directement
lié a la vitesse de transformation et donc a la puissance thermique mise en jeu. Atteindre
les conditions d'équilibre entraine l'arrét de la réaction et donc de la sorption du gaz
réfrigérant par le sel.

Cette phase se termine lorsqu'il ne reste plus de fluide réfrigérant a évaporer. La phase (2)
correspond a la régénération du systeme a haute pression. En apportant de la chaleur au
réacteur, a une température supérieure a sa température d'équilibre, le gaz est désorbé par
le réactif et se condense au condenseur, évacuant la chaleur latente de condensation au
milieu environnant a T.
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Les procédés thermochimiques peuvent utiliser divers couples de travail solide/gaz : des
sels réactifs tels des oxydes, hydrates, hydrures, ammoniacates. La synthese de I'état de
I'art sur les familles de couples réactifs existants peut étre faite comme suit [93], [96] :

- L'utilisation de I'eau comme réfrigérant limite I'évaporation a des températures positives.
Les hydrates ne sont donc pas indiqués pour les applications de froid négatif méme si
certains possédent des avantages tels que la faible toxicité et le faible codt [97].

- Les couples a oxydes métalliques utilisent I'oxygene comme fluide réfrigérant et
nécessitent des hautes pressions et hautes températures de régénération.

- Les chlorures métalliques et ammoniacates sont les principaux couples de réactifs
gaz/sels utilisés pour atteindre de basses températures et obtenir une grande puissance de
froid. Leur puissance frigorifique spécifique (SCP), information tout aussi importante que
le COP du systéme, est trés élevée. La SCP se définit comme la puissance frigorifique
produite par le systéme rapportée a la masse de solide réactif anhydre (ms0) @ mettre en
ceuvre [98] :

_ Ahvap
Mg, oAt

SCP 1(12)

sel,0

L'utilisation de ces sels réactifs permet d'atteindre des valeurs de SCP de l'ordre de
700W/kg et des COP de l'ordre de 0,4. Cependant, I'usage de I'ammoniac, bien qu'un fluide
rapidement dégradable, entraine des problemes de corrosion et de toxicite.

- Les hydrures (NaH, CaH,), les hydrures non métalliques et les hydrures covalents
hautement polymérisés présentent des densités énergétiques volumétriques importantes,
mais leur SCP est inférieur a celui des couples NHz/ammoniacates [99].

Le choix du couple réactif, sa mise en ceuvre dans le réacteur, les conditions opératoires
imposées et le dimensionnement du systeme complet impactent directement les
performances du systeme [100]. Diverses méthodes de dimensionnement prenant en
compte ces parameétres ont été développées concernant les réacteurs thermochimiques
[101].

Selon l'application de réfrigération visée avec ce type de procédé, on cherchera a favoriser
une mise en ceuvre du matériau réactif qui permette d'obtenir soit une densité énergétique
élevée (application de stockage avec production de froid avec faible puissance), soit une
puissance frigorifique spécifique élevée (application de stockage avec forte puissance
instantanée). Dans la plupart des cas une optimisation de la mise en ceuvre doit étre menée.
En effet, une densité energétique élevée promeut une application de stockage au détriment
d'une application en puissance.

La puissance frigorifique délivrée par un tel systéme est directement liée a la qualité des
transferts de masse et de chaleur au sein du réactif [102]. Ainsi, pour accroitre la
conductivité thermique et limiter son agglomération, le sel reactif est mélangé a du
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graphite naturel expansé (GNE) pour obtenir un matériau composite consolidé poreux,
élastique et tres conducteur de chaleur [103]. Cependant, le GNE peut diminuer la
perméabilité du lit réactif et limiter les transferts de masse [104]. Le gonflement des grains
de sels au cours de la réaction diminue aussi, progressivement, la perméabilité. La
diffusion du gaz s'effectue par le biais de diffuseurs disposés dans le composite réactif
(sel+GNE). Dautre part, ces composites consolidés restent peu sensibles aux vibrations
mécaniques et sont donc adaptés pour une utilisation dans le transport routier.

Les procédes a sorption solide-gaz permettent le stockage d'énergie thermique a des fins de
réfrigération basse température. Cependant, des améliorations doivent étre effectuées afin
d'en augmenter leur puissance specifique de froid (SCP). Plusieurs industriels
commercialisent des applications a sorption solide-gaz pour des pompes a chaleur, de
stockage de chaleur, ou de stockage de la capacité de production de froid. En France, c'est
la société COLDWAY qui meéne linitiative en commercialisant des solutions auto-
réfrigérées pour le transport a température dirigée [105], par le procédé de sorption
ammoniac/ammoniacates. Ils répondent ainsi a deux des principaux criteres : réfrigération
et stockage de I'énergie.

I.4- Comparaison des performances des différentes technologies

Les différentes technologies étudiées se classent en trois catégories selon leur source
énergétique au moment de la production de froid : mécanique/électrique (CMV, TER, MR,
TAR), thermique (éjection) ou intrinsequement autonome (PCM, CA, Sorption). Les
systémes dont la source est soit mécanique, soit électrique, ne sont donc pas autonomes et
nécessitent un moyen de stockage électrique comme des batteries. Les systemes dits a
source thermique sont adaptés a la valorisation de chaleur fatale (rejets thermiques d'un
moteur a combustion...), mais sont plus difficiles a alimenter en source de chaleur
autonome. Seront donc pris en compte les systemes intrinséquement autonomes et ceux
pouvant étre connectés a des batteries.

1.4.1- Méthodologie pour la comparaison des performances

Le COP est le ratio entre I'énergie extraite de I'espace réfrigeré et I'énergie (ou travail)
consommeée par le systeme de réfrigération (mécanique, électrique et/ou thermique). Il
s'avere que le COP ne peut étre comparé équitablement selon la source d'énergie employée.
Dans un contexte de limitation énergétique, il parait convenable d'employer la notion de
consommation d'énergie primaire. A cet effet, le coefficient de conversion entre énergie
finale et énergie primaire de 2.58 (valeur standard en France) est considéré [106]. En
d'autres termes, le COP tenant compte d'une part de travail (W) ou électricité doit intégrer
le coefficient precédent et sera dénoté COPim pour COPprimaire.

Nous définissons aussi un ratio d'énergie primaire (PER ou "Primary Energy Rate™) qui
qualifie I'énergie primaire nécessaire (PE) pour produire I'énergie frigorifique requise
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Qrreeze, €N tenant compte du coefficient standard de conversion et du COP du systeme de
réfrigération [107]:

PER =" _ 298 1(12)
CoP

freeze comp

Ainsi, plus le PER est bas et plus la capacité du systéeme a produire du froid a partir d'une
source primaire d'énergie est élevé.

Par la suite, tous les parametres de performances utilisés se réferent a la phase de
production de froid. En ce qui concerne le mode autonome, les criteres COPgytonom €t
PERautonom Sont les COP et PER du systeme fonctionnant en mode autonome. lls sont
estimés en prenant un rendement énergétique de 0,8 pour les systéemes couplés a des
batteries. Pour les systéemes intrinsequement autonomes, nous avons : COP=COP,,tonom €t
PER=PER,utonom- Les meilleurs COP atteignables sont donnés pour chaque systéme de
réfrigération en mode autonome. Concernant I'utilisation d'un PCM, la technologie de
réfrigération la plus performante, c'est-a-dire la CMV, est prise en compte.

En complément de cette comparaison des performances, les volumes et les densités
énergétiques (DE) des composants du stockage sont comparés. Pour cela, le caisson
réfrigéré d'un véhicule utilitaire d'un volume de 7,3m? est considéré. En prenant comme
référence les standards ATP pour la classe C, pour ce volume réfrigéré, I'air est considéré a
30°C a l'extérieur et & -20°C a l'intérieur, avec un coefficient de pertes thermiques globales
de 0,4 W/m?/K [3]. Ainsi, le maintien de cette température pendant 12h permet d'estimer
les besoins en froid (Qfreeze) @ 5,5kWh. Cet exemple permet d'étendre la comparaison aux
autres procédés envisageables de stockage : de cette valeur est déduit le volume de
stockage énergétique (Vsskwh) pour le fonctionnement en autonomie du systéme. Une
densité énergétique de 400 kWh/m?® est donnée & I'échelle d'une cellule de batterie Li-ion
pour les systémes nécessitant d'étre couplés a une source électrique. Une densité
énergétique de 90 kWh/m*® est retenue comme référence pour les systémes
thermochimiques. D'autre part, le stockage d'air comprimé a une pression de 248 bars
conduit & une densité de 20 kWh/m®.

Les températures opeératoires froides (Tcoq) Sont sélectionnées en accord a la finalité de
I'application considérée. Le volume du PCM est calculé a partir de son enthalpie de
changement d'état et de sa masse volumique (sans prendre compte du matériau de dopage
des transferts thermiques).

1.4.2- Discussions sur les performances

Les différents COP et PER des divers systémes présentés ont été évalués et sont synthétisés
au Tableau I.1. Les systéemes les plus performants en termes d'autonomie énergétique,
PERutonom €t COPprim-autonom, SONt les CMV, suivi des PCM, des systemes thermochimiques
et les systemes a air comprimé CA. Pour chaque systeme fonctionnant de maniere
autonome, est également indiqué un ordre de grandeur des volumes de stockage nécessaire
(Vs.skwh) pour une application envisagée devant délivrer 5.5 kWh de froid.
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Pour les systemes couplés a des batteries, des COP éleves du systeme entrainent de faibles
volumes de batterie nécessaires. Cependant une comparaison plus réaliste devrait prendre
en considération la taille totale du systéme, et non pas seulement celle de l'unité de
stockage.

Les batteries qui présentent de hautes densités énergétiques DE, ne sont par ailleurs pas
encore adaptées a une utilisation & long terme de par leur cyclabilité limitée. Leurs
performances se détériorent rapidement apres un nombre limité de cycles, de lI'ordre de
1500 cycles, et posent donc probleme quant a leur durée de vie. Cependant, I'alimentation
des systemes non autonomes par des batteries pourrait devenir a terme tres intéressante, la
societé Tesla annoncant des prix tres compétitifs pour des batteries au Lithium d'ici 2020
[108], qui bénéficient d'une constante progression technologique [109], [110]. Cela
pourrait étre intéressant pour des systemes au COP élevé, tels ceux a CMV.

Le stockage capacitif hybride (batterie + super-condensateur) permet d'obtenir des
capacités tres élevées avec de bonnes performances en puissance. La batterie Li-air
permettrait d'atteindre des densités énergétiques de I'ordre de 3500 Wh/kg, soit 15 fois plus
que la batterie Li-ion. Cependant cette technologie tres prometteuse pose des problémes de
cyclabilité, de stabilité chimique et de corrosion du lithium par I'oxygéne qui ne sont pas
encore résolus.

Un systeme de réfrigération fonctionnant par air comprimé permet un contréle précis de la
température de froid produit, mais reste significativement plus volumineux que les autres
systémes et comporte par ailleurs des parties mobiles diminuant leur fiabilité et augmentant
le besoin de maintenance. Au regard de I'état actuel de leurs performances, de longévité, de
fiabilité et de maintenance, un systeme au COP plus intéressant et sans pieces mobiles
serait préférable.

Les PCM, méme s'ils sont bien isolés thermiquement, sont soumis a des pertes thermiques,
limitant ainsi la durée possible de stockage avant utilisation. Les PCM a sublimation et a
fusion sont caractérisés par des coefficients de transfert thermique relativement faibles. Ils
ne sont donc pas adaptés a une production de froid de forte puissance et ne permettent pas
de répondre a une fluctuation importante de température dans la chambre froide.

Les systemes thermochimiques peuvent quant a eux stocker une capacité importante a
produire du froid a la demande, sans perte importante lorsqu'ils ne sont pas sollicites. Ils
permettent également un contréle précis de la température de froid produit. Cependant, ces
systémes de production autonome de froid présentent des limitations pour maintenir un
niveau de puissance frigorifique.

Les systéemes basés sur des PCM, le stockage d'air comprimé et les réactions chimiques
renversables, permettent une cyclabilité et une durée de vie importante.
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systeme T oo COP  COPyim PER | COPaonom O PiT™ a\E/f/thmid Vesgun  pep - Gammes - Source | pep

de réfrigération autonom /m3) (dm?) puissances  d'énergie

CMV -40°C 241 0,93 1,07 |1,93 0,75 775 7,1 1,34 W-MW B [12]
TER -33°C 027 01 10 0,22 0,08 88 62,5 12,5 W-kW B [111]
MR (*) -26°C 0,23 0,09 11,11 0,18 0,07 2 76 14,28 <1kW B [271,[28]
TAR ~-35°C ~0,8 =031 ~3,23 =~0,64 ~ 0,25 256 21,5 ~ W-kW B [30]
PCM (fusion) -33°C 1,13 0,46 227 1,13 0,46 82 67 2,17 W-kW L [37]
PCM (evapor.) -196°C  ~0,12 ~005 =20 |=0,12 ~ 0,05 45 123 ~ 20 W-kW L

PCM (sublim.)  -58°C 0,85 0,33 303 0,72(**) 0,28(**) 289 19 3,57 (**)  W-kwW L [60]
Cycle & air (***) -20°C 0,86 0,33 3,03 0,86 0,33 17 320 3,03 KW-MW  CA [671,[62]
Adsorption- 30°C 034 0,34 294 0,34 0,34 90 61 2,94 W-kW S [112]

Thermochimie

Tableau 1.1 : Comparaison des performances en fonctionnement autonome de différents systemes de production de froid négatif, avec leurs sources
énergétiques. (B: batterie, L: chaleur latente, CA: air comprimé, S: sorption), DE densité énergétique, Vs sqwwh Volume nécessaire pour 5.5kWh de froid

(*) Des données expérimentales de la littérature annoncent un COP de 0,69 avec un écart de température de 16,8K et avec un puits de chaleur a 297,7K [28].
(**) Concernant la sublimation du CO,, 15% de pertes massiques par jour sont estimées [58].
(***) Les performances du stockage par air comprimé sont considérées identiques au cycle a air (Brayton). Cependant, pour un stockage a haute densité

énergetique, la pression de I'air comprimé doit étre plus élevée, réduisant significativement le COP du cycle.
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1.5- Conclusions

L’étude présentée dans ce chapitre a permis de faire le point sur les différentes
technologies de production de froid a température négative pour une application mobile et
autonome. Les technologies passées en revue presentent des avantages et des inconvénients
et connaissent un potentiel différencié suivant I'application spécifiée. Elles doivent
permettre un stockage de la capacité a produire du froid, a une température négative,
dirigée et précise, pour des applications de transport. Le choix d'une technologie est guide
par le biais de criteres liés a leur densité énergétique de stockage, leur simplicité
technologique et leur puissance volumique, bien que difficile a évaluer.

Il en ressort que les systtmes CMV couplés a des batteries présentent les meilleurs
COPautonom €t PERautonom €t Ne nécessitent qu'un volume de stockage énergétique réduit. Un
systéeme de Brayton inversé avec stockage d'air comprimé conduit a des volumes du
systéeme importants. Les PCM présentent une densité énergétique intéressante, mais le
contréle de la température de froid est impreécis et peu flexible. Pour un usage a long terme,
la production de froid négatif par des procédés thermochimiques augure de bonnes
performances. Leur fonctionnement intrinsequement autonome rend ces systemes adaptés a
I'application envisagée : ils ne sont pas limités en termes de durabilité et de cyclabilité, ils
sont compacts, ils permettent un contréle aisé de la température, ils peuvent fonctionner
sur une large gamme de puissances. L'utilisation d’ammoniacates comme réactifs conduit a
des densités énergétiques massiques et volumiques et des SCP tres intéressantes.

Pour optimiser et accroitre leurs performances, des hybridations et des couplages entre
différentes technologies peuvent également étre envisagés en valorisant par exemple des
rejets de chaleur ou en récupérant du travail de détente pour une production supplémentaire
de froid. Par exemple, la récupération du travail de détente d'air comprimé via une turbine
permettrait d'entrainer un groupe a compression mécanique de vapeur. Des travaux ont été
menés dans cette direction [113] dans le cas de la récupération d'énergie de la détente de
cycles a compression de vapeur. Les systémes thermochimiques qui produisent de la
chaleur simultanément a la production de froid pourraient voir cette chaleur valorisée par
hybridation a un autre systeme thermique de réfrigération (thermo-acoustique, éjecteurs,
absorption...). Des travaux [114] vont également en ce sens pour réaliser une cogénération
d'électricité et de froid a basse température en couplant en cascade thermique un ORC
(Cycle de Rankine Organique) a un cycle a adsorption.

Aprés avoir mene une telle comparaison de ces différents systemes, il ressort que les
systémes thermochimiques sont des candidats intéressants et une technologie prometteuse
pour une application de production de froid autonome et mobile : contrble aisé de la
température de froid produit, autonomie de la production générant simultanément de la
chaleur et du froid. De plus, le fluide frigorigéne utilisé, tel 'ammoniac, est une substance
dégradable, sans effet de serre et non nocive pour la couche d'ozone.
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PARTIE A :

Evaluation de nouveaux concepts de
procédes thermochimiques pour la
production de froid de forte puissance
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Introduction

Cette thése s'articule autour de deux grands axes concernant les performances des procédés
thermochimiques pour la production de froid. A présent, cette partie A se focalise sur la
conception de procédés thermochimiques complets répondant & une finalité bien précise :
la production de froid de forte puissance permettant le refroidissement rapide d'un caisson
isotherme, puis son maintien en température. La démarche est encadrée par un cahier des
charges défini en ouverture de cette partie.

La descente rapide en température de I'évaporateur induit un fort débit d'ammoniac
évapore donc une forte puissance thermique dégagée au niveau du réacteur, qu'il faut gérer
et maitriser pour ne pas limiter les performances du systeme. Ainsi, pour parvenir a
atteindre les performances ciblées, différents concepts de procédés, existants ou innovants,
sont presentés. Ils jouent sur différentes configurations de réacteurs et modes de
fonctionnement. Leur objectif est de permettre I'évacuation, passive ou active, de la
puissance thermique du ou des réacteurs en synthése, en valorisant les masses thermiques
disponibles et en gérant les énergies de réaction produites sur différents niveaux de
températures.

Nous exposons les méthodologies utilisées pour sélectionner les sels réactifs réagissant
avec I'ammoniac pour chaque concept de procédé proposé. Les contraintes opératoires
fixent les limites maximales et minimales de fonctionnement, en températures et pressions,
spécifiques a chaque procédé. Des criteres de sélection de sels visent a minimiser les
masses de leurs réacteurs. Ce premier stade d'évaluation en stationnaire permettra
d'éliminer certains des concepts présentés.

Ensuite, nous évaluons la capacité de ces concepts de procédés thermochimiques a
répondre au cahier des charges, en termes d'évolution de températures, de pressions et de
durées de fonctionnement. L'objectif sera d'évaluer dynamiquement le comportement de
ces diverses configurations de procédés. Nous présentons la démarche de modélisation du
procédé thermochimique dans sa version de base : un réacteur thermochimique, supposé a
chaque instant a température et pression uniforme, est couplé a un évaporateur via une
vanne. L'évaporateur est lui-méme en interaction avec le caisson a refroidir. Par des
implémentations complémentaires, cette modélisation est par la suite étendue aux autres
concepts de procédés plus complexes, multi-réacteurs.

Par une étude de sensibilité des parametres d'échange thermique ou de repartition des
masses, nous chercherons a établir un compromis entre performances et faisabilité. Cette
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étude doit permettre in fine de sélectionner le procédé le plus performant a mettre en ccuvre
pour répondre au cahier des charges. Un pré-dimensionnement possible de prototype est
proposé et ses performances évaluées. Pour conclure, une ouverture sur la possibilité de
valoriser les différents concepts présentés est discutée.

Al.1- Conditions opératoires et évaluation des besoins frigorifiques

Le cahier des charges est fixé par l'industriel a l'issue de discussions et des besoins
identifiés. L'objectif vise est de réaliser au moyen d'un procéde thermochimique, le
refroidissement rapide et le maintien en température d’un caisson isotherme dont les
caractéristiques sont connues (dimensions, masse et composition des parois). La premiére
phase de refroidissement de la température ambiante (T;=30°C) a une température
finale (Tf) comprise entre -20°C et -30°C, doit étre réalisée en 30 minutes, et doit étre
suivie par la phase de maintien en température durant environ 12 heures.

Les besoins en froid durant la phase de refroidissement sont directement liés a la masse
thermique globale du caisson. Nous considérerons en premiére approximation, que du fait
d'un gradient thermique linéaire dans la paroi du caisson, constituée en moussse
polyuréthane, seulement la moitié de la masse du caisson doit étre refroidie de To a Ts:

mcais_tot

mcais = 2

Al(1)

Le bilan thermique sur le caisson, tenant compte du flux de chaleur entrant par les parois,
de I'énergie stockée et de la puissance frigorifique absorbée par 1’évaporateur dans le
caisson, permet d'écrire :

dT : |
(mC p )cais ) E = kcais ) Scais ’ (T _TO)+ 4 froid Al(2)

A

avec: S = \/Scais_im *Seis_eq + 12 sUrface moyenne geometrique considéree pour les
pertes thermiques par conduction/convection au travers des parois et Keis le coefficient
global de déperdition thermique du caisson.

En résolvant analytiquement Al(2) par les transformées de Laplace, nous obtenons
I'évolution de la température au cours du temps pour une puissance frigorifique fixée :

q roi kcais i SAcais - At lesc
T)=T, e ! i’cais [expli— (e : }—1} Al(3)

cais P Jcais

Ensuite, si nous fixons la température finale ciblée Ty, et la durée du temps de descente,
Atgesc, NOUS pouvons en déduire la puisance frigorifiqgue moyenne a développer :
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Keais * S cais (To -T; ) Al(4)

1- exp{_ kcaiS(I:nSéais ) Atdesc ]

P Jcais

q froid —

Ainsi, d'apreés les caractéristiques d'un caisson isotherme typique utilisé par Coldway, une
puissance frigorifique estimeée a environ 2kW est nécessaire pour atteindre I'objectif fixé de
descente en température en 30 min. Ceci correspond donc a une énergie frigorifique utile
de 1kWh de froid.

Cependant, dans cette estimation, il n'est tenu compte que de la paroi du caisson, sans
considérer les masses thermiques des composants qui y sont intégrés tels que I'évaporateur
et I'ammoniac nécessaire. Il est donc nécessaire d'estimer également I'énergie frigorifique
requise pour le refroidissement des ces éléments. Pour ce faire, nous avons considére dans
un premier temps un évaporateur, ayant la fonction d'échangeur et de réservoir d'ammoniac
en acier inoxydable de forme cylindrique, et permettant de développer une puissance
frigorifique spécifique (PS) de 5kW/m2. Ceci correspond a un écart de température pour
I’échange thermique de ATev-cais=10K avec un coefficient d’échange de 1’ordre de
500W/m#/K. A partir de ces données, il nous est possible de déterminer la surface
d'échange requise et par suite les caratéristiques géométriques (rayon rey, longueur Le,) de
cet évaporateur de forme cyclindrique.

q 2

Sy =—=27m-1r, +27-1,L, Al(5)
PS

Le couple (rayon re, , longueur Le,) considéré est celui qui minimise la masse thermique

globale de I'ensemble, prenant en compte les parois du caisson, la masse de I'évaporateur et

la masse requise d'ammoniac :

(mcp)cais (TO _Tf )+(mCP)NH3(TO _Tev)+ (mcp)inox(TO _Tev): N\Hs 'Ahvap AI(6)

Ainsi, par itérations, le rayon retenu re=0,035m, permet de minimiser la masse
d'ammoniac a myy3=3,8kg (223,4 moles NHj3). Celle-ci correspond a la quantité totale
d’ammoniac requise pour réaliser la descente en température du caisson, de I'évaporateur et
de I'ammoniac liquide qui se vaporise au fur et mesure. La puissance moyenne frigorifique
a produire par le dispositif thermochimique durant la premiére phase de descente en
température est alors de 2,9 kW pendant 30min, équivalent a 1,45 kWh de froid a
produire.

Durant la phase de maintien en température du caisson qui consiste a maintenir pendant 12
heures la température préalablement établie, la puissance frigorifique produite permet de
compenser les déperditions thermiques du caisson et le refroidissement de lI'ammoniac
nécessaire au maintien. Ainsi, la puissance frigorifiqgue moyenne requise pour ce maintien
est de 90W pendant 12 heures, ce qui correspond a une énergie de 1,1kWh de froid. La
masse additionnelle d'ammoniac a mettre en ceuvre durant cette phase est de 3,5kg, et
correspond a 207,3 moles NHs.
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kcais : SAcais; ) (TO _Tcais ) = q froid — nNH3 : (Ahvap - CpNH3 (TO _Tev )) AI(Y)

Les puissances, énergies et masses d'ammoniac mises en jeu dans chaque phase sont
résumees dans le Tableau A1.2 ci-dessous.

Phase descente | Phase de maintien
Puissance frigorifique 2,9 kW 90 W
Energie frigorifique 1,45 KWh 1,1 kWh
Masse de NH3 requise 3,8 kg 3,5 kg

Tableau Al1.2 : Récapitulatif des puissances, énergies et masses d'ammoniac mises en jeu
pour les phases de descente et de maintien en température (de 30°C a -20°C en 30min)
d'un caisson isotherme donné de 1m>.

La définition du cahier des charges montre que les puissances mises en jeu different selon
la phase de fonctionnement du procédé. La phase de descente lance le défi majeur de ces
travaux qui est celui de développer un procédé capable d'assurer une forte puissance, tout
en respectant des critéres de compacité, d'autonomie et de mobiliteé.

Al.2- Problématique des fortes puissances dans les systemes thermochimiques :
choix des mises en ceuvre des matériaux réactifs

D'apres les conclusions de I'état de I'art mené précédemment sur les dispositifs d'obtention
de fortes puissances frigorifiques adaptés aux systemes embarqués, les solutions basées sur
des phénomenes de sorption renversable d'un gaz par un solide actif sont tres pertinentes
de par leur fonctionnalité liée au stockage. Parmi les procédés a sorption, les procédés
thermochimiques sont en effet capables de développer de fortes puissances frigorifiques et
permettent d'atteindre de basses températures de maniére rapide. Cette capacité peut étre
caractérisée par le critere de puissance frigorifique spécifique (SCP) défini dans le chapitre
I. Les couples ammoniac-chlorures métalliques ou d'alcalino-terreux permettent d'atteindre
de basses températures, avec un SCP qui peut atteindre des valeurs de I'ordre de 600W/kg.

La puissance frigorifique obtenue dépend de la vitesse de vaporisation du réfrigérant
liquide dans I'évaporateur qui est directement liée a la vitesse globale de réaction au niveau
du reacteur thermochimique. Cette vitesse globale dépend essentiellement de la qualité des
transferts de chaleur et de masse au sein du matériau réactif, c'est-a-dire de la permeabilité
(porosité), de la conductivité thermique du matériau et du contact thermique entre le
matériau et la paroi du réacteur. La qualité de ces transferts est fortement conditionnée par
la mise en oeuvre du materiau composite réactif, caractérisé par son taux massique de sel

réactif ws et la densité apparente pg: de graphite naturel expansé (GNE) qui améliore la
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conductivité du matériau. Ainsi, le fait de viser une forte puissance frigorifique sur une
courte durée ou une faible puissance sur une longue durée impliquera des mises en ceuvre
différentes selon la puissance developpée par le réacteur :

- pour un réacteur dit de « descente » (Rd) de forte puissance, il s'agit de privilégier
les transferts de chaleur et de masse afin d'avoir une forte puissance frigorifique. Ces

valeurs seront fixées d'aprés le savoir-faire du laboratoire PROMES & : peye =120 kg/m?®
et w, =0,75.

- pour un réacteur dit de « maintien » (Rm) de faible puissance, il s'agit de
maximiser la densité énergétique du réacteur donc la densité apparente de GNE sera prise a

Pene =90kg/m® et le taux de sel & w, =0,82.

Ces caractéristiques de mise en oeuvre seront considérées comme valeurs de référence
dans la suite du document, pour I'évaluation de dimensionnement des réacteurs et de la
pertinence des configurations de procédés développés. Ainsi, apres avoir défini les
principales contraintes du procédé, cette premiére partie portera sur les moyens a mettre en
oeuvre pour atteindre I'objectif ciblé par le cahier des charges.
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Chapitre Al : Configurations de procedés
thermochimiques permettant |I'obtention
d'une forte puissance frigorifique

Nous présentons ici différents concepts de procédé visant I'obtention de fortes puissances
frigorifiques. Pour chacune des configurations, une sélection de sels réactifs satisfaisant
aux conditions opératoires fixées précédemment est réalisée. Une premiere évaluation de la
quantité de matériau réactif nécessaire et des masses de réacteurs a mettre en ceuvre est
également effectuée afin de comparer ces différentes configurations de systémes ou
concepts présentés ici, en vue d'écarter ceux trop massifs pour une application mobile. Les
travaux de cette partie portent essentiellement sur les limitations aux échanges thermiques.
La mise en oeuvre du composite réactif qui differe suivant s'il s'agit d'assurer la phase de
descente ou celle de maintien, a été préalablement fixée.

Al.1- Procédé de base (C0)

Ce procédeé de référence (CO0) est constitué de deux réacteurs connectés indépendamment a
un évaporateur placé dans le caisson isotherme, l'un pour réaliser la descente en
température du caisson (Rd) et le second (Rm) pour son maintien. La Figure Al.1 illustre le
fonctionnement de ce systéme de base.
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Ln(P/Po Rd Rm
(A ) L/G SIG

Co

Pev

=l

Phase a : Descente (V1/O - V2/F)
Phase b : Maintien (V1/O - V2/0O)

Tev Tcais To TRdTRTeq

Figure Al.1 : Représentation schematique du procédé de base (CO0) et de son
fonctionnement dans le diagramme de Clausius-Clapeyron. Les différentes phases
(a) et (b) de fonctionnement en synthése des réacteurs Rd et Rm sont indiquées
avec I'état correspondant des vannes V; et V.

La premiére étape (a), schématisée par des fleches rouges, représente les trajets
thermodynamiques durant la descente en temperature du caisson et de I'évaporateur, ce
dernier étant connecté au réacteur par la vanne V;. Les états finaux du caisson isotherme et
du réacteur sont représentés avec des écarts de température (ATe=Tcais-Tev1) €t
(AT,=Teq-Tr1), respectivement par rapport aux équilibres L/G et S/G.

L’étape (b), schématisée par des fleches vertes correspond aux trajets durant la phase de
maintien en température du caisson durant laquelle la vanne V; est ouverte tout en laissant
ouverte la vanne V;. Durant cette phase de maintien, la production de froid est réalisée a la
fois par le réacteur de descente (Rd) et par le réacteur de maintien (Rm) mais avec une plus
faible puissance.

Al.1.1- Contraintes operatoires et choix des sels réactifs de CO

Pour répondre aux objectifs fixés, la température d’évaporation de 1'ammoniac doit étre
comprise entre -30°C et -40°C. Cette température d'évaporation induit une pression
opératoire comprise entre 0,7 et 1,2 bars. La pression haute maximale admissible en phase
de régéneration est fixée a 30 bars du fait de la reglementation sur les appareils sous
pression de gaz considérés dangereux [115]. La température maximale admissible pour
régénerer le réacteur durant la phase de decomposition est fixée a 300°C, afin d'éviter la
dégradation et la décomposition de I'ammoniac sous I’effet de réaction catalytique avec
certains constituants de 1’acier (nickel, molybdene). Ainsi, nous sélectionnerions les sels
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réactifs dont les températures d'equilibre de la réaction de décomposition sont inférieures a
270°C pour une pression opératoire maximale de 30 bars.

D'autre part, afin d'obtenir des échanges thermiques corrects, la différence de température
ATey, entre le caisson et I'évaporateur est fixee a 10K. De méme, la différence minimale de
température AT, entre la température initiale Ty du réacteur et la température d'équilibre de
la réaction de synthese Teq syn, & la pression minimale souhaitée (definie par la température
d'évaporation), est prise a 40K afin de permettre d'évacuer la chaleur de réaction lors de la
phase de descente du caisson.

Ainsi, les sels réactifs susceptibles de correspondre a ces contraintes de températures
minimales et maximales (Trin, Tmax) €t des pressions minimales et maximales (Pmin €t Pmax),
tout en tenant compte de I'écart ATy, sont représentés par leurs courbes d'équilibre dans le
diagramme de Clausius-Clapeyron de la Figure A1.2.

30

— NH3

= LiCl 1/0

—LiCl 2/1
CuCl2 5/3,33
CuS04 4/2

——MgCl2 6/2
CaBr2 6/2
ZnCl2 4/2
MnCI2 6/2
MnBr2 6/2
FeCl2 6/2
FeBr2 6/2

= CoCI2 6/2

=
o

Pression (bars)

1
-50 O 50 100 150 200 250 300
Température (°C)
Figure Al1.2 : Diagramme de Clausius-Clapeyron représentant les courbes d'équilibre
pour les sels satisfaisant aux contraintes opératoires: Teq syn (Pmin=1 bar) > 70°C
et Teq pec (Pmax=30 bars) < 270°C (pour une meilleure lisibilité sont seulement représentés
les sels retenus par la suite).

Les sels apparaissant sur cette figure, correspondent a des ammoniacates et répondent aux
contraintes de température et pression explicitées précédemment. Cependant, d'autres
criteres doivent étre appliqués pour affiner cette sélection, en particulier leur toxicité, la
renversabilité des réactions, ainsi que la densité énergétique et la puissance frigorifique
specifique afin de minimiser la masse des réacteurs.
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Al1.1.2.2- Evaluation de la masse des réacteurs mis en jeu dans CO

La masse du réacteur inclut la masse d'acier de I'enveloppe, du réactif et du matériau
composite réactif/GNE. La quantité de sel a mettre en ceuvre est dimensionnée a partir de
la quantité d'ammoniac nécessaire pour chacune des phases, et réagissant dans chacun des
réacteurs, sachant que lI'avancement de réaction AXpax est fixé a 0,8. La masse de graphite
naturel expansé dépend des caractéristiques de mise en ceuvre explicitées précédemment.
La masse d'acier constituant I'enveloppe du réacteur dépend du volume de composite
réactif a mettre en ceuvre. En premiére approximation et d'apres notre expérience sur la
conception des réacteurs thermochimiques, nous considérons un ratio y caractérisant de
maniére réaliste la masse d'acier en fonction de la masse de sel contenue dans un réacteur
thermochimique :

m.
7/ — 1NOX — 3
m

sel

Ainsi, en tenant compte des masses molaires Ms des difféerents sels réactifs, de leur
steechiométrie v (moles de gaz échangées), des moles de gaz toujours présentes dans le sel
¢, du ratio de masse d'acier y, de I'avancement maximal 4Xmax, et de la quantité totale de
moles a absorber ng o, alors la masse m; du réacteur, en considérant le reactif "décharge”,
c'est-a-dire pauvre en ammoniac, peut s'écrire :

m =m +Mge+M = iﬂ/ ‘M, +&-M Moo
r S GNE inox W S NH3 UAX

S max

AL(1)

Par ailleurs, la densité énergétique (DE) frigorifique (kWh froid/m® de réacteur) rend
compte des sels les plus intéressants a mettre en ceuvre. Elle est définie comme la quantité
de froid produite Qsroig par rapport au volume du composite réactif :

eroid
DE =
I-w, Ngw \, 1 ALR)

S

W .U'Axmax SEGNE
La Figure A1.3 rassemble les sels réactifs les plus intéressants d'un point de vue de densité
énergétique : MnCly(6/2), FeCl,(6/2), CoCl,(6/2), LiCI(2/1 et 1/0) et le MgCl,(6/2).

La Figure A1.4 montre les masses des réacteurs pour les sels sélectionnés pour la phase de
descente. Les sels donnant des masses de réacteurs inférieures a 50kg seront retenus. La
Figure A1.5 montre les masses de réacteurs en considérant les contraintes relatives a la
phase de maintien.

Les meilleurs candidats d'un point de vue de la masse sont les sels ayant la meilleure DE
mentionnés précédemment.
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Figure A1.3 : Densité eénergetique volumique de froid produits par le réacteur avec les
sels selectionnés pour : Tey min=-30°C et Teq<Teq max = 270°C.
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Figure Al.4 : Masses totales du Figure A1.5 : Masses du réacteur
réacteur dédié a la phase de descente dédié a la phase de maintien en
en température pour différents sels température pour différents sels
sélectionnés pour Tey min=-30°C et avec sélectionnés avec Tey min=-30°C et
Teq<Teq max=270°C Teq<Teq max = 270°C
Masses (kg) et sels réacteurs MnCl, 6/2 FeCl, 6/2
R1 (descente) 39,4 39,7
R2 (maintien) 36,3 36,6
Total 75,7 76,3

Tableau A1.3 : Masses des réacteurs obtenues avec les sels MnCl, et
FeCl,, tenant compte des contraintes et des conditions opératoires.

Les deux exemples explicités dans le Tableau Al.3, mettant en ceuvre les sels MnCl; et
FeCl, sont particulierement intéressants pour cette configuration. Cependant, il est
important de remarquer que parmi ces sels, seul le MnCl; bénéficie d'un recul expérimental
suffisamment positif.
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Al.1.2.3- Evaluation des énergies et puissances thermiques mises en ceuvre dans les
réacteurs en phase de descente

Il s'agit d'évaluer les énergies et puissances mises en jeu dans les réacteurs dimensionnés
préecédemment pour la phase de descente en température du caisson qui est la plus
problématique vis-a-vis des puissances développées. L'énergie dégageée par la réaction dans
un réacteur est en partie absorbée sous forme sensible Eens, le reste est évacué par échange
thermique avec I'extérieur Egyacuge :

ng,tot : Ah? = Esensible + Eévacuée Al(?’)
Ce qui revienta:
Ny - ARC = ((M-C,) +K,eS, oAt ) [Ty . —AT,)-T,] Al(4)

oU Kwe, Srext, 4tr, Teqr, 4Ty, sont le coefficient d'échange global paroi du réacteur, la
surface extérieure du réacteur, la durée de temps de réaction, la température d'équilibre du
réacteur et son écart a I'équilibre, respectivement. La masse thermique globale du réacteur
(mCp); integre les masses thermiques du sel réactif, du graphite et de la paroi du réacteur
qui peuvent s'exprimer d'apres ce qui précéde en fonction de la masse de sel de réactif ms :

(mCp), = msts + mGNECpGNE + minoxCpinox A1(5)
: 1-w,
soit (mCp), = ms.{(Cpsi0 +§Cpg'NH3) + - Crone +7/.Cpm} Al(6)

De méme, rappelons qu'au niveau du caisson isotherme, le bilan énergétique prenant en
compte les masses thermiques du caisson et de I'évaporateur (déterminées précédemment)
peut s'écrire :

ng,tot ’ Ahev = (mcp )cais : [TO - (Tev + A—I_ev )] Al(7)
+ |:(me )inox_ev +(me )NH3:| ) (TO _Tev )

Afin d’évaluer la possibilité d'une gestion passive de la chaleur de réaction, c'est-a-dire
sans utilisation d’une ventilation pour le refroidissement des réacteurs, nous définissons
une phase dite ‘adiabatique’, durant laquelle la chaleur dégagée par la réaction en début de
phase de synthése est entierement accumulée sous forme sensible dans le réacteur. Il est
intéressant d'évaluer la quantité d'ammoniac 4ny pouvant réagir durant cette phase
adiabatique. La chaleur degagée durant cette premiére phase permet d'une part de chauffer
de T a T, cette quantité d'ammoniac gazeux provenant de I'évaporateur, et d'élever d'autre
part la température du réacteur de Toa T, :
Eoes = AN,AR? = (mCp), (T, -T,)+(an,C, )-(T, -T,,) AL(8)

sens
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Notons, que ce sont la température d'équilibre du sel fixé par la pression d'évaporation a
Tev, la température finale du caisson T; et évidemment la masse du réacteur qui vont
conditionner cette capacité a accumuler cette chaleur de réaction sous forme sensible. En
effet, le nombre maximal de moles de gaz pouvant étre absorbé par le réacteur durant cette
phase dite adiabatique, peut s'exprimer par:

(mcp)r (Tr _TO )

An_ =
¢ Ah? _Cpg,NH3(Tr _Tev)

AL(9)

ou les températures atteintes par le réacteur T, et I'évaporateur Te, peuvent s'éxprimer en
fonction du sel considére, pour des écarts a I'equilibre AT,=20K et AT.,=10K, et de la
température finale T; a atteindre par le caisson isotherme. Nous avons en effet :

T, =Ty  —AT, et T, =T — AT,

r eq

et la relation de couplage thermodynamique entre les températures d'équilibre Tey €t Teq r -

0 0
In Pev __ Ahr + As, — Ahev _ As,, Al(lO)
) RT., R RT, R

eq_r ev

La Figure AL.6 représente le ratio de la chaleur de réaction stockable sous forme sensible
durant cette phase adiabatique et la quantité totale de chaleur dégagée par la réaction et
définie par:

_ Qphase_adiabatique Ang

= = A1(11)
Qtotalité_ réaction r]g Jtot

z-ad

0,5 -
0,45
0,4
0,35
0,3
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0,2 -
0,15 -
0,1 -+
0,05 -

o ,

Q_adiabatiq/Q_tot
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Figure A1.6 : Ratio entre la chaleur de réaction stockable en phase adiabatique par le
réacteur et la chaleur totale produite durant toute la réaction

Comme on peut le constater, ce ratio est d'autant plus grand que la température d'équilibre
de réaction est élevée, mais par contre est faible lorsque la densité énergétique DE est
élevée. Ainsi, un réacteur mettant en ccuvre le sel MnCl, ne pourrait absorber en phase
adiabatique qu’environ 10% de la chaleur totale de réaction tandis que le FeCl, dépasserait
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15%. D'autres sels, comme CuSQ,, permettraient un fonctionnement en phase adiabatique
sur plus de 45% de la réaction totale. Cependant, les précédents criteres de sélection n'en
font pas un bon candidat pour cette application.

Ainsi dans cette configuration (C0) de base mettant en ceuvre un seul réacteur pour la
descente en température du caisson isotherme, il est nécessaire de réaliser un
refroidissement actif du réacteur pour évacuer la chaleur de réaction qui ne peut étre
stockée totalement sous forme sensible.

Il est alors intéressant de se demander quelles doivent étre les caractéristiques de I'échange
thermique a mettre en ceuvre, en termes de coefficient d'échange par convection kye ou de
surface d'échange S;ex avec l'air ambiant, afin d'évacuer cette chaleur de reaction
excédentaire. En considérant une surface d’échange thermique extérieure du réacteur, Sy ex,
il est alors possible d'estimer le coefficient d'échange par convection qu'il est nécessaire de
mettre en oeuvre sur la durée de descente fixée préalablement :

— Qréaction _Qsensible
" Sr_ext (Tr _TO)

Al(12)

La Figure A1.7 montre les valeurs de ce coefficient d'échange global kye qui seraient alors
necessaires pour evacuer la puissance de réaction excédentaire pour S, ¢ correspondant au
volume de chaque réacteur.

350
300
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150
100 -
SN
:

LiCl LiCl LiCl CaBr2 MnCI2 FeCl2
1/0 2/1 2/0 6/2 6/2 6/2

(W/m%K)

k_we

Figure A1.7 : coefficients d'échange global k. nécessaires pour
extraire la chaleur de réaction entre le milieu réactif et I'extérieur

On observe que les puissances thermiques dégagées par la réaction en phase de descente,
sont trés supérieures a ce qui peut étre évacué par convection forcée par air (typiquement
inférieure a 50 W/m#K). La chaleur de reaction ne peut donc étre évacuée dans le temps
imparti de 30min. Une premiére solution consisterait a intensifier cet é&change thermique
par une augmentation de la surface d'échange, en disposant des ailettes de refroidissement
sur le réacteur. Cependant, si le sel réactif utilisé est le MnCl,, bon candidat au regard des
criteres de masse, la surface équivalente tenant compte du rendement des ailettes, devrait
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étre multipliée par 5 en considérant un coefficient acceptable d'échange par convection de
40W/m#/K.

Une autre solution serait d'intégrer un caloduc permettant de délocaliser les surfaces
d'échange par un transport de la chaleur de réaction vers un échangeur extérieur avec une
surface d'échange élevee. Cette solution accroitrait néanmoins la complexité du systeme,
réduirait sa compacité et sa mobiliteé.

En conclusion, avec les sels envisagés, le procédé thermochimique dans cette configuration
de base ne conviendrait pas pour une application de forte puissance frigorifique,
correspondant a la phase de descente en température du caisson, compte tenu de la forte
puissance de chaleur de réaction a évacuer du réacteur. Pour pallier cette problématique de
refroidissement de réacteur au cours de la phase de descente, différents concepts de
procédés thermochimiques sont proposés ci-apres et évalués. L’objectif de ces
configurations est de répondre au cahier des charges en terme de puissance frigorifique, en
gérant la chaleur de réaction dégagée par le réacteur et en exploitant judicieusement les
masses thermiques et les différents niveaux opératoires de pression et de température
permis par l'utilisation couplée de différents sels, afin d’aboutir a un refroidissement passif
du réacteur.

Al.2- Description de différents concepts de procédés thermochimiques

Dans cette section, nous proposons de nouveaux concepts de procédés thermochimiques
afin de répondre a la problématique posée par la gestion de la forte puissance de réaction.

Les concepts proposés ici et qui seront évalués par la suite, visent a s’affranchir d’un
refroidissement actif par ventilation. Dans ce qui suit, nous décrirons le comportement du
procédé uniguement pendant la phase critique de descente en température. La phase de
maintien reste moins problématique du fait des faibles puissances thermiques volumiques
générées par le réacteur et qui peuvent alors étre plus facilement évacuées par une
convection forcée acceptable ou par convection naturelle a 1’extérieur. De maniere
générale, ces configurations mettent en ceuvre deux typologies de réacteur : un réacteur
(Rd) adapté a la forte puissance nécessaire a la descente rapide du caisson et une autre
typologie de réacteur (Rm) adaptée au maintien du caisson en température.

Al.2.1- Systeme de base intégrant un PCM (C1)

Une premiere solution permettant la gestion passive de la chaleur réactionnelle est
d'intégrer un matériau a changement de phase solide/liquide (PCM) dans le réacteur de
descente (Rd). Ce PCM dont la température de fusion Tpcm est supérieure a la température
ambiante, est alors a 1’état solide. Dés lors que la température du réacteur devient
supérieure a la température de fusion du PCM, Tpcu<T,, ce dernier change d'état et se
liquéfie en absorbant la chaleur de réaction. En fonction de la température de fusion du
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PCM, un fort écart a I'equilibre, T¢<Teq r, peut ainsi étre maintenu, permettant une forte
cinétique de réaction et donc d'évaporation.

Ce concept schematisé sur le diagramme de Clausius-Clapeyron de la Figure Al.8,
comporte 2 phases comme le procédé de base CO. Initialement le réacteur (Rd) et
I’évaporateur (Ev) sont a la température ambiante Ty et a leurs pressions d’équilibre
respectives Peyo €t Pego.

Rd Ln(P/Po)
Rm A L/G SIG
PevO
C1l
Vi V2

Pevl

Phase a : Descente (V1/O - V2/F)

Phase b : Maintien (V1/O - V2/0) ARRR
Peq0 0 UT

T9V Tcais To Tr Teq_r
TPCM

Figure AL1.8 : Représentation dans le diagramme de Clausius-Clapeyron de la
configuration C1 intégrant un PCM et de son fonctionnement.

Phase a : A l'ouverture de la vanne Vi, le réacteur (Rd) et I'évaporateur sont mis en
communication et une pression opératoire Pevl s'établit progressivement. Le réacteur voit
sa température T, rapidement s’accroitre, ce qui est dd a une forte absorption de
I’ammoniac entrainant une forte libération d'énergie par réaction exothermique. Lorsque
cette température devient supérieure a la température de fusion du PCM, un transfert de
chaleur du réacteur vers le PCM a alors lieu. Les conditions Tpem<T,<Teq r permettent de
maintenir la température du réacteur €loignée de la température d'équilibre correspondant a
la pression établie. Par conséquent, la production de froid dans 1I’évaporateur est maintenue
élevée, tant que le PCM n'est pas entiérement fondu.

Phase b : La vanne V; est ouverte et le réacteur de maintien Rm entre en fonctionnement. Si
le réacteur Rd n'a pas encore réagi entierement, il peut continuer a réagir avec une
cinétique réactionnelle moins importante.
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La mise en oeuvre d'une telle solution peut étre réalisée par des coques amovibles
contenant le PCM. Ainsi, en phase de régéneration, ces coques pourront étre retirées pour
ne pas affecter I'efficacité de la régénération du réacteur et ne pas dégrader le PCM.

Al.2.2- Procédé intégrant deux réacteurs couplés thermiquement (C2)

L'idée directrice de cette configuration est de mettre en ceuvre deux réacteurs (Rd1 et Rd2)
dédiés tous les deux a la phase de descente rapide mais fonctionnant dans des étapes
différenciées, et que chacun de ces réacteurs bénéficie de la masse thermique de l'autre
pour se maintenir éloigné de son équilibre thermodynamique. Par ailleurs, ces deux
réacteurs sont imbriques l'un dans l'autre afin de maintenir un bon contact thermique.

Cette configuration de procédé, dont le principe de fonctionnement est décrit
schématiquement sur le diagramme de Clapeyron de la Figure A1.9, a fait I'objet d'un
dép6t de brevet en 2004 [116]. Ce fonctionnement comporte 3 phases. Initialement les
réacteurs Rd1l et Rd2, mettant en ccuvre des sels réactifs différents, sont positionnés sur
leurs équilibres thermodynamiques respectifs (& To).

Ln(P/Po) Rm=S1 or S2
A L/G Rdl  Rd2

Rm

Rd1

Pevifp— ¢

!
(K
B
i
b
W
X
K
B

A

i
X "
R KRR AR

Pev2|

Phase a : Descente /Rd1 (V1/O - V2/F - V3/F)
Phase b : Descente /Rd2 (V1/F - V2/O - V3/F)
Phase c : Maintien /Rm + Rd2 (V1/F - V2/0O - V3/O)

T

c

Figure A1.9 : Représentation dans le diagramme de Clausius Clapeyron du
fonctionnement de la configuration C2 consistant en deux réacteurs imbriques couplés
thermiquement.
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Phase a : La vanne V; est ouverte. Le réacteur Rd1 réagit et fait monter sa température et
celle du réacteur Rd2 le contenant. La température de Rd2 suit les conditions d'équilibre du
sel qu'il contient. Une pression Pevl entre I'évaporateur et Rd1 s'établit. Dés que Rd1 finit
de reéagir, V; est fermée.

Phase b : La vanne V; est ouverte. Le réacteur Rd2 réagit et fait monter sa température et
celle du réacteur qu'il contient Rd1. Ce dernier étant fermé, il se place dans ses conditions
d'équilibre thermodynamique imposées par la température de Rd2. La pression dans
I'évaporateur s'établit a une pression Pev2 faible. La température d'évaporation
correspondante T, permet de refroidir davantage le caisson.

Phase ¢ : Par la suite la phase de maintien en température du caisson est assurée par un
troisieme réacteur de maintien Rm et éventuellement Rd2.

Al.2.3- Procédé comportant trois réacteurs fonctionnant séquentiellement (C3)

Dans cette configuration, trois réacteurs sont mis en action mais sequentiellement, l'un
aprés l'autre, afin d'exploiter au mieux les étapes a fort écart a I'équilibre donc a forte
vitesse de réaction de chacun des réacteurs. Deux variantes sont proposées, I'une (C3a) ou
les réacteurs mettent en ceuvre un méme sel réactif, la seconde (C3b) dans laquelle les sels
réactifs sont différents. Le refroidissement des réacteurs est réalisé par ventilation forceée.
Dans les deux variantes, des qu'un réacteur a terminé son étape de fonctionnement, il est
isolé de I'évaporateur et continue d'étre ventilé pour étre refroidi. Il peut ainsi étre réutilisé
ultérieurement pour une production supplémentaire de froid de maniere plus efficace.
Ensuite, ces mémes réacteurs assureront la production de froid a plus faible puissance afin
de maintenir en température le caisson isotherme.

Al1.2.3.1- Réacteurs mettant en ceuvre le méme sel (C3a)

Cette premiere variante, simple a mettre en oeuvre, repose sur un séquencgage optimise de
ces 3 réacteurs ayant le méme sel. La Figure A1.10 décrit schématiquement le
fonctionnement séquentiel de ces trois réacteurs pendant la phase de descente.
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Ln(P/Po
( ) L/G S/G

Pev0

Rdm1 Rdm2 Rdm3

Pevl

Pev2

Pev3
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Phase a : Descente /Rdm1 (V1/O - V2/F - V3/F)
Phase b : Descente /Rdm2 (V1/F - V2/O - V3/F)
Phase ¢ : Descente/Rdm3 (V1i/F - V2/F - V3/0)

Te Te Ta To Trs  Tre Trs

Figure A1.10 : Representation schematique du fonctionnement de la configuration C3a
mettant en ceuvre des réacteurs séquentiels contenant un méme sel réactif. Seule la
premiére séquence de fonctionnement des réacteurs est représentée.

Phase a : Lorsque le réacteur Rdm1 et I'évaporateur sont connectés, une premiere pression
Pevl s'établit rapidement. Cette phase dure tant que I'écart a I'équilibre thermodynamique
de ce réacteur est important (donc que la température de paroi du réacteur reste
suffisamment éloignée de la température d'équilibre correspondant a la pression établie).
Ensuite, la vanne V; est fermée. Le réacteur Rdml est alors isolé de I'évaporateur et
continue d'étre refroidi par ventilation, sa pression diminue et suit les conditions d'équilibre
thermodynamique.

Phase b : La vanne V; est ouverte pour permettre la mise en communication du réacteur
Rdm2 avec I'évaporateur. Une nouvelle pression Pev2, plus basse, s'établit rapidement. La
température de I'évaporateur rediminue alors plus rapidement. Dés que la température du
réacteur Rdm2 est proche de sa température d'équilibre ou que la différence de température
entre I'évaporateur et I'enceinte réfrigerée devient trop faible, la phase ¢ est enclenchée et
la vanne V, est fermée. Le réacteur Rdm2 fermé et refroidi, voit sa pression diminuer et
suivre les conditions d'équilibre thermodynamique.

Phase c : La vanne V3 du réacteur Rdm3 est ouverte et les réacteurs Rdml et Rdm2 sont
maintenus fermés et ventilés. La pression a I'évaporateur chute de nouveau et une nouvelle
température Tev3 plus basse est obtenue a I'évaporateur.

Phases suivantes : Ce processus sequentiel est renouvelé, c'est-a-dire que la vanne V; est
fermée et la vanne V; est ouverte. Tous les réacteurs sont ventilés et refroidis. La mise en
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fonctionnement du réacteur ayant la pression plus faible que celle régnant dans
I'évaporateur est privilégiée.

Cette configuration permet ainsi I'utilisation de tous les réacteurs tant pour la descente que
pour le maintien de la température du caisson réfrigéré. En alternant les mises en
communication des réacteurs avec I'évaporateur, la température dans le caisson diminue
ainsi continuellement jusqu'a atteindre la température ciblée. Cette configuration vise a
utiliser préférentiellement le réacteur pouvant assurer la plus grande vitesse de réaction,
c'est-a-dire celui placé loin de son equilibre, afin de permettre une descente en température
du caisson plus rapide que la configuration de base (CO).

Al1.2.3.2- Réacteurs mettant en oeuvre trois sels différents (C3b)

Cette variante qui envisage l'utilisation d'un sel différent dans au moins I'un des réacteurs,
permet d'exploiter a la fois un fonctionnement séquentiel et différents équilibres
thermodynamiques. Dans I'exemple qui suit, le réacteur Rd1 utilise un sel ne pouvant pas
réaliser la descente de 1’évaporateur jusqu’a -30°C. Selon le sel choisi, le réacteur Rdm2
peut ou non réagir en phase de maintien tandis que le réacteur Rdm3 doit mettre en ceuvre
un sel qui doit assurer la phase de maintien. Le choix de ce dernier portera sur un sel dont
la droite d'equilibre est plus a droite dans le diagramme de Clausius-Clapeyron, ce qui le
rend tres intéressant pour obtenir une basse température a I'évaporateur.

Ln(P/Po)
L/G S1/G S2/G  S3/G

Rd1 Rdm2 Rdm3

Pevl

Pev2

Pev3

Phase b : Descente /Rdm2 (V1/F - V2/O - V3/F)
Phase ¢ : Descente/Rdm3 (VU/F - V2/F - V3/O)

-1UT
S
7

Tc3 Tc2 Tcl To

Figure Al1.11 : Représentation schématique dans le diagramme de Clausius-Clapeyron du
fonctionnement de la configuration C3b mettant en ceuvre 3 réacteurs sequentiels
contenant des sels réactifs différents.
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La particularité d'une telle configuration est de pouvoir ajuster et minimiser la masse du
réacteur contenant ce sel, car il nécessite de I'énergie thermique a une température de
régénération plus élevée.

Dans la Figure A1.11, il s'agit du sel S3. Ce réacteur Rdm3 permet d'accroitre la puissance
frigorifique pendant la descente en température de I'évaporateur, mais cela au détriment
d'une régénération a une tempeérature plus élevée, donc, plus colteuse. Le fonctionnement
des différentes phases d'ouvertures/fermetures des vannes est analogue a celui présenté
pour la configuration C3a sur les phases (a), (b) et (c).

Al.2.4- Procédé mettant en ceuvre une cascade thermique (C4)

Ce concept, déja étudié en 2005 au laboratoire [117], permet de refoidir dans une premiére
étape le réacteur, afin qu'il permette par la suite de réaliser une production de froid de forte
puissance, du fait d'un écart a I'équilibre initial plus important. Pour ce faire, cette
configuration utilise deux ensembles (réacteur-évaporateur) couplés thermiquement :
I'évaporateur Ev1l du premier ensemble est intégré dans le réacteur du second ensemble
Rd2 afin de le refroidir. Ainsi, une température plus basse sera produite au niveau de
I'évaporateur Ev2 situé dans le caisson et donc permettra a priori son refroidissement plus
rapide. Le réacteur Rd1 qui absorbe la vapeur produite dans I'évaporateur Evl est refroidi
par convection avec l'air ambiant. La Figure A1.12 montre les deux phases en descente et
les transferts de chaleur depuis le réacteur Rd2 vers I'évaporateur Ev1.

"“(;\’PO) C4 LG Rd2  Rdl
Pev0 ‘

Pevl

Pev2 Phase a : Descente /Rd1 (V1/O - V2/F - V3/F)

Phase b : Descente /Rd1/Rd2 (V1/O - V2/O - V3/F)
Phase c : Descente/Rm (V1/F - V2/F - V3/0)

-UT
>
T To

c

Figure A1.12 : Représentation schématique dans le diagramme de Clausius-Clapeyron du
fonctionnement de la configuration C4 mettant en ceuvre 2 ensembles réacteur/évaporateur
couplés thermiquement.
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Phase a : La vanne V; est ouverte. L'évaporateur Ev1 refroidit alors le réacteur Rd2. Durant
cette phase, le réacteur Rd1 ventilé voit sa température augmenter de To & Tr; tandis que le
reacteur Rd2, fermé, voit sa tempeérature diminuer de To a Teq 12 tendant vers Tey1 en suivant
son équilibre thermodynamique.

Phase b : La vanne V; est ouverte. La vanne V; reste ouverte et Ev1 continue de refroidir le
réacteur Rd2. La pression dans I'évaporateur Ev2 chute alors rapidement et s'établit a une
température Te,, tres basse. Une production de froid de forte puissance est initiée dans le
caisson.

Phase ¢ : La phase de maintien en température du caisson est assurée par un troisieme
réacteur dédié, tout comme dans les autres configurations.

Al1.2.5- Procédé comportant des réacteurs intégrés avec régénération (C5)

Cette configuration C5 schématisée en Figure A1.13 met en oeuvre un ensemble de deux
réacteurs intégrés I'un dans l'autre, comme pour le concept C2 présenté en B1.2.2. De plus,
un condenseur séparé d'une vanne ou clapet est relié au réacteur interne Rd1 qui contient
un sel différent de celui du réacteur extérieur Rd2.

Ln(P/Po) Rd2

Pcd
Pev0

Rm

Pevl

Pev2-

Phase b : Descente /Rd2 (V1/F - V2/O - V3/F - V4/F )
Phase c : Descente/Rd1/Rd2 (Vi/F - V2/O - V3/O - V4lF)

\-UT
L

T To

c

Figure A1.13 : Représentation schématique dans le diagramme de Clausius-Clapeyron du
fonctionnement de la configuration C5 mettant en ceuvre 2 réacteurs imbriqués contenant
des sels choisis de telle maniére a permettre la régénération de I'un par le second.
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Cet ensemble de deux réacteurs intégres est dimensionné de maniére a ce que le réacteur
interne Rd1 puisse réagir completement grace au transfert de sa chaleur de réaction vers le
réacteur le contenant Rd2. Ce dernier I'accumule sous forme de chaleur sensible. Lorsque
Rd2 entre dans sa phase de fonctionnement, sa chaleur de réaction sera alors en grande
partie transmise vers Rd1 qui voit alors sa température s'accroitre. Dés que la température
Ty, est suffisamment élevée (c'est-a-dire supérieure a sa température d'équilibre imposee
par la pression du condenseur), Rd1 pourra alors étre régénéré grace au réacteur Rd2. Cette
configuration devient intéressante dés lors que les sels sont choisis judicieusement de
maniére a permettre la décomposition du réacteur Rd1 par la chaleur de synthése produite
par Rd2. Ainsi, le réacteur Rd1 est doublement utilisé : il assure une premiére phase de
descente en température et pression de I'évaporateur, puis, il absorbe une grande partie de
la chaleur dégagée par le réacteur Rd2 réduisant ainsi fortement son élévation de
température. Ceci permet de maintenir un écart a I'équilibre plus important, ce qui permet
une forte puissance de froid au niveau de I'évaporateur.

La phase de maintien en température du caisson est assurée soit par un réacteur dédié, soit
par le réacteur ou les réacteurs ayant permis la descente en température du caisson.

Phase a : La vanne V; est ouverte. Le réacteur Rd1 réagit de maniere exothermique et fait
monter sa température et celle du réacteur le contenant, Rd2. Une premiére pression dans
I'évaporateur s'établit a la valeur Pevl. Dés que le réacteur Rd1 n'arrive plus a assurer une
forte cinétique d'évaporation au niveau de I'évaporateur, V; est fermé.

Phase b : La vanne V; est ouverte. Le réacteur Rd2 réagit et sa température augmente,
entrainant celle du réacteur qu'il contient Rd1, en suivant son équilibre thermodynamique.
La pression entre I'évaporateur et le réacteur Rd2 s'établit a la pression Pev2.

Phase ¢ : La chaleur de réaction de Rd2 continue d'étre absorbée par le réacteur Rdl.
L'augmentation de la température dans Rd1 entraine une augmentation de la pression. La
vanne (ou clapet) V3 est ouverte, des que la pression est suffisante pour pouvoir condenser
dans le condenseur Cd, I'ammoniac gazeux produit par la décomposition du sel dans Rd1.
La chaleur produite par la réaction de synthese Rd2 est donc majoritairement absorbée par
la réaction de décomposition de S1 dans Rd1. Ainsi, la température de Rd2 se stabilise &
une température proche de la température de régénération de Rd1. Par un choix judicieux
des sels S1 et S2, un bon écart a I'équilibre dans Rd2 peut étre maintenu, favorisant ainsi
une cinétique de réaction élevée et donc l'obtention d'une puissance frigorifique a
I'évaporateur importante.

Phase de maintien : Lorsque la phase de descente en température du caisson est terminée,
V3 est fermée et V, est ouverte pour permettre la production de froid nécessaire au maintien
par le réacteur Rm, dans le cas ou le maintien ne s'effectue pas avec Rd1 ni Rd2.
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Al.2.6- Procédé comportant deux ensembles de réacteurs intégrés fonctionnant de
maniere séquentielle (C6)

Le concept suivant exploite également le concept de réacteurs imbriqués, présenté en
Al.2.2, afin d'exploiter la capacité thermique des matériaux des réacteurs a accumuler la
chaleur, combiné a un mode de fonctionnement séquentiel, présenté en Al1.2.3. Dans les
deux configurations présentées ci-apres, les ensembles de réacteurs imbriqués sont
dimensionnés de maniére a permettre également la phase de maintien en température du
caisson.

Al1.2.6.1- Ensembles identiques de réacteurs intégrés (C6a)

La Figure Al.14 montre le fonctionnement séquentiel de 2 ensembles de réacteurs
imbriqueés identiques : les 2 réacteurs internes (R1a et R1b) contiennent un méme sel S1 et
les 2 réacteurs externes (R2a et R2b), également utilisés pour la phase de maintien, un
méme sel S2. Dans un premier temps, chaque ensemble de réacteur est dimensionné de
maniere a ce que le réacteur interne R1 puisse réagir complétement grace au transfert de sa
chaleur de réaction vers le réacteur le contenant R2. S'agissant du méme sel S1, un
séquencage est possible entre Rla et R1b, avant de commuter vers les réacteurs R2a ou
R2b. Lorsque ces derniers entreront dans leur phase de fonctionnement, leur chaleur de
réaction sera en partie évacuée par ventilation et le restant accumulé dans R1a et R1b.

Rla R2a
Ln(P/Po) LG R1b R2b

PevO Q)
AN
Y

Pevl

Pev2

Pev3

Phase a : Descente /R1a (V1a/O - V2a/F - Vib/F - V2u/F)
Phase b : Descente /R1b (V1a/F - V2a/F - V1b/O - V2b/F)
Phase ¢ : Descente/R2a/R2b (V1a/F - V2a/O - V1b/F - V2b/O)
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c

Figure Al.14 : Représentation schématique dans le diagramme de Clausius-Clapeyron du
fonctionnement de la configuration C6 mettant en ceuvre deux ensembles identiques de 2
réacteurs imbriqués contenant des sels différents.
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Phase a : La vanne Vi, est ouverte. Le réacteur R1a réagit et fait monter sa température et
celle du réacteur le contenant R2a. Une premiére pression dans I'évaporateur s'établit a la
pression Pevl. Des que le réacteur R1a n'arrive plus a assurer une cinétique de réaction
satisfaisante et que les températures des deux réacteurs sont proches de la température
d'équilibre de R1a, V1, est fermée.

Phase b : La vanne Vi, est ouverte. Le réacteur R1b réagit et fait monter sa température et
celle du réacteur le contenant R2b. La pression a I'évaporateur s'établit a une pression plus
basse Pev2. La vanne Vi, est fermée des que la température des deux réacteurs est proche
de la température d'équilibre de R1lb et que ce dernier n'assure plus une cinétique de
réaction suffisante.

Les phases a et b peuvent se succéder tant que le fonctionnement de R1a et R1b assure une
bonne cinétique d'évaporation dans le réacteur.

Phase ¢ : Les vannes Vo, et Vo, sont ouvertes soit simultanément, soit I'une apres l'autre si
les températures de R2a et de R2b ne sont pas assez proches. Il faut en effet attendre que le
réacteur le plus chaud se soit suffisamment refroidit avant de le mettre en communication
avec I'évaporateur afin d'éviter une remontée en pression de I'évaporateur. Les conditions
dans I'évaporateur tendent alors vers la température Tev la plus froide et la pression Pev3.

Phases suivantes : Le séquencage des réacteurs se poursuit si leurs tempeératures et
pressions permettent de produire a nouveau une production de froid de forte puissance. La
fréquence de commutation pourra étre diminuée en adéquation avec le besoin du maintien.

Al.2.6.2- Ensembles différents de réacteurs intégrés (C6éb)

Cette configuration C6b, reprend le méme mode de fonctionnement que la configuration
précédente C6a. La différence réside dans le fait que les sels des 2 réacteurs internes sont
différents (cf.Figure A1.15).
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Ln(P/Po)
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Phase b : Descente /R2 (V1/F - V2/O - Vaa/F - Vab/F)
Phase ¢ : Descente/R3a/R3b (V1/F - V2/F - V3a/O - V3b/O)
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Figure A1.15 : Représentation schématique dans le diagramme de Clausius-Clapeyron du
fonctionnement de la configuration C6 mettant en ceuvre deux ensembles de 2 réacteurs
imbriqués contenant des sels différents.

Phase a : la vanne V; est ouverte. L'évaporateur et le réacteur R1 sont mis en
communication. Ce dernier réagit et fait monter sa température et celle du réacteur R3a. La
vanne V; est fermée dés que la température de cet ensemble de réacteurs (R1 et R3a) est
proche de la température d'équilibre du sel S1.

Phase b : la vanne V; est ouverte. Le réacteur R2 réagit et fait monter sa température et
celle du réacteur R3b le contenant. La vanne V; est fermée des que la température des deux
réacteurs est proche de la température d'équilibre du sel S2.

Phase c : ensuite, les vannes V3, et V3, sont ouvertes simultanément ou I'une aprés l'autre,
selon que les températures des deux réacteurs R3a et R3b sont proches ou pas. Ces deux
réacteurs assurent d'une part la descente du caisson jusqu'a la tempeérature cible, puis,
d'autre part, son maintien.

La description de nouveaux concepts de procédés permet d'imaginer leurs atouts, par
rapport a un procédé classique. Leurs mises en ceuvre différent entre eux, sur le nombre de
réacteurs, les sels réactifs et leurs équilibres thermodynamiques. Ainsi, les réacteurs
doivent étre dimensionnés et les performances de ces différentes configurations de
réacteurs doivent étre évaluées et quantifiées.
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Al1.3- Evaluation et comparaison des performances des différentes
configurations

Dans la section précédente, ont été décrits différents concepts de procédés
thermochimiques visant des objectifs de refroidissement rapide et de maintien en
température d'un caisson isolé. Afin d'en établir la pertinence pour des applications
mobiles, il est nécessaire d'évaluer la masse globale du systéme pour chacun d'entre eux.

Al.3.1- Evaluation des masses

L'objectif ici est d'évaluer les masses de réacteurs, ainsi que les différentes températures et
pressions intermédiaires, par le biais des équations bilans de chaleur et des équilibres
thermodynamiques. Les hypotheses et la méthodologie sont les mémes que celles
présentées dans Al.1, a savoir :

- dans le réacteur sont considérées les masses de sel, d'acier (3 fois celle du sel) et de GNE
(25% de la masse du composite sel+GNE) ;

- les conditions opératoires pour les échanges thermiques sont fixées, pour tous les
procedes, a ATe,=10K et AT,=20K ainsi : T, =T,  —AT, ;

- les sels contenus dans les réacteurs qui se refroidissent seulement par chaleur latente,
sensible ou de réaction de décomposition, sont choisis par rapport a leur température
d'équilibre. Leur masse est quantifiée de facon a ce que toute la chaleur de réaction soit
évacuée vers I'enveloppe (réacteur le contenant ou coque de PCM) sans nécessité d'ajouter
de ventilation, ce qui signifie que le terme de convection dans les équations bilans n'y
apparait pas ;

- la masse des réacteurs externes (pour les configurations concernées) est dimensionnée de
facon a absorber I'ammoniac restant dans I'évaporateur ;

- dans les concepts a plusieurs réacteurs de descente, la répartition des masses de sel est
déterminée par itérations successives sur les équations de bilan couplant les réacteurs
connectés au méme évaporateur ;

- pour les réacteurs refroidis par convection d‘air, le coefficient de convection n'est pas
quantifié a ce stade de I'évaluation statique.

A1.3.1.1- Evaluation des masses dans la configuration C1

Dans cette configuration, le PCM en contact thermique avec le réacteur doit étre capable
d'absorber toute la chaleur dégagée par le réacteur. Ainsi, le bilan d'énergie thermique peut
s'écrire comme :

ng,totAth = (me)r(Tr _TO)+(ng,tothg )'(Tr _Tev)

A1(13)
+(MC ) ecms) (Tecn —To)+ L¢ Mpgyy + (me)PCM(I)(Tr ~Tocw)

ou L; est la chaleur latente de changement d'état solide-liquide du PCM, les termes (mCp),
et (MCp)pcm les masses thermiques du réacteur et du PCM a I'état solide (s) ou liquide (1).
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La masse de PCM nécessaire pour absorber toute la chaleur de réaction est définie par :

G (T —To)+ Gy, ) (T T AL(14)
PCM C, (TPCM _To)"' Li +C, (Tr _TPCM)

PCM (s) PCM (1)

Le Tableau A1.4 montre I'évaluation de ces masses pour un réacteur utilisant le sel MnCl..
L'évaluation des masses du réacteur de descente, de maintien et du PCM est réalisée en
considérant un PCM de type paraffine, dont les valeurs de température de fusion, de
chaleur latente et de capacité thermique solide et liquide sont respectivement Tpcm=50°C,
L+=218kJ/Kkg, Cppcm(s=2150J/kg/K et Cppcmy=1800J/kg/K. Les masses de I'enveloppe du
PCM et du GNE intégré au PCM pour intensifier les transferts de chaleurs ne sont ici pas
considérées dans cette évaluation.

Rd Masse de PCM Rm Total
(kg) (kg) (kg) (kg)
39,4 31,1 36,3 106,8

Tableau Al.4 : Configuration C1 : masses des réacteurs mettant en ceuvre le sel
MnCl; et du PCM tenant compte des contraintes et des conditions opératoires.

D'apres les bilans et les hypothéses posées, la masse totale de la partie réacteur est de
107kg, soit 30 kg de plus que la configuration de base CO. Un tel systéeme présente
cependant I'avantage de permettre un controle passif de la température du réacteur.

Al1.3.1.2- Evaluation des masses dans la configuration C2

Pour cette configuration, les sels considérés pour 1’évaluation sont choisis parmi CaCl, 8/4,
SrCl, 6/2, BaCl, 8/0, MnCl, 6/2 et NiCl, 6/2, sels qui permettent de répondre aux criteres
de températures et pressions imposées. Bien que certains d'entre eux conduisent a des
densités énergétiques plus faibles, le laboratoire et la société Coldway ont un retour
d'expérience positif sur la renversabilité de leurs réactions.

Durant la premiere phase (a) du procédé (C2), toute la chaleur libérée par la réaction du
réacteur Rd1 est absorbée sous forme de chaleur sensible par les deux réacteurs Rdl et
Rd2. On considére, durant cette phase, que lI'ensemble Rd1 et Rd2 monte en température
uniformément, ce qui permet d'écrire :

ngl(Ah;)l - Cpg (Teq_rl _Tevl )) = I_(mC p )Rdl + (mC p )Rdz J' [Trl _TO] A1(15)
De méme au niveau de I'évaporateur, on peut écrire le bilan :
ev.

I’]glAhev (Tevl) = (mc p )cais ) (TO - (T 1T ATev ))+ (mC p )ev (TO _Tevl) A1(16)

Durant la phase (b), la chaleur générée par le réacteur Rd2 est en partie accumulée dans
I'ensemble Rd1 et Rd2 et le restant est évacué par convection vers I’extérieur :
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ngZ(AhI’OZ _Cpg (Teq_rz _Tev2 )): [(me )Rdl + (mcp)RdZ] (Tr2 _Tr1)+ Eévacué Al(]-?)
Le bilan thermique au niveau de I'évaporateur s'écrit pour cette seconde phase :

ngZ ' Ahev (revz) = [(me )cais + (m . Cp )ev] : (Tevl _Tevz) Al(18)

De maniére générale et pour la suite, les masses des réacteurs Rdl, Rd2 ou Rm sont
déterminées a partir de la relation A1(1) définie précédemment :

mri = msi + mGNEi + minoxi :[(i"'}/j' Msi "'é:i ‘M NH3:|L A1(19)
Wq Y 'Axmax
Comme on peut le constater, les masses thermiques des réacteurs dépendent des nombres
de moles ng; qu'ils doivent absorber. Les nombres de moles ng; et ng, sont par ailleurs liés
par la quantité totale d'ammoniac nécessaire a la phase de descente en température du
caisson déterminée précédemment (en partie Al.1):

Ny =Ny — N A1(20)

g gl

Ces diverses équation-bilans couplées permettent in fine de déterminer de maniere itérative
le nombre de moles de gaz ng; absorbées durant la premiére phase, ainsi que le niveau de
pression obtenu et la température intermédiaire Te, atteinte par 1’évaporateur. La
température d'évaporation est en effet liée a la température d'équilibre du réacteur qui lui
est connecté :
0
% — Asev =

evl eq_rl

Ah’,
— _As) Al1(21)

Quelques exemples de masses des réacteurs sont donnés, dans le Tableau Al.5. Les
couples de sel réactifs choisis et les températures intermédiaires d'évaporation y sont
mentionnées.

Sels et MnClI, |NiCl; 6/2] BaCl, [NiCl,SrCI[NiCl,BaCl,MnCl, SrCl, MnCl,
Masses (kg) | 6/2 8/0 |6/2]8/1]|6/2|80]| 62| 81 | 6/2
Masse Rdl 7,9 - 0,9 - 124 - 0,9 - 2,4 -
Masse Rd2 - 33,5 - |404| - | 38| - |392 - 37

Tew 10,7°C 22,3°C 17,2°C 22,4°C 17,2°C

Tev2 -30°C -30°C -30°C -30°C -30°C
Masse Rm 36,3 36,3 36,3 36,3 36,3
Masse Totale 717 77,6 76,7 76,4 75,7

Tableau A1.5 : Exemples de masses des réacteurs obtenues avec les sels
MnCl;, NiCl,, BaCl; et SrCl, pour C2
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On constate de maniere logique que les masses sont du méme ordre de grandeur que pour
la configuration de base CO, mais, ici, les masses des réacteurs sont valorisées en tant
qu'accumulateurs thermiques. De cette maniere, le systéme peut gagner en compacite.

A1.3.1.3- Evaluation des masses de réacteurs pour les configuations C3

L'évaluation des masses mises en oeuvre dans les configurations C3a et C3b, réacteurs
avec sel identique ou aux sels différents, reprend les équations bilans de la configuration de
référence CO.

A1.3.1.3.1- Cas de la configuration C3a

On considere ici que la phase descente est réalisée en connectant successivement
I'évaporateur aux réacteurs. Pour chacun des réacteurs, I'énergie thermique dégageée par la
réaction est alors a la fois absorbée sous forme sensible et transferée par convection a I'air
ambiant. Une méme énergie évacuée par convection est considérée pour les 3 réacteurs
Rdml, Rdm2, et Rdm3. Cette énergie Egacee N'est pas quantifiée a ce stade du
dimensionnement statique. Ainsi, en généralisant, nous avons pour chaque réacteur,
I'équation bilan :

ng,i ) [Ahg - Cpg (Tri - Tevi )] = ((mcp )ri ) (Tri - TO ) + Eévacuée A1(22)

avec l'indice i égal a 1, 2 ou 3 se référant aux réacteurs Rdm1, Rdm2 ou Rdma3.

De méme, au niveau de I'évaporateur, on peut écrire pour chacune des mises en connexion
avec les réacteurs, les bilans suivants :

ng,i : Ahev (Tevi ) = ((mcp )cais + (mcp )ev ) (Tev(i—l) _Tevi ) A1(23)

Comme précédemment, les températures atteintes par I'évaporateur sont déterminées par
I'équilibre de pression atteint :

T, = an, —AT
ri r
Ahg; _ As,, +As;

evi

A1(24)

En tenant compte de la température finale de 1’évaporateur Te,3=-30°C, la température
d’équilibre de Rdm3 et, par suite, sa température T3 sont alors déterminées. Par itérations
sur la quantité de moles ngz absorbee par le réacteur Rd3, il est alors possible de déterminer
la température T, Cette procédure de calcul itératif est répétée pour les autres réacteurs
pour obtenir la quantité de moles ngy, et la température Teyy, et par suite, la quantité de moles
Ng1.

Le Tableau A1.6 montre les masses obtenues pour des réacteurs permettant la descente et
le maintien du caisson isotherme et mettant en ceuvre un méme sel, MnCl, ou NiCl,.
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Sels Masses (kg) | MnCl; 6/2 | NiCl, 6/2
Rdm1l 22,9 20,4
Rdm2 19,6 20,2
Rdm3 34,1 40,3

Tev1 7,4°C 15,8°C
Tevz -13,3°C -5,6°C
Tevs -30°C -30°C
Total 76,6 80,9

Confidentiel

Tableau A1.6 : Masses totales des réacteurs pour la configuration C3a

Comme on peut le constater, les masses sont du méme ordre de grandeur que pour les
concepts CO et C2. L'utilisation de NiCl, augmente légérement la masse, du fait de sa plus
faible densité énergétique. L'avantage d'un tel systeme est qu'il permettrait de redynamiser
I'évaporation en commutant sur un réacteur proche de la température ambiante. De plus,
par une optimisation du séquencage des réacteurs, il est possible d'optimiser les niveaux de
pressions obtenus. L'inconvénient dans cette configuration est que, tout comme le cas de
référence CO, les réacteurs nécessitent un refroidissement actif par convection forcée.

A1.3.1.3.2- Cas de la configuration C3b

La méthodologie utilisee pour déterminer les masses de réacteurs dans la variante C3b est
la méme que pour C3a. Les différents bilans thermiques et équations permettent d'obtenir
les valeurs de masses des reacteurs avec différents sels, regroupées dans le Tableau Al.7
ci-dessous.

Sels Masses (kg) [CaCl; 8/2MnCl, 6/2MnCl; 6/2
Rdl 5,5 - -
Rdm2 - 17,5 -
Rdm3 - - 51,3
Tewt 23°C
Tev2 -6,4°C
Tevs -30°C
Total 74,3

Tableau A1.7 : Masses totales des réacteurs pour la configuration C3b
mettant en ceuvres 2 sels différents sels CaCl, et MnCl,
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Dans cet exemple, I'incorporation de CaCl,, dans le premier réacteur, conduit a une masse
totale légerement plus faible que pour la configuration de base. En effet, la densité
energétique est un peu plus importante que celle de MnCl,. L'avantage par rapport a la
configuration C3a réside dans la diminution des codts de régénération. Son efficacité pour
la descente reste a prouver.

Al1.3.1.4- Evaluation des masses de réacteurs de la configuration C4

Dans la configuration C4 mettant en ceuvre une production de froid en cascade thermique,
nous considérons que le réacteur Rd2 est d'abord refroidi par I'évaporateur Evl a une
température inférieure a la température ambiante, ce qui permet par la suite, une
production importante de froid dans I’évaporateur Ev2, placé dans le caisson. Ainsi,
I’évaporateur Ev1 absorbe 1’énergie de réaction de synthése dégagée par le réacteur Rd2
par évaporation de ng; moles d'ammoniac absorbees par le réacteur Rd1. Ce dernier évacue
a son tour sa chaleur de réaction par convection vers I'ambiant Ee¢yacuee. Ainsi, les bilans
thermiques au niveau de I'évaporateur Ev1 intégré dans Rd2 et du réacteur Rd1 s'écrivent :

nglAhev (Tevl) = (mcp )evl (TO _Tevl ) + (mc p )RdZ [TO - (Tevl + ATev )]' A1(25)
4N, [AR% —Cp, (T, -T,., )]

ngl [Ahrol - Cpg (Trl _Tevl )] = ((mC p )rl)(Trl _TO )+ Eévacuée A1(26)
Le bilan thermique sur I'évaporateur Ev2 permet d'écrire :

Ng2 'Ahev (TeVZ): (me )Cais (To _(Tevz + ATev ))"' (me )evz (To _Tevz) A1(27)
La température T, étant connue, les températures Trp, Ten €t Ty peuvent alors étre
déduites des relations d'equilibre de pression (équation A1(24)) et des écarts de
température nécessaires aux transferts. Par suite, les nombres de moles ng; et ng, ayant a
réagir dans les réacteurs Rdl et Rd2, et donc les masses qui en découlent peuvent étre
déterminées par itération sur les relations précédentes. Le Tableau A1.8 présente ainsi la
masse nécessaire des réacteurs, pour deux systémes en cascade thermique qui mettent en
ceuvre les couples de sels BaCl,/CaCl; et BaCl,/SrCl,.
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Sels Masses (kg) | BaCl, 8/0 (CaCl, 8/2 BaCl, 8/0 (SrCl, 8/1]
Rd1 39,7 - 46,6 -
Rd2 - 31,5 - 31,5
Tev1 -12,9°C -12,9°C
Tevz -30°C -30°C
Rm 36,3 36,3
Total 107,5 104,4

Tableau A1.8 : Conditions opératoires et masses totales des réacteurs pour la
configuration C4 avec les couples réactifs BaCl, avec CaCl, ou SrCl,

Les masses estimées sont environ 30kg supérieures aux configurations C0, C2 et C3. Un
tel systéme mettant en ceuvre des réacteurs en cascade thermique permet de s'assurer
I'obtention de la température basse. Par contre, les masses de réacteurs nécessaires sont tres
importantes. En effet, I'enthalpie de réaction étant environ deux fois plus importante que
I'enthalpie d'évaporation de I'ammoniac, il est naturel que la masse des réacteurs de
descente en température du caisson soit deux fois plus importante. Par ailleurs, un autre
inconvénient de cette configuration est lié au fait que le réacteur Rd1 produit une plus forte
puissance thermique qu'il faut nécessairement évacuer par ventilation. Un tel systeme en
cascade est donc peu approprié pour une application de froid de forte puissance compacte
et mobile.

Al1.3.1.5- Evaluation des masses dans la configuration C5

Le concept C5 reprend celui de C2 avec un réacteur Rd1 intégré dans un second réacteur
Rd2, celui-ci permettant dans une seconde étape de régénérer le premier en transférant sa
chaleur de réaction. L'évaluation des masses suit ici une procédure identique a celle de la
configuration C2, hormis le fait que I'équation A1(17) doit tenir compte de ce transfert. Le
bilan thermique d'un tel couplage s'exprime alors par :

Ny [Ahorz -Cp, (Teq_rZ —Tevz )]: |.(me )Rdl + (me )RdZJ' (Trz _T’l)'" A1(28)

ot Egoue + NgiAN°11
La détermination itérative des températures d'évaporation et des réacteurs et des quantités
d'ammoniac a cycler qui en découlent, permet d'estimer les masses de réacteurs pour quatre

exemples de couples de réactifs, regroupés dans le Tableau AL.9.
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Masses Sels [ SrCl, | MgCl, | BaCl, | NiCl, | SrCl, | NiCl, | BaCl, | MnCl,
(k) 6/2 6/2 8/0 6/2 8/1 6/2 8/0 6/2
Rdl 2,1 - 0,9 - 2,4 - 0,9 -
Rd2 - 28,5 - 40,4 - 38 - 39,2
Tevi 17,8°C 22,3°C 17,2°C 22,4°C
Tev2 -30°C -30°C -30°C -30°C
Rm 36,3 36,3 36,3 36,3

Total 66,9 77,6 76,7 76,4

Tableau A1.9 : Masses des réacteurs pour la configuration C5 avec les sels MnCl,,
NiCl,, BaCl, et SrCl,, tenant compte des contraintes et des conditions opératoires.

Les masses sont similaires a celles rencontrées pour CO, C2 et C3. Notons tout de méme
que si MgCl, est utilisé, de par sa densité énergétique importante, la masse des réacteurs
peut étre allégée de presque 10kg. MgCl, est intéressant pour cette configuration C5 par sa
plage de températures de fonctionnement, mais sa réversibilité reactionnelle n'est
cependant pas encore maitrisée. Notons que le concept C5 se révéle tout de méme
intéressant du point de vue énergétique grace a la régénération "gratuite” du réacteur Rdl
par la réaction de synthése exothermique ayant lieu dans Rd2.

Al1.3.1.6- Evaluation des masses dans la configuration C6

Dans cette configuration, I'idée est d'exploiter le concept de réacteurs imbriqués avec un
fonctionnement séquentiel. Deux cas sont étudiés ici : la configuration C6a mettant en
ceuvre deux réacteurs imbriqués identiques et la configuration C6b ou les réacteurs internes
mettent en ceuvre des sels différents.

A1.3.1.6.1- Cas de la configuration C6a

Dans cette configuration, les bilans énergétiques reposent sur les bilans établis
précédemment pour les configurations C2 et C3a. Nous avons ainsi :

- phase (a) :
ngla ’ Ahev (Tevl) = (mC p )cais (TO o (Tevl + ATev )) + (mC p )ev (TO _Tevl) A1(29)

ngla ) (Ahrf)l - Cpg (Trla _Tevl )): [(mC p )rla + (me )r2a :kTrla _TO) A1(30)
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- phase (b) :
glb Ah (ev2) [(mc ) mC kevl ev2 Al(31)
g - AR = [[mC, ), +(mC, ), [T ~T) AL(32)

Pour la troisieme phase, en considérant en premiéere approximation que les quantités
d'ammoniac, nga et Ngop réagissant dans les réacteurs externes R2a et R2b sont identiques :

gZa (AhI?Z Cpg ( eq_r2a Tev3 )) = [(me )Rla + (me )RZa] (TrZa _Trla )+ Eévacuée Al(33)

nga (Ahfz - Cpg (Teq_er _Tev3 ))= [(mcp )Rlb (mC )RZb] ( r2b _Trlb )+ Eévacue’e A1(34)
(ng 2a ga ) Ahev (Tevz) - l( )Cais + (m ’ Cp )e\, J (Tevz _Tevs) A1(35)

Ny2

avec ngZa = nga :7
En itérant sur les nombres de moles de gaz pour que ces équations bilans établies au niveau
de I’évaporateur et des réacteurs soient veérifiees, il est possible de déterminer les masses
de réacteurs a mettre en ceuvre. Quelques exemples de masses et de températures
d'évaporateur obtenues sont données en considérant différents couples de sels dans le

Tableau A1.10.

Masses (kg) [MnCl, 6/2NiCl, 6/2fBaCl, 8/0|NiCl, 6/2§SrCl, 8/1NiCl, 6/2
Rla 12,7 - 0,9 - 2.4 ]
R1b 9 - 06 - 03 -
R2a - 28,6 - 387 - 376
R2b - 28,6 - 387 - 37,6
Teut 3,7°C 22,3°C 17°C
Tev2 -17,1°C 17,4°C 14°C
Tes -30°C -30°C -30°C
Total 79,0 79,0 78,0

Tableau A1.10 : Masses des réacteurs avec les sels MnCl,, NiCl,, BaCl,
et SrCl,, tenant compte des contraintes et conditions opératoires.

Avec l'utilisation du sel NiCl, mis en ccuvre dans le réacteur externe, les masses totales
obtenues sont légérement plus élevées que dans le cas de référence CO. A priori, les
avantages d'un tel systeme combinent ceux énoncés pour les configurations C2 et C3, a
savoir la compacité et un refroidissement plus aisé des réacteurs.
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A1.3.1.6.2- Cas de la configuration Céb

Les bilans thermiques et la procédure d'évaluation restent identiques comme vu
précédemment, dans cette configuration ou les sels contenus dans les réacteurs internes de
chaque jeu de réacteurs sont différents. Dans les réacteurs externes, le méme sel y est
utilisé. Le Tableau A1.11 résume les masses obtenues pour deux exemples :

Masses Sels (kg) Bg/(;lz Mg/glz Né/(;lg Bg,?z Sg;/c(:)|2 Nfislilz

R1 14 | - - 04 | - ]
R2 - | 115 - - 2.4 -
R3a - - 33,2 i i 36,0
R3b - - 33,2 - - 38,0
Tor 19,7°C 17,1°C

T 4.8°C 14,1°C

Tos -30°C -30°C

Total 79,3 88

Tableau A1.11 : Masses des réacteurs avec les sels MnCl,, NiCl,, BaCl,
et SrCl,, tenant compte des contraintes et conditions opératoires.

Les valeurs restent trés proches de celles observées précedemment dans Céa puisque le sel
NiCl; est utilisé aussi dans les réacteurs externes.

Al1.3.2- Comparaison des différentes configurations

Les bilans énergétiques effectués nous ont permis de quantifier les masses de réactifs et de
réacteurs a mettre en ceuvre, pour assurer la production de froid nécessaire a la descente en
température du caisson isotherme et a son maintien. Les diverses configurations proposées
permettent d'effectuer le refroidissement du caisson en plusieurs étapes. La détermination
de maniere itérative des différents niveaux de températures atteintes a I'évaporateur, ainsi
gue la quantité d'ammoniac mise en jeu lors des ces phases, ont permis d'évaluer les
masses de réactifs et par suite celles des réacteurs.

Le Tableau A1.12 récapitule les resultats obtenus conduisant au meilleur compromis pour
toutes les configurations étudiées.
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_ _ Nombre [Nombre Masses réacteurs (kg)
Configuration , Tey
réacteurs| vannes R, R, R, Total
CO (simple) 2 2 [-30°C| 39,4(MnCl,) | 36,3(MnCl,) 75,7
. ~| 39,4(MncCly)
Cl(simple+PCM) (2 +PCM| 2 30°C +31,1(PCM) 36,3(MnCl,) 106,8
s 10,7°C .

C2(imbriqués) 3 3 [gpec| 70 (MnCL,) | 33,5(NiCl,) 36,3(MnCl,) 77,6
C3a (séquentiels 3 3 71202 22,9 19,6 34,1 76,6
méme sels) 30°C (MnCly) (MnCly) (MnCly) '

23°C
C3b (séquentiels . 17,5
sels différents) 3 3 [64°C 55 (CaCly) (MnCly) 51,3 (MnCl) 74,3
-30°C
-13°C
C4 (cascade) 3 3 30°C 31,5 (BaCl,) | 39,7 (CaCly) 36,3 (MnCly) 107,5
. . , 17,2°C .
C5 (imbrig.+rég.) 3 4 30°C 2,4 (SrCl,) 38 (NiCl,) 36,3 (MnCly) 76,7
C6a (imbriqués 3,7°C
séquentiels 4 4 |-17°C (I\/1|r2107| ) 9 (MnCly) (I\ZJ?C(IS) (N2|8C?) 79,0
mémes sels) -30°C 2 2 2
C6b (imbriqués 19,7°C
séquentiels sels 4 4 14,8°C| 1,4 (BaCly (I\/llrlm(fl ) (N3|3C?) (N3|302|) 79,3
différents) -30°C 2 2 2

Tableau A1.12 : Récapitulatif des masses et températures intermédiaires d'évaporation
obtenues pour les différentes configurations de procédés thermochimiques

Nous avons choisi d'exclure, dans un premier temps, les systémes présentant les masses
sensiblement plus élevées que les autres, c'est-a-dire en particulier la configuration C1
intégrant un PCM, et le procédé en cascade de la configuration C4.

Le critere massique, bien que pertinent pour une application mobile, ne permet pas de
qualifier les performances énergétiques de ces systemes, et encore moins de les quantifier.
La complexité du procédé doit également étre prise en compte, telle que le nombre de
vannes et leurs gestions. Un autre critere a prendre en compte est lié au choix des sels a
mettre en ceuvre en termes de contraintes opératoires (température de régénération élevée,
renversabilité, réactions secondaires,...), bien que les sels sélectionnés ici se caractérisent
par un retour d'expérience positif du point de vue du laboratoire et de la société industrielle
Coldway.
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Al. Conclusions sur I'evaluation en régime stationnaire des différentes
configurations

Cette premiére évaluation des différentes configurations de procédés thermochimiques,
visant une application de forte puissance, a permis d'identifier les configurations a priori
intéressantes.

Les contraintes fixées par le cahier des charges ont d'abord permis d'estimer les besoins
frigorifiques pour le refroidissement rapide et le maintien en tempeérature d'un caisson
isotherme représentatif de I'application envisagée.

A partir d'une premiere étude d'un procédé de base (C0) couplant simplement un réacteur
avec I'évaporateur, nous avons estimé les masses de réacteurs qu'il est nécessaire de mettre
en ceuvre pour une sélection de sels réactifs. Cette premiére étude a également montré les
limites d'une telle configuration de base. Notamment, elle a pointé les difficultés a évacuer
la chaleur de réaction de synthese par convection avec I'air ambiant, et donc a maintenir le
réacteur avec un écart a I'équilibre suffisant pour développer les niveaux de puissances
envisages.

Différents concepts de procédés thermochimiques ont été proposés pour lever ces
difficultés par une gestion passive de cette chaleur de réaction, qui peut étre accumulée
sous forme sensible, latente, ou de réaction, et par une gestion séquentielle du ou des
réacteurs connectés a I'évaporateur. Ces différentes configurations ont été évaluées sur la
base de bilans énergétiques en régime stationnaire. Il ressort de cette évaluation que la
masse nécessaire des réacteurs varie globalement de 70 a 80kg pour la phase de descente et
celle de maintien en température. Les concepts C1 et C4 mettent en oeuvre des masses tres
supérieures aux autres, et seront donc abandonnées du champ d'étude suivant. Les concepts
restants, a priori prometteurs, nécessitent une étude plus approfondie, qui doit intégrer le
comportement dynamique des réacteurs et de I'évaporateur. Cette étude dynamique est par
ailleurs primordiale pour optimiser le fonctionnement séquentiel de ces configurations
permettant le refroidissement rapide du caisson isotherme.
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Chapitre A2 : Modélisation dynamique
des procedes thermochimiques

L'évaluation des masses de réacteurs des différents concepts de procédés présentés
précédemment reste insuffisante pour privilégier un concept par rapport a un autre. Bien
que le critere de masse soit important dans le cas de cette application mobile et portable,
les valeurs de masse obtenues sont proches. Il apparait donc nécessaire d'évaluer la
dynamique de ces procédes par une modélisation temporelle.

L'approche retenue ici reste proche de travaux préalables [117], [118]. Elle est basée sur
une modélisation de type nodale, ou chaque composant est caractérisé par des valeurs
uniformes de ses variables d'état. Cette approche simple dans sa formulation est suffisante
dans cette premiere étude pour dimensionner et caractériser la dynamique des procédés.
Elle permettra ainsi d'affiner le choix de la configuration la plus pertinente. Cette
modeélisation est développée, dans un premier temps, sur CO afin d'étre comparée et validée
par rapport aux résultats expérimentaux fournis par Coldway sur leur procédé industrialisé.

A2.1- Modele dynamique global du procédé de base (C0)

Le proceédé de base modélisé et schématisé par la Figure A2.1 est décomposé en sous-
systemes interconnectés par les transferts de chaleur et de masse, comme suit :

- le caisson isotherme de masse thermique connue et caractérisé par un coefficient global
de déperdition thermique kcajs avec I'extérieur ;

- la paroi de I'évaporateur échangeant de la chaleur avec l'air intérieur du caisson et
I'ammoniac gazeux et/ou liquide contenu dans I'évaporateur ;

- 'ammoniac contenu dans I'évaporateur ;

- la vanne de liaison entre I'évaporateur et le réacteur caractérisée par un coefficient de
debit K, ;

- le matériau composite poreux contenu dans le réacteur constitué d'un volume gazeux
(volumes mort et poreux), du matériau réactif et du graphite naturel expansé ;

- la paroi du réacteur qui échange de la chaleur avec l'air extérieur et le matériau réactif.
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kwev _ Kwev_cuis —_— kcais

Puits de Paroidu Composite Ammoniac Paroi Paroi Source

chaleur réacteur réactif du liquide/gaz évaporateur T | caisson chaleur

ambiant réacteur T T T ambiante
TWr ev’ peV wev C

Texl

TI’ 7 pl’
Réacteur

T
Evaporateur -

Figure A2.1 : Représentation schématique des différents éléments pris en compte dans le
modeéle.

On considérera par ailleurs, pour simplifier, que I'évaporateur et le réacteur sont de formes
cylindriques de rayons extérieurs respectifs re, ext €t Ir ex;, €t de longueur fixée par les
volumes nécessaires d'ammoniac dans I'évaporateur et de composite réactif dans le
réacteur.

A2.1.1- Bilans énergétiques sur les divers composants du procédé

Les bilans présentés dans le chapitre précédent sont repris en tenant compte a présent des
échanges thermiques et de la notion de temps.

A2.1.1.1- Enceinte isotherme

Comme précédemment, compte tenu de I'établissement d'un gradient thermique dans la
paroi du caisson isotherme, on considéere que la moitié de sa paroi est a la température de
I'air intérieur, I'autre moitié est a la température extérieure. La masse thermique (MCp)cais
considérée pour le refroidissement correspond alors a la masse thermique de I'air contenu
dans le caisson et de la demi-paroi du caisson :

(me)cais = (me)airfint + % (me)wcais A2(1)

Le bilan thermique sur la paroi du caisson s'écrit alors :

chais = kcais é\cais (Text - Tcais ) - kwev_caisSev_ext Tcais - Twev) A2(2)

C .
(m p )CaIS dt

avec Kwev cais le coefficient d'échange entre la paroi de I'évaporateur et I'intérieur du caisson,
et kcais le coefficient d'échange global entre I'intérieur et I'extérieur du caisson, exprime par:

k. = 1 A2(3)
cals ewcais 1 1
+ +
A k

‘wcais

k

int_cais wecais_ ext
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A2.1.1.2- Evaporateur

On considere, pour I'évaporateur, que les transferts thermiques s'effectuent de maniere
différenciée a travers la paroi, selon que la paroi est en contact avec la phase liquide ou
avec la phase gaz, considérée comme un gaz parfait. Le liquide et le gaz sont considérés en
équilibre thermique a la température Te, d'équilibre L/V correspondante a la pression
régnant dans I'évaporateur (cf. Figure A2.2).

/\A/ﬂ\/
k

wl

wev-cais

Figure A2.2 : représentation schématique des transferts thermiques et de masse entre la
paroi et I'intérieur de I'évaporateur, avec N; et Ny le nombre de moles liquides et gazeuses,
respectivement.

Lorsque I'évaporateur est connecté au réacteur en phase de synthése, une fraction de vapeur
n, contenue dans le volume gazeux de I'évaporateur est aspirée par le réacteur du fait de

la différence de pression entre le réacteur et I'évaporateur. Pour contrecarrer cette baisse de
pression, une partie du liquide se vaporisen_,. Ainsi, au cours du temps, le volume de

liquide baisse et les surfaces d'échange paroi/ammoniac Sy et Syy €voluent. Pour un
évaporateur cylindrique vertical de volume V,,, cette variation peut étre caractérisée par le
ratio volumique (y) qui évolue au cours du temps :

-2 2all A2(4)

Ce ratio caractérise egalement la surface de la paroi de I'évaporateur mouillée par le liquide
et la surface de la paroi en contact avec la phase vapeur.

SwI - ySev et Swg = (1_ y)Sev A2(5)
Ainsi, sur la paroi de I'évaporateur, le bilan thermique s'écrit :
CI-rWeV
dt = kwev_caissev_ext (Tcais _Twev)_ [kwl "y Sev + kwg (1_ y)Sev kTwev _Tev)
A2(6)

(me )wev
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Au niveau de I'évaporateur, la variation d'énergie interne sur la phase liquide et gazeuse,
consécutive aux transferts de chaleur et de matiere, peut s'écrire :

du,,
dt

= [kwl ySev + kwg (1 - y)Sev kTwev - Tev ) - r']g hg (Tev ) A2(7)
ou I'enthalpie de la phase gazeuse est définie par :

hg (T ) = C Pg (T _TrefLG )+ Ah\?ap (TrefLG ’ prefLG )

avec Ahvoap(TrefLG,prefLG):23336 J/mol aux valeurs de référence de I'ammoniac de

Prefic=1bar et Trenic =240K. Nous noterons Ah,,, (T,, ) = AN}, (Tq. Prss ) P la suite.

L'énergie interne de I'ammoniac contenu dans I'évaporateur U, est la somme des énergies
internes de la partie liquide et gazeuse :

U, =U,+U, A2(8)
avec I'énergie interne de la phase liquide : U, =Nju, =N,C (Tev —T,efLG)

et I'énergie interne de la phase gazeuse en considérant I'nypothese de gaz parfait :
Ug = Ngug = Ng[hg (Tev)_ RTev]

Les quantités molaires d'ammoniac présentes dans les phases gazeuse et liquide peuvent
s'exprimer :

T v
NI :Vevypl( ev) ot Ng — pF;\:r ev (l—y)

A2(9)
M NH3

ev

Ces quantités de gaz et de liquide évoluent au cours du temps du fait de I'évaporation et du
débit de gaz sortant (cf. figure A2.3). Ces variations de signes opposées s'écrivent
respectivement :

% = r.]ev
dt

dn, =-n et

el -N A2(10
dt ev g ( )

liquide

Figure A2.3 : Représentation schematique des transferts de masse entre les phases liquide
et vapeur contenues dans I'évaporateur.
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Le debit molaire d'évaporation n_est détermine par le biais d'une cinétique
d'évaporation basée sur la différence de potentiel chimique créé par le désequilibre
thermodynamique (Tey, Pev) iMmposé. Ce déséquilibre est lié a la mise en dépression
(Apev=Peq(Tev)-Pev) que subit I'évaporateur due au gaz sortant. Il peut étre caractérisé par
I'affinité chimique A(T,p). Ainsi, le débit d'évaporation permettant de contrecarrer ce
déséquilibre peut s'exprimer par la loi phénoménologique :

; A Tev' ev
N, = Kcin_vatp (T—p)(l_ y) A2(11)

ev
ou Kein_vap €St un coefficient phénoménologique qu'il conviendra d'ajuster

et A(T,p) laffinité chimique du changement d'état (ici <O pour une
évaporation) :
peq(Tev)

A(Tev 1 Py ) = _RTev In[p—] A2(12)

Il en résulte une expression similaire a la cinétique de transformation de réacteur définie
par la suite :

A peq (Tev)
N, = _Kcin_vap ‘R In[ D (1_ y) A2(13)
En utilisant la relation de Clausius-Clapeyron, la pression d'équilibre peq a I'évaporateur
s'écrit :
Ah® (T ) 1 1
— expl — vap \' refLG o+ A2(14
peq (Tev ) pref p[ R (Tev Tref ( )

La pression pe, régnant dans la phase gazeuse a I'évaporateur est alors déterminée a partir
de la loi des gaz parfaits en tenant compte de la quantité de moles de gaz présente dans
I'évaporateur :

N g RT,,
P = A2(15)

Une différence minime de pression entre la pression d'équilibre peq et la pression pey, induit
alors la vaporisation de n,, moles au sein de I'évaporateur.

Cet ensemble d'équations permet de calculer le débit molaire d'évaporation n,, .
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A2.1.1.3- Vanne de connexion réacteur-évaporateur

Le débit de gaz N, traversant la vanne résulte de la différence de pression a ses bornes. La

vanne est caractérisée par son coefficient de débit K,. Le débit volumique de gaz a travers
cette vanne s'écrit de maniere classique en fonction du régime d'écoulement, subsonique ou
supersonique, induit par les conditions de pression amont pe, et aval p; de la vanne.

AInsi :
2 Py le
. P . 1
si P, < 5 alors Q, = 257K, p,, ———
g ev

En considérant la masse molaire et la masse volumique p, de I'ammoniac gazeux, estimé
a la température de I'évaporateur, il en découle le débit molaire :

A2(16)

A2.1.1.4- Réacteur thermochimique

Au sein du réacteur, les transferts de masse et de chaleur, représentés dans la Figure A2.4,
sont considérés de maniere analogue a la modélisation locale décrite en partie B.
Cependant, les résistances aux transferts sont davantage globalisées. La résistance aux
transferts de masse est implicitement introduite dans le coefficient cinétique Kcin_ giob,
détaillé en A2.2.1. La résistance aux transferts thermiques est, elle, prise en compte dans le
coefficient d'échange entre le composite et la paroi ks,. Ce dernier dépend du transfert
conductif a travers le composite réactif et de la qualité de contact et du matériau réactif.
Typiquement, il varie de 100 & 500 W/m?/K. Nous considérons, pour notre étude, une
valeur classiqguement obtenue dans le laboratoire Promes, de ks,=200W/m#/K.

Volume mort

+diffuseur | Composite réactif (sel+GNE) | | Paroi

Figure A2.4 : Représentation schématique des transferts de masse (fleches vertes) et de
chaleur (fleches rouges) dans le réacteur.
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- Paroi du réacteur

Le bilan thermique effectué au niveau de la paroi du réacteur prend en compte les echanges
convectifs avec l'air extérieur, la capacité massique de I'acier inox constituant la paroi et les
échanges avec le composite réactif. Il s'écrit :

(mcp)wr d:j-wr = kswssw(Tr _Twr)_ kweswe (Twr _Text) A2(17)
ou les indices e €t s font respectivement référence aux transferts thermiques a l'interface
paroi-milieu extérieur et paroi-réactif, T, étant la température de paroi du réacteur et T,
celle du réactif.

- Matériau réactif

La variation d'énergie interne du matériau réactif peut s'écrire en tenant compte des
échanges de chaleur avec la paroi et les transferts enthalpiques de gaz réactif :

du .
( dtr j = kswssw(Twr _Tr )+ nghg (Tev) A2(18)

avec I'enthalpie du gaz provenant de I'évaporateur :

hg (Tev ) =C Pg (Tr - Tev ) + Ahvap (Tev )

L'énergie interne totale tient compte du composite réactif (sel+GNE), ainsi que du gaz
réactif présent dans le volume mort et poreux. Ainsi :

U, =Uge +Ug +U, A2(19)

sel

L'annexe 4 détaille la détermination de ces énergies internes qui s'expriment, en tenant
compte d'une température de reférence T, s pour laquelle ces énergies internes sont nulles,
par :

- I'énergie interne du sel a la température T, et a la composition X :

uy, (X,T,)= NS{(CpSO +XC, XTr T )—vah?} A2(20)
- I'énergie interne du GNE a la température T, :

Ugve =MeeCh (T =T, ) A2(21)
- I'énergie interne de I'ammoniac gazeux contenu dans le volume mort et poreux :

u, =N, [Cpg (r.-T. .)-RT.] A2(22)
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- avec Ny le nombre de moles de gaz contenu dans le réacteur soumis a la
pression py :

N = prVgr
¥ RT

r

A2(23)

Le volume gazeux Vg du reacteur est determiné a partir du volume poreux Vp, du volume
des diffuseurs de gaz dans le composite Vs et du volume mort du réacteur Viort

A2(24)

mort

Vg =V, +Vyir +V,

Nous avons considéré pour simplifier que le volume mort et celui des diffuseurs
correspondent a une fraction volumique « du volume du réacteur (de I'ordre de 2%), tandis
que le volume poreux est fonction de la mise en ceuvre du réactif :

V,

mort

+Vye =V, et V, =&V :5(1_\,\/5} N.Myq

W, PenE

S

ol &,V W,, M, pene SONt la porosité, le volume total du composite réactif, le taux

comp !
massique de sel dans le composite, la masse molaire du sel anhydre et la masse volumique
apparente du GNE dans le composite.

Par ailleurs, la variation de la quantité d'ammoniac gaz contenu dans ce volume gazeux
résulte du bilan massique :

dNg )}
( . j: Ay — N A2(25)

ou N, est le debit molaire de gaz absorbé par le réactif et i, le debit molaire de gaz

échangé via la vanne avec I'évaporateur.

La quantité de moles absorbée ou désorbée N, par unité de temps par le réactif est quant a
elle déterminée a partir de la cinétique de réaction :

s =w\l{‘2—fj _— A2(26)

ou la cinétique de transformation globale du réacteur est définie par :

- T
- en synthese si pr> Peq r(Tr) : Z—T =K, [1-X ){L‘U(r)} A2(27)
P

- T
- en décomposition si p, < peq_r(Tr) . ax _ Kcm){ P, Peq_r( )

- : } A2(28)
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A2.1.3- Développement de I'outil de simulation

Les différentes équations-bilans établies précédemment sont discrétisées selon un schéma
temporel explicite. La résolution du modele est représentée par un algorithme succinct en
Figure A2.5. Les algorithmes de résolution des boucles évaporateur et réacteur, sont
détaillés dans I'annexe 2.

Le modeéle de simulation a été développé sous le langage interprété Python, pour sa facilité
d'utilisation et sa grande versatilité. L'utilisation de ce langage de programmation orienté
objet est de plus en plus répandue dans le milieu scientifique : de nombreuses
bibliothéques contenant des fonctions, des classes structurées, des routines de calculs
numériques sont disponibles en libre acces.

Valeurs des parametres au temps t,

l

Débit de gaz a travers la vanne d'apres
son K, et des pressions amont et avale :

T.> -20°C —

Oul @
|

Boucle Boucle
évaporateur réacteur

I |
v
Actualisation au pas de temps suivant, des
parametres de . pressions, températures,
énergies internes, quantité de matiére et

avancement. Déterminés au pas de temps
t+1,ils sont remis a t.

Figure A2.5 : Algorithme succinct de la résolution du modéle.

Le code développé se compose d'un programme principal et plusieurs unités (cf. Figure
A2.6). Cette structure de code permet d'avoir des unités spécifiques a chaque composant du

systéme, que le programme principal appelle en fonction des configurations du procedé
thermochimique :

- 1 programme principal faisant appel a ces unités

- 4 fichiers contenant les fonctions thermodynamiques, les objets évaporateur, réacteur,
vanne, et la procédure d'initialisation

- 1 fichier contenant les valeurs des constantes et des valeurs de référence.
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- -

/ fichierdonnées : fichier b
N valeurs.py initialisation.py d

/’ \\
s A Y
d fichier fichier \
I , —N fichier vanne. , !
' évaporateur.py [NV by <"::> réacteur.py N
\\ ’/
autres
bibliotheques [—A programme.py
Python

Figure A2.6 : schéma de I'ordre des importations des fichiers du code

Une sensibilité au pas du temps de simulation a été réalisée pour le procédé de base CO et a
permis de conclure qu'un pas de temps inférieur a 0,01s ne permet pas d'affiner la précision
des résultats.

A2.2- Validation expérimentale du modele de base CO

Les résultats de simulations sur le modele de base (CO) ont été confrontés a des résultats
expérimentaux fournis par la société Coldway, obtenus sur un dispositif industriel (produit
C160) instrumenté en pression et température qui correspond globalement a cette
configuration de base.

Un relevé expérimental du comportement a été réalisé en synthése libre, c'est-a-dire sans
régulation de la température dans le caisson avec la vanne de connexion réacteur-
évaporateur continuellement ouverte. Le coefficient d'échange thermique global entre
l'intérieur du caisson isotherme de 160 litres et [I'extérieur a été déterminé
expérimentalement par Coldway selon le protocole de l'organisme de certification
Cemafroid. Ce coefficient a été estime a Kg,is=0,77 W/m?/K.

L'objectif ici est d'identifier sur ces résultats expérimentaux les parameétres ajustables du
modeéle, tels que les coefficients d'échanges thermiques et les coefficients cinétiques, afin
de caler au mieux les réponses modélisées du réacteur et de I'évaporateur.
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A2.2.1- ldentification du coefficient cinétique de transformation globale du réacteur

Dans la modélisation nodale développée précédemment, la résistance au transfert de masse
au sein du milieu poreux reactif n'est pas modélisée. Pour prendre en compte ce transfert
massique, nous avons considéré une vitesse de transformation globale du réacteur
caractérisée par un coefficient cinetique equivalent Kcn gioo qui englobe la cinétique
(équation A2(27)) et le transfert de masse dans le volume du milieu réactif :

AX,, 1 P
Kcin ob = “ 7\ = _r A2(29)
-0 Attot (1_)()]: P, _peq( r):|

Ce coefficient est évalué a partir du modele phénoménologique de réacteur qui est
développé en partie B : nous reprenons I'évolution moyennée des pressions et de
I'avancement sur toute la durée de la réaction Ay, obtenues par simulation de la réponse
du réacteur de référence caractérisé. Une valeur globale de 0,0007 s™ a été identifiée pour
ce coefficient cinétique globalisé.

A2.2.2- Identification des coefficients d'échange

Il s'agit ici d'identifier les coefficients d'échange globaux ke cais €ntre la paroi de
I'évaporateur et I'intérieur du caisson, ainsi que le coefficient d'échange global ke entre la
paroi du réacteur et I'extérieur. Pour mener cette identification, nous avons fixé le
coefficient phénomenologique Kein_evap, traduisant la cinétique d'évaporation de I'ammoniac
dans I'évaporateur, & une valeur de 0,1 mol2.K.J".s™. Cette valeur trouvera sa justification
plus loin en A2.2.3.

La méthodologie utilisée pour identifier ces coefficients de transfert thermique repose sur
la minimisation des écarts-type &, entre les températures expérimentales et les
températures simulées pour le réacteur (Tr sim, Tr exp), I'évaporateur (Tey sim, Tev exp) €t l€
caisson isotherme (Tcais_sim, Tcais exp)- L@ température du réacteur, T, exp, €St mesurée par un
thermocouple placé dans le réactif a mi-rayon du composite. La mesure de la température
du caisson a été réalisée par un thermocouple mesurant la température de l'air intérieur du
caisson. La température d'évaporation n'a quant a elle pu étre réalisée de maniére adéquate
par Coldway et a donc été estimée a partir de la pression mesurée Tey exp=Teq(Pexp). La

moyenne 0. de ces écart-types peut s'exprimer par :

Tr sim _Tr ex i Tev sim _Tev ex i Tcais sim _Tcais ex i
[ Y e

5. = t N 5 i N ! A2(30)

Une série de simulations a été réalisée pour divers couples de valeurs des coefficients
d'échange. Les valeurs obtenues sont regroupées dans la Figure A2.7.
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Figure A2.7 : Valeurs d'écart-types observés entre les températures simulées
et celles mesurées :
(a) moyennés pour divers coefficients d'échanges réacteur-extérieur (kye) et pour différents
coefficients d'échanges évaporateur-caisson (Kwey cais)
(b) au niveau du réacteur (©), de I'évaporateur (A) et du caisson (O) pour kye=10W/m2/K
et pour differents coefficients d'échanges évaporateur-caisson (Kwev cais)-

On observe (a) que le coefficient d'échange global Kyey cais @ peu d'influence sur I'écart type
moyenné &,, contrairement au coefficient d'échange global k.. Au vu de I'écart type relatif
a la température du caisson (b) (symbole : O), il semble adéquat de choisir le couple
Kwev cais=10 W/m?/K et kwe=10 W/m?K. Dans le Tableau A2.1 sont regroupés les valeurs
finalement choisies qui ont permis d'aboutir a la meilleure réponse simulée en température
et en pression du dispositif thermochimique représentée en Figure A2.8 et en Figure A2.9.

kwev_cais Kwe Ksw Kein_glob At
(WImZK) (W/m2/K) (WIm#/K) (1/s) (s)
10 10 200 0,0007 0,01

Tableau A2.1 : Paramétres identifiés pour la validation du modele CO sur des résultats
expérimentaux de produit Coldway (C160).
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140 —Teq_r
120 —Tr_exp
__100 Twr_exp
8 80 ——Tcais_exp
g 60 —Twev_exp
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Temps (h)

Figure A2.8 : Validation CO : Evolution des températures expérimentales (-) et simulées
(..), en synthese, d'un C160 (produit Coldway).

La Figure A2.8 présente en pointillés les évolutions des températures simulées et en traits
pleins celles des températures expérimentales du caisson C160 (Coldway). Les courbes trés
oscillantes, en traits pleins, représentent les températures d'équilibre du réacteur Teq r(p)
(rouge) et de I'évaporateur Teq ev(p) (nOir) déterminées a partir de la pression mesurée.
Celle-ci permet d'estimer la température du liquide s'évaporant dans I'évaporateur,
puisqu'aucun thermocouple n'y a été plongé. Au niveau du réacteur, un thermocouple a été
plongé dans le réactif (trait rouge). A partir de la 2°™ heure, on observe un "décrochage”
notable des températures simulées du caisson et de la paroi de I'évaporateur. Cela peut
s'expliquer par un coefficient d'échange global keais entre I'intérieur du caisson et I'extérieur
sans doute plus important que celui fixé d'apres l'identification expérimentale fournie par
I'industriel.

Le choix du couple de coefficients d'échange globaux demeure pertinent pour la premiére
heure ; ensuite, les évolutions des températures simulées s'écartent des évolutions des
profils de températures expérimentales. Ceci tient du fait que I'on compare des valeurs
expérimentales réalisées ponctuellement dans l'espace a des valeurs simulées nodales
représentant une grandeur volumique du composant.
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Figure A2.9 : Validation CO : Evolution des pressions expérimentales (-) et simulées (..),
en synthese, d'un C160 (produit Coldway).

Par contre, comme on peut le constater sur la Figure A2.9, on observe une bonne
adéquation entre la pression mesurée et la pression calculée sur la premiére demi-heure de
réaction. La modélisation de I'évaporateur avec, notamment, sa cinétique d'évaporation,
permet d'obtenir une baisse de pression similaire a celle observée expérimentalement.

A2.2.3- Identification du coefficient cinétique d'évaporation

Le coefficient phénoménologique Kcin vap Caractérise la vitesse de vaporisation de
I'ammoniac dans I'évaporateur soumis a un déséquilibre thermodynamique (Tey, Pev)

Des expérimentations et simulations antérieures du laboratoire ont montré que ce
coefficient variait globalement de 0,05 & 0,20 mol2K.J".s. A partir de cette gamme
initiale, nous avons cherché a affiner cette valeur en simulant le comportement du caisson
Coldway en appliquant la méthodologie présentée dans le paragraphe précédent (A2.2.2).

Les figures (a) et (b) de la Figure A2.10 représentent I'impact de cette valeur sur I'écart-
type observé entre les températures mesurée et simulée du réacteur et de I'évaporateur. La
valeur de Kcin vap=0,1 semble représenter un bon compromis. En effet, diverses simulations
ont éte realisees et permis d'analyser son impact sur ces écart-types.
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Figure A2.10 : Evolution des écarts-type relatifs a la température du composite réactif (a)
et celle de I'évaporateur (b), pour diverses valeurs du coefficient Kcin vap.

Dans la gamme de valeurs envisagées, on constate que les écart-types varient peu ((a) et
(b)). Pour analyser I'impact de ce coefficient au cours de la réaction, les températures
mesurées et simulées du réactif et de I'évaporateur sont comparées sur la Figure A2.11
pour 2 valeurs de K, vap. Globalement, on observe que les températures simulées avec
Kein_vap=0,1 mol2.K.J%.s? restent trés proches de celles mesurées, surtout sur la partie la
plus transitoire, qui est celle qui nous intéresse particulierement. Ensuite, sur les heures
suivantes, les températures simuléees restent tres proches pour les 2 valeurs de Kin vap Mais
sont sensiblement éloignées des valeurs expérimentales.
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Figure A2.11 : Evolution des températures du composite réactif (a) et d'évaporateur (b)
pOUI’ Kcin_vap = 0,1 et 0,02 m0|2.K.J_1.S_

Pour conclure, sur la validation expérimentale du modéle de base CO, les parametres
d'entrée (températures initiales, masses et surfaces d'échanges) d'un caisson commercial
(C160 de Coldway) ont été introduits dans le programme du modéle CO. L'identification
des parameétres de coefficients de cinétique et de coefficients d'échanges thermiques a été
possible, méme si la comparaison des évolutions de tempeérature et pression simulées avec
les valeurs expérimentales obtenues sur ce caisson industriel laisse apparaitre une
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différence significative entre celles-ci, dés la premiere heure de test. Cependant, leur
comportement permet globalement de valider la cohérence de la modélisation dynamique
du systéme de base CO qui sappuie sur une méthode nodale, surtout dans la partie
fortement transitoire du début de la phase de synthese. Ainsi, il est possible d'envisager
d'appliquer cette approche de modélisation, également, sur les concepts de procédés plus
complexes présentés précédemment, en Al.

A2.3- Modélisation dynamique des nouveaux concepts de procédés

L'approche nodale développée et validée pour le procéde de base CO en A2.1 est reprise
sur les différents concepts de proceédés thermochimiques présentés au chapitre AL.
Cependant, il est nécessaire d'établir de nouvelles équations-bilans pour prendre les
specificités des configurations de réacteurs des procédés C2 a C6. Pour faciliter la lecture,
ces équations-bilans seront indicées i pour se référer au réacteur considéré.

A2.3.1- Modélisation du procédé C2

Cette configuration met en ceuvre un réacteur intégré dans un autre réacteur pour assurer
un bon contact thermique et exploiter le réacteur non actif comme accumulateur de
chaleur. Le modele développé pour la configuration CO (1 réacteur, 1 vanne, 1 réacteur) est
ici repris, mais en intégrant des échanges thermiques entre les 2 réacteurs imbriqués. Par la
suite, la phase de maintien en température du caisson isotherme est assurée soit par les
deux réacteurs, soit par I'un ou l'autre, en fonction des sels choisis.

La Figure A2.12 représente schématiquement le fonctionnement d'une telle intégration en
phase de synthese. Les fleches rouges rendent compte des transferts thermiques, et les
fleches vertes du transfert massique s'effectuant sous forme gazeuse depuis I'évaporateur
jusqu'au réacteur, a travers la vanne.

Echanges :
& thermiques

Réacteur Rd1

Composite réactif
Réacteur Rd1 (7,) "N

1
Paroi du réacteur Ammoniac Paroi i | Paroi
Rd1 (T, liquide/gaz évaporateur i caisson
1
Réacteur Rd2 1 ]

£ massiques

Source
chaleur
ambiante

Composite réactif [l [\ A= ==== === ==mm=mmosmsnmmsmmnsmasnaes
réacteur Rd2 (7T,,)

Puits de
chaleur
ambiant

Paroi du réacteur Rd2 (T,,,)

Figure A2.12 : Représentation schématique des différents éléments modélisés dans C2.
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Les équations bilans sur le caisson et sur I'évaporateur restent identiques a celles du
modele de base. Les debits n_, et n,, a travers les vannes Vi et V, sont relatifs

g2’
respectivement au fonctionnement des réacteurs Rd1 et Rd2. Ainsi, on peut écrire selon
que I'évaporateur est connecté a I'un ou l'autre des réacteurs :

du .
dtev = [kwl ySev + kwg (l_ y)Sev :kTwev _Tev )_ ngi hg (Tev) A2(31)

De méme, au niveau des parois des réacteurs, on peut écrire les bilans :

dT,
(mcp)wrl d_v:‘./rl = kszSsz(Trl _Twrl) kswzswel( wrl _Trz) A2(32)
dT,,
et (mcp)wrz T = kswzsswz( wrz) kext wez( wr2 _Text )

ou les coefficients d'échange ksw1 €t Kew2 Se référent a I'échange thermique entre la paroi de
Rd1l et, respectivement, le composite de Rdl et celui de Rd2. Leur valeur est prise
identique a Ksw. Ssw1 €t Swe1 SONt les surfaces interne et externe de la paroi de Rd1.

Comme précédemment, les bilans d'énergie interne au niveau des réacteurs Rd1l et Rd2
s'écrivent :

du, :
( - j KauSau(Turs =Toa)+ sy (T, A2(33)
dUrZ

et dt kSWZSSWZ( wr2 T )+ng2hg( )+ksw28we1( wrl_TrZ)

Il faut noter que les débits molaires n, et n , sont nuls si les réacteurs respectivement

g2

Rd1 et Rd2 ne sont pas connectés a I'évaporateur.

Ces équations permettent de déterminer les températures Tey, Twrt, Twr2, Tr1, Tr2, aiNsi que
les débits molaires a partir des cinétiques d'évaporation et de transformation des réacteurs.

A2.3.2- Modélisation du procédé C3

Cette configuration C3 met en ceuvre 3 réacteurs dont le comportement peut étre décrit par
le modele de la configuration de base CO, en considérant des valeurs initiales différentes
(cf.Figure A2.13). Les diverses équations-bilans sont reprises de maniere indicées pour se
référer a Rdm1, Rdm2 ou Rdma3.
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Figure A2.13 : Représentation schématique des différents éléments modélises dans C3.

Cette configuration vise a étudier I'amélioration potentielle des performances en mettant en
ceuvre un séquengage des réacteurs comportant un méme sel ou des sels différents pour la
phase de descente en température du caisson isotherme. Les trois réacteurs sont d'abord
utilisés séquentiellement pour la phase de refroidissement rapide, ils sont ensuite connectés
ensemble a I'évaporateur pour la phase de maintien en température du caisson.

A2.3.3- Modélisation du procédé C5

La configuration C5 est similaire a la configuration C2, mais en choisissant judicieusement
les réactifs, elle permet de récupérer la chaleur dégagée par le réacteur Rd2 pour permettre
une régénération partielle ou totale du second réacteur Rd1. La modélisation de cette
configuration C5 reprend donc la méme formulation que la configuration C2, mais on tient
compte, en plus, d'un condenseur et d'une vanne ou clapet.

La Figure A2.14 représente schématiquement les interactions thermiques (fleches rouges)
et massiques (fleches vertes) entre les divers composants d'une telle configuration.
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Figure A2.14 : Représentation schématique des différents éléments modélisés dans C5.
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Lorsque le réacteur Rd2 est en synthese et que la pression dans le réacteur Rd1l est
supérieure a la pression peg du condenseur, celui-ci entre en décomposition et I'ammoniac
gazeux produit par Rd1 se condense a T4 dans le condenseur.

Dans cette configuration, la variation d'énergie interne du réacteur Rd1 comporte le terme

de puits thermique supplémentaire n, ;h (Trl) qui est non nul lorsque les conditions de

décomposition sont atteintes. En reprenant A2(34), les bilans d'énergie interne au niveau
des réacteurs Rd1 et Rd2 s'écrivent donc :

du ; ;
( dtrl j - kszstl(Twrl _Tr1)+ nglhg (Te )_ ngcond hg (Trl) A2(34)
dUrZ ]
et d'[ = kSWZSSWZ (Twrz _Tr2)+ ng2hg (Tev)+ kswzswel(Twrl _TrZ)

Ces équations permettent ainsi de déterminer les températures Tey, Twr1, Twr2, Tr1, Tro, €t les
débits molaires a partir des cinétiques d'évaporation et de transformation des réacteurs.

A2.3.4- Modélisation du procédé C6

Cette configuration reprend le concept des réacteurs imbriqués de C2, et l'idée du
fonctionnement séquentiel des réacteurs présentée pour C3. La modélisation est donc
développée en combinant les modéles de C2 et C3.
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Figure A2.15 : Représentation schématique des différents éléments modélisés dans C6.

La Figure A2.15 représente les éléments modélisés en phase de synthése dans la
configuration C6. Ainsi, deux ensembles (indicés a et b) de 2 réacteurs imbriques (indicés
1 et 2) fonctionneront a tour de réle de maniere séquentielle. La modélisation des réacteurs
suit la méme formulation que pour la configuration C2.
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A2. Conclusion

Au terme de ce chapitre, nous avons développé les modélisations dynamiques des divers
concepts de procédés thermochimiques en s'appuyant sur une approche nodale. Certains
des paramétres ajustables utilisés dans ces modeles ont été identifiés sur des résultats
expérimentaux obtenus sur un dispositif thermochimique industriel. Ces résultats
expérimentaux ont globalement pu valider le modéle développé pour la configuration de
base CO, en particulier sur la partie la plus dynamique qui correspond a la phase de
refroidissement rapide du caisson isotherme.

Ces modeélisations et I'outil de simulation développé vont permettre de mener une étude de
sensibilité paramétrique aux parameétres d'entrée du modele, tels que surfaces d'échanges,
coefficients d'échange, répartition des masses et gestion des vannes. Le chapitre suivant
porte sur l'analyse de tels résultats de simulations, afin de proposer le meilleur compromis
entre faisabilité industrielle et performances de procedé thermochimique pour I'application
envisagée.
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Chapitre A3 : Evaluation et analyse des
concepts de procedés thermochimiques en
fonctionnement dynamique

L'objectif principal de ce chapitre est d'évaluer et analyser les performances des différents
concepts de procédes proposeés, sur la base des modélisations dynamiques de type nodal
développées précédemment. Cette premiere approche doit ainsi permettre de comparer de
maniere plus réaliste les performances des différents concepts de procédé proposés,
d'analyser leurs comportements dynamiques et d'évaluer leur dimensionnement afin de
proposer un systéeme permettant de répondre efficacement a la problématique de
production de forte puissance de froid pour des applications mobiles et embarquées.

L'évaluation simplifiée, réalisée au chapitre Al, des masses de réacteurs impliqués dans les
différents concepts de procédé n'a pas permis de conclure sur la pertinence d'une
configuration du fait d'une approche statique ne prenant pas en compte le caractere
fortement dynamique de ces procédés. Cependant, cette premiere analyse a permis
d'écarter les configurations les plus massives. Les modélisations présentées au chapitre A2
ont pour but d'analyser le comportement dynamique et d'évaluer de maniére plus fine les
performances des différents procédés présentés.

Une étude de sensibilité doit a présent permettre de déterminer les meilleurs paramétres
d'entrée, tels que les surfaces d'échange, les sels réactifs mis en ceuvre ou le mode
opératoire de ces systemes tel que le fonctionnement séquentiel. L'influence des surfaces
d'échanges thermiques est examinée afin d'observer l'impact de [l'intensification des
échanges a l'evaporateur et au réacteur sur les performances. Pour les configurations CO et
C3, le choix du sel NiCl, dont I'équilibre thermodynamique est favorable a I'obtention de
forte puissance, sera également discuté. L'étude du fonctionnement séquentiel de la
configuration C3 et C6, permettra également d'évaluer I'impact sur les performances du
systéme des critéres de controle/commande appliqués aux vannes de connexions. Pour les
concepts C2, C5 et C6, impliquant des réacteurs imbriques, une attention particuliére sera
portée sur la répartition des masses de réactif actif entre le réacteur interne R1 et I'externe
R2 permettant la phase de refroidissement rapide du caisson isotherme. Le Tableau A3.1
ci-dessous résume les parametres sur lesquels I'influence sera étudiée pour chaque procédé
envisagé.

99



Confidentiel

Echanges Fonctionnement Répartition Choix sels
thermiques séquentiel des masses (MnCl; ou NiCly)
Cco Oui Non Non Oui
C2 Oui Non Oui Non
C3 Oui Oui Non Oui
C5 Non Non Oui Non
C6 Oui Oui Oui Non

Tableau A3.1 : Critéres considérés pour les études de sensibilité en fonction des
configurations de procéde.

Enfin, une comparaison des performances de ces systemes sera effectuée et discutée afin
de choisir a priori la meilleure configuration répondant a l'application envisagée en
fonction des criteres précédents et des contraintes technico-économiques liées a sa
fabrication et mise en ceuvre industrielle.

A3.1- Etudes paramétriques des différentes configurations

Dans les simulations réalisées par la suite, nous avons considéré une méme géométrie
cylindrique d'évaporateur pour toutes les configurations. L'évaporateur est dimensionné
pour contenir la quantité d'ammoniac liquide déterminée précédemment de nNgesc=224
moles, nécessaire a la descente en température du caisson. Son volume est tel qu'il puisse
contenir cet ammoniac sous forme liquide a 60°C et 26 bars et en considérant que 20% de
ce volume est gazeux.

Le réacteur de géométrie cylindrique est également dimensionné pour contenir le
composite réactif capable d'absorber la quantité d'ammoniac explicité. Ce composite est
caractérisé par des parameétres de mise en ceuvre, le taux de sel et la densité apparente de
graphite naturel expansé, définis précédemment et permettant de deduire le volume de
composite a partir de la masse de sel réactif nécessaire.

Ainsi, pour un diamétre donné de réacteur et d'évaporateur correspond une longueur
dépendant du volume nécessaire a I'évaporateur et au volume de composite réactif a mettre
en ceuvre dans le réacteur pour atteindre I'objectif visé. Les longueurs calculées permettent
la détermination des surfaces d'échange externe avec l'air. Pour une épaisseur de paroi
fixée @ 3mm pour des questions de résistance mécanique, il est alors également possible
d'évaluer les masses, et donc, les masses thermiques de ces composants qui impacteront les
performances des systemes.

Pour augmenter les surfaces d'échange externe et intensifier les transferts thermiques a
I'évaporateur et au réacteur des coefficients multiplicateurs o et B sont respectivement
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appliqués aux surfaces nues sans ailette de I'évaporateur et du réacteur. L'impact des
transferts thermiques sera évalué au travers de ces deux coefficients.

Pour prendre en compte et évaluer I'accroissement de la masse résultant de cette surface
d'échange, nous considérons qu'elle est constituée d'ailettes en aluminium d'épaisseur
0,4mm. Nous avons ainsi estimé les surfaces d'échanges, les masses et les masses
thermiques des parois pour I'évaporateur et le réacteur.

A3.1.1- Procédé de référence CO

Dans le chapitre Al.1, le procédé de base évaporateur/réacteur a été évalué et il a éeté
estimé qu'il atteindrait difficilement les objectifs visés. Cependant, nous étudions ici
I'influence de l'intensification des échanges thermiques et le comportement dynamique
avec le sel MnCl; et NiCl..

A3.1.1.1- Influence des transferts convectifs de chaleur

Une des limitations prépondérantes semble étre celle du transfert de chaleur au niveau de
I'évaporateur et du réacteur. Les faibles coefficients d'échanges thermiques globaux de
Kwev_cais=kwe=10W/m?/K identifiés précédemment au A2.2.1 sur le produit industriel
Coldway C160 sont dus en grande partie a la présence du collier chauffant autour du
réacteur et au carénage de I'évaporateur qui limitent les transferts en phase de synthése.

Dans le cadre de cette étude de sensibilité, on considére des conditions d'échanges tres
optimistes, mais atteignables par une forte ventilation forcée. Ces coefficients seront fixés
a Kuwev_caismkwe=40W/m?/K. La sensibilité¢ sur I'échange thermique global (kwe.Sr exx OU
Kwev_cais-Sev ext) Sera réalisée par la suite selon les coefficients multiplicateurs o et 8, pour
augmenter les surfaces d'échange extérieures de I'évaporateur et du réacteur, Sey ext €t Syex:.
Afin de déterminer un compromis optimal associé a l'augmentation de ces surfaces
d'échange, nous définissons un ratio - traduisant la somme des surfaces d'échange

surfaces

impliquées dans le systéme a celle de référence considérée pour a=£=1:

- _ aSev_ext +ﬂsrext A3(1)
surfaces —
(Sev_ext + Srext )ref

Ce rapport permet de représenter de fagon plus synthétique les performances du procédé
qui résultent de I'intensification des échanges par accroissement de la surface d'échange,
quelle que soit la localisation de cette surface.

La Figure A3.1 ci-dessous montre I'évolution de la durée de descente du caisson isotherme
+30°C a -20°C, en faisant varier ces coefficients multiplicateurs de la surface de 1 a 7. Le
sel utilisé est MnCl, et les diameétres extérieurs de I'évaporateur et du réacteur sont
dev ext=0r xx=0,114 m. Sur cette figure, le code couleur definit le facteur multiplicatif a de
la surface d'évaporateur, l'abscisse indique le taux des surfaces et I'ordonnée la durée
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obtenue. Ces nuages de points montrent une asymptote vers 60min. Il apparait donc inutile
d'augmenter le taux de surface zsurfaces au-dela de 5. Ce qui correspond dans ce cas a
considérer a=f=5, soit a multiplier par 5 la surface de I'évaporateur et celle du réacteur au
moyen d'ailettes de refroidissement.

180
- *a=1
= 150 s =2
£ . =
2 a o ] a=3
£ 120 . . . a=4
[®] *
g a=>5
E o] A
o 90 A a=6
; . Sl B
o *
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30
1 2 3 4 5 6 7
t_surfaces

Figure A3.1 : Sensibilité aux échanges thermiques convectifs sur la paroi du réacteur et de
I'évaporateur pour la configuration de base CO (f=/1:7]).

Cette premiére étude de sensibilité effectuée sur la configuration de base CO montre qu'au-
dela d'une certaine surface d'échange, les performances ne sont plus améliorées de facon
sensible et la limitation devient principalement d'ordre cinétique. Intéressons-nous a
présent au choix de sels réactifs permettant un écart a I'équilibre thermodynamique (par
rapport aux conditions ambiantes) plus important.

A3.1.1.1- Influence des sels réactifs mis en ccuvre

Au chapitre Al, nous avions sélectionné une gamme de sels réactifs permettant d'atteindre
la température cible dans I'enceinte isotherme : MnCl,, FeCl, et éventuellement NiCl,. Il a
été décidé d'écarter FeCl, du fait de sa manipulation problématique, notamment de sa
grande propension d'oxydation a l'air lors du remplissage du réacteur. Le MgCl, est
également écarté car il agit comme catalyseur et favorise la décomposition de I'ammoniac.
Le NiCl;, devient intéressant du fait de la position de sa courbe d'équilibre permettant des
écarts a I'équilibre en synthese supérieur a 100K. Par contre, il nécessite une température
de régénération plus élevée (280 a 300°C) entrainant des colts énergétiques plus
importants et un risque de décomposition de I'ammoniac.

Pour des conditions de surfaces d'échange (a=f=5) fixées, la Figure A3.2 (a) compare les
évolutions des températures de I'ammoniac liquide dans I'évaporateur, du réactif et du
caisson obtenues en mettant en ceuvre MnCl, ou NiCl,. Il apparait que I'utilisation de NiCl;
permet une descente un peu plus rapide du caisson gu'avec MnCl; : un gain de quelques
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minutes (8min) est observeé. Il parait donc peu judicieux d'utiliser NiCl,, au regard des
contraintes posées pour sa régéneration.
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Figure A3.2 : Comparaison des évolutions de température obtenues en mettant en ceuvre
MnClI; ou NiCl; dans le réacteur du procédé de base CO pour :

@ a=p=5 et (b) a=5etp=1.

Pour comparer les performances intrinseques de ces deux sels, des simulations ont été
réalisées en imposant des conditions de faibles échanges thermiques entre le réacteur et
I'air extérieur (f=1), tout en maintenant un échange thermique global élevé au niveau de
I'évaporateur («=5). On constate dans ce cas, Figure A3.2 (b), que le temps de descente du
caisson de 30°C a -20°C est de 65min et 113min, respectivement pour NiCl, et MnCl,.

Par ailleurs, on releve que l'intensification des échanges thermiques au niveau du réacteur
n‘apporte que peu d'amélioration dans le cas du NiCl; : un gain d'environ 7mn est observé
en les intensifiant par 5 entre la Figure A3.2 (a) et (b).

La Figure A3.3 présente les trajets thermodynamiques simulés de I'évaporateur et du
réacteur dans le diagramme de Clausius-Clapeyron obtenu pour NiCl, et MnCl,. La
position de la courbe d'équilibre du MnCly, située la plus a gauche dans ce diagramme,
contraint le réacteur a se positionner trés rapidement vers ses conditions d'équilibre
imposées par I'évaporateur. Ce comportement est différent pour un réacteur contenant du
NiCl,, qui a tendance a se maintenir plus écarté de sa température d'équilibre, plus a droite
sur le diagramme, ce qui s'explique par un écart avec la température ambiante plus
important et donc un meilleur échange thermique.
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Figure A3.3 : Comparaison des trajets thermodynamiques des réacteurs mettant en ceuvre
MnCI; ou NiCl, dans le procédé de base CO pour a=5 et f=1.

Pour une application ayant pour objectif de produire du froid de forte puissance, il est donc
impératif d'envisager de mettre en ceuvre un sel permettant un écart a I'équilibre
thermodynamique élevé entre sa température d'équilibre et l'ambiante, si de bonnes
conditions d'échanges thermiques ne sont pas possibles au niveau du réacteur (ventilation
ou surface d'échange insuffisante).

Pour un procédé de base, l'utilisation du sel NiCl, s'avere étre une nécessité pour atteindre
les objectifs fixés, mais au prix d'une régénération a haute température plus contraignante
et couteuse énergétiquement. Compte tenu de ces contraintes, il parait donc judicieux de
s'orienter vers une solution visant a gérer la chaleur de réaction de fagon passive, comme
celle mise en ceuvre dans le procédé aux réacteurs imbriqués de la configuration C2.

A3.1.2- Procédé aux réacteurs imbriqués C2

Le dimensionnement statique réalisé au chapitre Al permettait d'envisager plusieurs
couples de sels pouvant étre implémentés dans les réacteurs imbriqués de cette
configuration. Cependant, aprés divers essais de simulation, les sels BaCl,, SrCl, et CaCl,
prévus pour étre mis en ceuvre dans les réacteurs internes, se sont révélés inappropriés pour
assurer la premiére phase de refroidissement et ont donc été écartés. En conséquence, seuls
les sels MnCl;, et NiCl, dans les réacteurs R1 (interne) et R2 (externe) respectivement, ont
été retenus pour étudier les performances de ce concept aux réacteurs intégrés. De plus, il
savere que MnCl, est aussi le sel envisagé pour le réacteur dédié au maintien en
température de I'enceinte isotherme a -20°C. Comme l'idée maitresse de cette configuration
est d'utiliser le réacteur inactif en tant qu'accumulateur thermique, il est judicieux d'intégrer
la masse du réactif prévue pour le maintien dans le réacteur interne R1 puisqu'il s'agit du
méme sel. Cela permet d'augmenter la capacité thermique de ce jeu de réacteurs.

104



Confidentiel
A3.1.2.1- Influence des transferts convectifs de chaleur

Comme pour la configuration CO, I'é¢tude de sensibilité est réalisée ici sur les échanges
thermiques (évaporateur - air du caisson) et (réacteur externe R2 - air extérieur). Pour cette
configuration, nous avons considéré les diametres extérieurs pour I'évaporateur et les
réacteurs R1 et R2 suivants dey exi=0r1_ex=0,114m et dr2 =0,168m qui sont des diametres

usuels dans I'industrie. Comme précédemment, on considére le ratio 7., Sur les surfaces

d'échange extérieures en faisant varier les coefficients multiplicateurs « et g afin de
dégager un compromis opératoire. Cependant, le coefficient multiplicateur g ne s'applique
ici qu'a la surface extérieure du réacteur R2. La surface d'échange interne entre R1 et R2 est
fixée et dépend du volume de composite considéré pour le réacteur interne R1. La Figure
A3.4 présente les résultats de simulations relatifs a la durée de descente en température du
caisson isotherme a -20°C en fonction de ce ratio.
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Figure A3.4 : Sensibilité aux échanges thermiques convectifs sur la paroi
du réacteur externe et de I'évaporateur correspondant a C2 (=/1:7]).

Ces courbes montrent que le coefficient multiplicatif de la surface du réacteur R2 ne
présente pas d'impact significatif dés que £ > 2. Augmenter le coefficient multiplicatif sur
la surface de I'évaporateur «, permet par contre de ramener progressivement le temps de
descente au-dessous des 60min. Ainsi, pour a=6, le temps de descente atteint 56min.

A3.1.2.2- Influence des repartitions massiques de sels dans les reacteurs

Dans ce procédé aux réacteurs imbriqués, chaque réacteur assure une partie de la descente.
On considere de plus que le réacteur interne R1 est dimensionné pour assurer a la fois une
premiére phase de descente en température du caisson isotherme, puis, son maintien en
température. Le réacteur R2 est dimensionné pour compléter et terminer la phase de
descente. Il s'agit de voir ici I'influence de la répartition des masses de réactifs dans chaque
réacteur.
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Pour mener I'étude paramétrique de cette répartition massique, on considere le parametre
amass représentatif de la contribution de R1 & la phase de descente : amass €St la fraction du
nombre de moles d'ammoniac nécessaires pour la phase de descente absorbée par le
réacteur R1. Ainsi, les quantités molaires de sels Ng; et Ng; dans chaque réacteur R1 et R2
sont déterminees par :

l-« n
et st — ( mass) NH3_desc A3(2)
V,AX

amasanH?,_desc + r]NH3_maint
Ns1 =

VAX

OU NnH3 desc ©f Nnms maint SONt, respectivement, les quantites molaires d'ammoniac
nécessaires a la phase de descente et au maintien en température du caisson.
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Figure A3.5 : Durées de descente obtenues en fonction de la répartition massique
amass de sel contenu dans le réacteur interne R1 et pour divers coefficients de
surfaces o. et p pour C2.

La Figure A3.5 présente I'évolution de la durée simulée de la descente en température du
caisson a -20°C en fonction de la fraction amass, €t pour divers coefficients multiplicatifs de
surfaces a et B. On observe seulement une différence de 5min entre une fraction amass=0 et
omass=0,3. En fait, diminuer cette fraction massique de R1 participant a la descente, voire
I'annuler, permet d'exploiter pleinement le réacteur externe R2 opérant avec un fort écart a
I'équilibre, et de développer ainsi une puissance frigorifique plus importante. En effet,
mettre I'évaporateur en communication avec un réacteur contenant du sel MnCl; est plus
limitant qu'avec un réacteur de taille similaire contenant du NiCl,. Par ailleurs, on peut
constater que des que la fraction amass<0,2, les durées de descente obtenues ne sont plus
dépendantes du coefficient g, ce qui signifie qu'il n'est pas nécessaire d'augmenter la
surface de réacteur pour des ratios massiques amass inférieurs a 0,2. Cette solution est
intéressante car elle permet de s'affranchir d'une intensification des échanges au niveau du
réacteur ($=1) réduisant le codt de fabrication du réacteur (pas d'ailettes) ou opératoire du
systeme (ventilation normale).

L'utilisation du NiCl, comme sel principal pour la phase descente est intéressante en raison
de I'important écart a I'équilibre thermodynamique qui entraine une forte cinétique de
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réaction. Il permet de s'affranchir d'une intensification des transferts de chaleur avec
I'ambiant, d'autant plus qu'une part de sa chaleur de réaction s‘accumule sous forme
sensible dans le réacteur interne R1. L'étude paramétrique sur la répartition des masses de
sel destinées a assurer la phase de descente en température, montre que le réacteur interne
R1 contenant du MnCl; a plutét tendance a retarder la descente lorsque gu'il n'est plus dans
des conditions de fort écart a I'équilibre. En fait, un séquencage entre R1 et R2 mérite ici
d'étre plus approfondi afin de gérer de maniére optimale cet écart a I'équilibre. Ce sera
I'objet de la configuration de procédé C6.

A3.1.3- Procédé aux réacteurs séquentiels C3

Le concept des réacteurs séquentiels, au nombre 3 dans notre cas d'étude, est ici évalué afin
de conclure sur sa pertinence par rapport au fonctionnement en continu d'un seul et unique
réacteur plus volumineux. Les réacteurs Rdm1, Rdm2 et Rdm3 sont dimensionnés, selon la
méme approche précédente et de maniere a ce qu'ils puissent assurer a la fois la phase de
descente et la phase de maintien en température du caisson. Les diametres extérieurs de
I'évaporateur et des réacteurs ont été fixés a dey exi=0r ex=0,114m. Chaque réacteur est ainsi
dimensionné pour absorber une quantité d'ammoniac :

nNH3,desc + I’]NH3,maint
NNhai = 3 A3(3)

A3.1.3.1- Influence des transferts convectifs de chaleur

Comme précédemment, nous évaluons les durées de descente du caisson en fonction du
parametre Tsurfaces, Caractérisant le ratio des échanges thermiques par convection au niveau

de I'évaporateur et des réacteurs. La durée de fonctionnement de chaque réacteur, avant
commutation sur un autre réacteur a température moins élevée, est fixée ici a 3mn.
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Figure A3.6 : Sensibilité aux échanges thermiques convectifs externes sur la
paroi des réacteurs et de I'évaporateur correspondant a la configuration de
procédé séquentiel C3 (B=/1:7]).
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Les résultats des simulations regroupés dans la Figure A3.6 montrent que les durées de
descentes sont semblables a celles obtenues pour la configuration de base CO (cf. Figure
A3.1).

Malgré l'augmentation du ratio zsuriaces, Signifiant une augmentation des surfaces
d'échanges, le temps de descente en température du caisson tend vers une asymptote
Iégerement au-dessus des 60 minutes. Ainsi, on peut constater sur ces évolutions, qu'il n'est
pas nécessaire d'augmenter la surface de I'évaporateur au-dela de 5 fois celle de base. De
méme, l'augmentation de la surface extérieure du réacteur au-dela de 3 fois la surface
donnée par le tube lisse ne présente pas d'intérét.

A3.1.3.2- Influence des parametres opératoires (commutation séquentielle)

La commutation entre chaque réacteur fonctionnant de fagon séquentielle est basée sur un
intervalle de temps fixé. L'étude paramétrique exposée ici vise a montrer lI'impact de cette
durée de fonctionnement et de commutation des réacteurs, maintenue fixe durant toute la
descente du caisson et identique pour tous les réacteurs. Dés que le temps imposé de
fonctionnement s'est écoulé, le réacteur est alors ferme et le réacteur le moins chaud est
connecté a l'évaporateur. La Figure A3.7 montre I'évolution des temps de descente pour
plusieurs durées de fonctionnement de réacteur, c'est-a-dire la durée entre chaque
commutation. Dans cet exemple, les coefficients multiplicatifs de surfaces sont pris a a=5
et f=5.
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Figure A3.7 : Sensibilité aux temps de fonctionnement de chaque réacteur du
procédé sequentiel C3, pour a=35 et f=35.

On constate que la durée de descente en température du caisson est fortement réduite en
diminuant le temps entre commutations. Pour une commutation toutes les 60 secondes, le
temps de descente obtenu est de 63 minutes, alors que pour un temps de commutation de
10 minutes, le temps de descente est de 76 minutes.

108



Confidentiel

A3.1.4- Procédé aux réacteurs imbriques avec regénération C5

Le concept de réacteurs imbriqués peut permettre, en fonction des sels mis en ceuvre et
dans certaines conditions opératoires, de régénérer le réacteur interne R1 par le réacteur
externe R2. L'étude porte ici sur une configuration permettant potentiellement la
régénération du réacteur R1 contenant le sel MnCl; en absorbant la chaleur de réaction de
R2 contenant le sel NiCl,. L'influence aux échanges thermiques convectifs puis sur la
répartition des masses de sel réactif entre R1 et R2 est examinée.

A3.1.4.1- Influence des transferts convectifs de chaleur

D'apres les résultats obtenus pour C2 (§ A3.1.2), nous ne considérons que les cas ou les
conditions d'échanges thermiques du réacteur permettent d'atteindre une pression
d'équilibre dans R1 d'au moins 10 bars lorsque celui-ci est fermé et chauffé par R2, aprés
avoir contribué a la descente en température de I'enceinte isotherme. Ces conditions sont
obtenues pour de faibles coefficients multiplicatifs de la surface du réacteur, ce qui conduit
a limiter I'évacuation de chaleur du réacteur R2 vers l'air extérieur et entraine ainsi une
élévation de la température des réacteurs et donc de la pression d'équilibre du réacteur
interne R1. Ainsi, contrairement aux simulations précédentes ou le coefficient d'échange
global au réacteur était fixé a ky.=40W/m2/K et la surface d'échange augmentée par ajout
d'ailettes, nous envisageons ici de maintenir la surface d'échange constante (celle
correspondante a la surface du tube nu du réacteur) et de réduire le coefficient d'échange
thermique global au réacteur. Par contre, le coefficient multiplicatif de I'échange thermique
a I'évaporateur est maintenu a une valeur élevée (>4 avec Kye,c=40W/m2/K) afin d'assurer
des conditions d'évaporation satisfaisantes. Le ratio massique omass Caractérisant la
répartition massique de sel dans les réacteurs R1 et R2 est fixé & une faible valeur de 0,1
conformément aux conclusions précédentes (cf. § A3.1.2.2).

Le Tableau A3.2 montre les possibilités de régénération obtenues par simulations en
fonction de ces paramétres thermiques. Pour atteindre des conditions de régénération
partielle satisfaisantes, le coefficient d'échange thermique global au réacteur ne doit pas
dépasser kye<10 W/m?*K. Le cas avec kye=0 W/m#K n'est pas réaliste, mais permet de
montrer l'intérét du concept C5 pour un cas limite ou il serait difficile d'extraire la chaleur
de réaction des réacteurs (par exemple, pour des réacteurs non ventilés en environnement
confiné).

Kwe (W/m?/K) a=4 a=5 a=6
0 rég.part. rég.part. rég.part.
5 rég.part. rég.part. rég.part.
10 rég.part. rég.part. rég.part.
20 échec.rég. échec.rég. échec.rég.
40 échec.rég. échec.rég. échec.rég.

Tableau A3.2 : Sélection des conditions opératoires, kye=[0;5;10;20;40]W/m?/K et
a=[4,5,6], permettant une régénération partielle avec omass=0,1.
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Les durées de descente de I'enceinte isotherme pour les cas retenus, kye=[0;5;10] W/m3/K
pour o=[4;5;6], sont représentées sur la Figure A3.8. A titre de comparaison, sont
également représentées les durées obtenues pour la configuration C2 (ou R1 n'est pas
régénéré). On constate qu'a coefficient d'échange kye donng, les temps de descente obtenus
pour C5 sont inférieurs a ceux obtenus pour C2. L'écart s'accentue pour des conditions
dégradees d'échange thermique au niveau du réacteur. Le cas kyw.=0W/m2/K obtenu pour
C2 n'apparait pas car pour cette configuration, il serait impossible d'atteindre la
température cible dans le caisson sans ventiler les réacteurs.

170 A a=4 (C2)
— 160 :; o a=5(C2)
g 150 o a=6(C2)
< 140 a=4
% 130 m =5
@120 4 * a=6
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Figure A3.8 : Durée de descente du caisson & -20°C pour diverses
conditions d'échange thermique avec I'air a I'évaporateur et au réacteur
pour le concept C5. Comparaison aux durées obtenues avec C2.

La Figure A3.9 montre I'évolution de I'avancement de réaction X; du réacteur R1 au cours
de cette phase de récupération de chaleur. La commutation sur cette phase (connexion R2
avec l'évaporateur) est initiée lorsque le réacteur R1 démarrant avec un avancement initial
X1,init=0,6 a absorbé 10% de la quantité molaire d'ammoniac ngesc Nécessaire a la descente
du caisson (ce qui correspond a un AX; de l'ordre de 8%). Ces deux quantités fixées ici a
priori pourront étre ajustées et optimisées en fonction du comportement observé et des
conditions opératoires imposeées.

La diminution de lI'avancement observée sur cette figure indique clairement que le réacteur
R1 est plus ou moins régénéré, et exploite plus efficacement la chaleur dégagée par le
réacteur R2 si celui-ci est peu ventilé. Par exemple pour une valeur de ky.=0W/m?/K, on
constate que I'avancement du réacteur R1 passe de 0,7 a 0,2 (AX; =0,5), alors qu'il décroit
seulement a 0,62 pour ky.=10W/m?#K, induisant un AX; seulement de 0,06.
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Figure A3.9 : Evolution de I'avancement X; dans le réacteur R1, pendant la phase de
descente du caisson a -20°C avec la configuration C5.
kwe=[0;5;10]WIM2/K et a=[4;5,6], f=1 et amass=0,1

On peut donc conclure que cette configuration de procédé C5 présente un réel intérét par
rapport a la configuration C2 dés lors que I'échange thermique réacteur externe / air
ambiant est faible. Ainsi, on peut par cette configuration, rendre les réacteurs plus
performants en permettant a la fois une accumulation de chaleur sous forme sensible et en
exploitant la chaleur de réaction.

A3.1.4.2- Influence du ratio massique des sels dans les réacteurs

Nous nous intéressons ici a I'influence de la répartition des masses de sel entre les réacteurs
R1 et R2 sur le temps de descente. On peut observer sur la Figure A3.10 qu'avec une
répartition massique de amass<0,1 et des coefficients d'échange de kye=5 et kye=10 W/m#/K,
le temps de descente varie trés peu.
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Figure A3.10: Temps de descente pour différents amass=[0 ; 0,05 ; 0,1 ; 0,2 ; 0,3] avec le
concept C5, pour kye=[0; 5 ; 10] W/m?/K, a=5 et f=1.
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Par contre, augmenter cette répartition (amass>0,1) augmente le temps de descente. Comme
précédemment pour C2 (cf. § A3.1.2.2), cela s'explique par le fait que amass €st aussi lié a la
quantité d'ammoniac gazeux qui réagit dans R1 lors de la phase descente. Le réacteur R1
contenant ici le sel MnCl; réagit moins rapidement que le sel NiCl, contenu dans R2 du fait
du plus faible écart a I'équilibre imposé : donc, plus amass Sera élevé et plus la descente en
température du caisson isotherme sera limitée par MnCl..

Pour conclure, ce concept C5 reste trés intéressant si la ventilation du réacteur fait défaut.
Ainsi, le réacteur R1 initialement chargé en ammoniac est utilisé principalement pour
absorber la chaleur de réaction de R2 plus efficacement. Par la suite, R1 déchargé se rend
disponible pour absorber I'ammoniac de la phase de maintien en température.

A3.1.5- Procédé aux réacteurs imbriqués et séquentiels C6

Cette configuration reprend le concept des réacteurs imbriqués de la configuration C2,
mais en mettant en ceuvre une stratégie de fonctionnement en séquence : deux ensembles
identiques de réacteurs imbriqués, a et b, contenant la moitié de la masse des sels destinée
a la descente et au maintien sont exploités. Les réacteurs internes R1a et R1b contiennent
du MnCl; et les externes R2a et R2b du NiCl,. Nous nous intéressons ici a I'influence des
échanges thermiques entre les réacteurs et l'air extérieur sur le temps de descente du
caisson, de la durée de commutation entre chaque réacteur et finalement, de la répartition
des masses de sels entre les réacteurs internes et externes de chaque ensemble.

A3.1.5.1- Influence des transferts de chaleur

Les résultats de cette étude d'impact de la qualité des transferts sur le temps de descente du
caisson sont regroupés dans la Figure A3.11.
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Figure A3.11 : Influence des échanges thermiques a l'évaporateur (paramétre o) et au
réacteur ((f=/1:7])) pour C6, avec Kyey cais=Kwe=40 W/M?/K, 0imass=0,1 et towich = 2408.

Comme pour C2, il n'est pas nécessaire d'augmenter le facteur multiplicatif de la surface du
réacteur au-dela de f>2. Par contre, une augmentation de la surface de I'évaporateur permet
de réduire la durée de descente en température du caisson. Cependant, a partir de a>5,
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augmenter davantage cette surface d'évaporateur ne présente plus beaucoup d'intérét
puisque le gain est de moins de 2 minutes. Nous retiendrons finalement pour la suite le
couple de coefficients multiplicatifs de surfaces o=5 et =2 afin d'évaluer I'impact de la
durée de commutation entre réacteurs.

A3.1.5.2- Influence des parameétres opératoires (commutation séquentielle)

La duréee de fonctionnement dédiée a chaque réacteur est fixée préalablement a une valeur
identique pour tous les réacteurs. Les réacteurs internes R1la et R1b reagissent en premier
lieu l'un aprés l'autre afin d'absorber une quantité d'ammoniac (ctmass-NNH3 desc)
préalablement définie.

A la fin de cette premiére phase, les réacteurs externes R2a ou R2b sont alors mis en
fonctionnement et la stratégie de commutation séquentielle est activée. La température
atteinte par les réacteurs est également prise en compte comme condition de commutation
afin d'éviter que la pression dans I'évaporateur ne remonte : la température du réacteur qui
doit étre mis en fonctionnement doit alors étre plus basse que le réacteur actif.

La Figure A3.12 montre I'évolution des temps de descente en température du caisson en
fonction des durées minimales imposées entre commutations, pour un ratio de massique de
omass=0,1 et des coefficients a=5 et f=2. Nous observons dans ce cas de figure une faible
différence de durée (de I'ordre de 3min) entre un séquencgage de 60s et un séquencage de
10min. Dés que le temps entre commutations est supérieur a 4min (240s), la durée de
descente en température du caisson isotherme évolue de maniére asymptotique. Par
ailleurs, la durée de fonctionnement préalable des deux réacteurs internes R1a et R1b pour
ces conditions est de 5 min.
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Figure A3.12 : Sensibilité aux temps de fonctionnement de chaque réacteur avant
commutation sur le réacteur suivant, sur le modele de réacteurs séquentiels imbriqués C6,
pour Omass=0,1, a=35 et f=2

Une optimisation du séquencage entre ces deux réacteurs pourrait éventuellement réduire
le temps de descente, tout de méme, le gain serait peu significatif. De maniere indirecte,
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nous avons également par la suite évalué I'impact du temps de fonctionnement des
réacteurs internes en fonction du ratio massique de sel entre les réacteurs internes et
externes.

A3.1.5.3- Influence du ratio massique amass des sels mis en ceuvre dans les réacteurs

La Figure A3.13 montre l'influence de la répartition massique des sels amass dans les
réacteurs sur la durée de descente en température du caisson isotherme, pour 3 facteurs
d'intensification d'échange thermique coté réacteur (5).

90
=
£ 85
()]
*qg) 80 5
275 :
© ’ _1
< 70 v b=
2 8 9 " = p=2
£ 65 o B=5
& F

60

0 01 0,2 0,3

QImass

Figure A3.13 : Sensibilité au ratio massique, omass du réacteur R1 (interne) participant a la
descente en température du caisson pour C6, avec a=35 et f=1 ou f=2ou [=35.

Ainsi, a facteur de surface d'échange évaporateur-caisson égal (0=>5), le temps de descente
augmente significativement avec la quantité de sel destinée a la descente dans les réacteurs
internes. ENtre omass=0 €t omass=0,3, le temps de descente augmente de 12 a 14 minutes.
Cela s'explique, principalement, par le fait qu'une augmentation de la part dédiée a la
descente des réacteurs internes accroit leur temps de fonctionnement. D'autre part, a méme
ratio amass, l'influence du facteur g est trés faible mais commence a s'accentuer pour
Omass>0,25. 1l semblerait donc intéressant d'étudier plus en détail le s€quengage entre les
réacteurs internes pour les faibles ratios massiques amass, Mais nous ne l'inclurons pas dans
ce travail.

A3.1.6- Conclusion sur I'étude paramétrique des différents concepts

Nous avons étudié un a un les comportements des différents concepts en faisant varier les
parameétres de dimensionnement et/ou opératoires, tels que les surfaces d'échanges
évaporateur-caisson et réacteur-ambiant, les répartitions massiques de sels entre réacteurs
intégrés et le séquencage du fonctionnement entre les différents réacteurs. Les durées de
descente en température du caisson pour certains de ces paramétres ont été analysées. Il
résulte, d'apres les simulations des différents procédés étudiés, dans les conditions actuelles
d'échanges avec l'air ambiant, qu'il est tres difficile d'atteindre une durée de descente
inférieure a 60 minutes.
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Cependant, une comparaison des différents concepts de procédés, CO, C2, C3, C5 et C6
mérite d'étre réalisée afin d'analyser plus en détail leur fonctionnement dynamique et
établir un pré-dimensionnement de prototype.

A3.2- Analyse et comparaison des performances des différents concepts

Nous avons établi précédemment les limites de la gamme de variation pour les échanges
thermiques (évaporateur / air caisson) et (réacteur / air ambiant), le séquencage et la
répartition massique des sels entre réacteurs internes et externes. Ces études auraient pu
porter de maniére plus étendue sur d'autres parametres, mais au vu des résultats de
simulations, nous avons pu conclure que la descente en température du caisson demeure
difficilement envisageable en dessous des 60 min et ce, pour les différents concepts
envisagés et en utilisant les sels MnCl, et NiCl,. Il serait, tout de méme, intéressant
d'affiner cette étude pour orienter le choix vers I'un de ces concepts étudiés.

Dans un premier temps, une comparaison des performances sera établie entre ces différents
concepts pour des conditions de fonctionnement identiques, en mettant en ceuvre un méme
sel, le NiCl,. La comparaison portera sur la masse des réacteurs et I'échange thermique
global (UA) nécessaires en fonction des temps de descente des différents concepts.

A3.2.1- Comparaison des performances des différents concepts

Les reacteurs actifs sont dimensionnés de maniere a absorber uniquement les moles
d'ammoniac destinées a assurer la descente en temperature du caisson NHz_desc. Ainsi, les
réacteurs des différentes configurations contiendront la méme quantité de sel NiCl,. Pour
le cas des configurations de procédés impliquant des réacteurs imbriqués, les réacteurs
internes ne participeront pas activement a la descente, donc omass=0. D'autre part, les
réacteurs de la configuration au fonctionnement séquentiel, C3, ne contiendront que la
masse nécessaire pour assurer la descente. Le temps entre commutations est fixé a 60
secondes pour les concepts basés sur un séquencage, afin de se placer dans le cas le plus
favorable. Nous reprenons donc les mémes définitions et conclusions de la partie
précédente 8A3.1. L'objectif de cette section est d'arriver & juger la pertinence de ces
différents concepts en comparant les durées de descente en température du caisson, sur une
méme base (méme quantité de sel) et en faisant varier les facteurs multiplicatifs d'échange
thermique coté évaporateur o et cOté réacteur S.

La Figure A3.14 presente ces temps de descente, pour deux coefficients multiplicatifs de
surface externe a I'évaporateur, 0=2 (a) et a=5 (b). Nous constatons que pour les
configurations CO et C2, les temps de descente sont pratiquement identiques. L'explication
se trouve sans doute dans l'important écart a I'équilibre imposé au réacteur qui est induit
par l'utilisation du sel NiCl,. Dans ce cas, c'est la cinétique au niveau de I'évaporateur qui
gouverne la dynamique du systeme. La configuration CO présente une légere sensibilité a
I'échange thermique au niveau du réacteur (5=1) tandis que la configuration C2 n'en
présente aucune. Ce dernier bénéficie de I'accumulation de chaleur sous forme sensible par
le réacteur intérieur R1 non actif.
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Figure A3.14 : Comparaison des durées de descente en température du caisson obtenues
pour les différents concepts de procédé CO, C2, C3 et C6 contenant, dans les réacteurs
actifs, le méme sel NiCl, en méme quantité, amass=0, séquencage a 60 s, pour 3 facteurs de
surface réacteur-ambiant f5 et pour :

(@ a=2 e (b)) a=5
(Les colonnes transparentes indiquent une durée trop élevée)

Le concept C3 montre une certaine sensibilité aux échanges thermiques au niveau des
réacteurs et un temps de descente sensiblement supérieur aux autres concepts. Dans cette
configuration a fonctionnement séquentiel, la taille de chaque réacteur est réduite, par
consequent, le débit de gaz absorbé est relativement faible et limite donc I'évaporation.
Ainsi, il semblerait que mettre en communication I'évaporateur avec un réacteur de
capacité réduite freine la descente. En annexe 6, nous présentons le comportement simulé
de la configuration C3 avec un autre modeéle d'évaporateur plus précis dans sa formulation
mais nécessitant une résolution itérative, approche qui a finalement été écartée.

Le concept C6 montre l'influence du séquencage avec un temps de descente plus élevé que
la configuration C2, similaire et sans séquencage. D’autre part, comparé a 1’autre
configuration séquentielle C3, le temps de descente de C6 est plus court. En effet, les
réacteurs C6 sont plus volumineux que ceux de la configuration C3, puisque la masse de
sel nécessaire est répartie entre deux réacteurs (contre 3 pour C3).

La Figure A3.15 compare les durées obtenues pour la descente du caisson a -20°C par les
différents concepts CO, C2, C3, C6 et C5 dans le cas d’échanges convectifs au niveau du
réacteur particulierement faibles (5W/m#K). Les colonnes grises représentent les temps de
descente et en colonnes rouges les systémes pour lesquels la durée est supérieure a 3
heures. L'échange thermique sur I'évaporateur est maintenu intense, =5, afin de s'assurer
un comportement non limitant de I'évaporateur. En effet, ici seules les configurations
intégrant un réacteur destiné a la phase de maintien, permettent une descente en moins de 3
heures. Une partie significative de la chaleur de réaction peut étre accumulée dans ces
réacteurs. Sous ces conditions, pour le concept C5 qui permet d'absorber de maniéere plus
active la chaleur de réaction dégagee par R2 pour permettre la décomposition de R1, la
descente se fait en 1h30.

116



Confidentiel

180

120 -
’ t
LB —
6 Cs5

co Cc2 c3

Figure A3.15 : Comparaison des temps de descente du caisson a -20°C obtenus pour les
concepts CO, C2, C3, C6 et C5 contenant, dans les réacteurs actifs, le méme sel NiCl; en
méme quantité nécessaire, avec 0.=5 et =1, amass=0, Séquencage a 60 secondes,
coefficient d'échange convectif coté réacteur k,.=5W/m2/K. (Les colonnes transparentes
indiquent une durée trop élevée.)
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En comparant ces différents concepts sur une méme base de quantité de sel NiCl,, on ne
peut conclure sur les avantages que présente I'intégration ou non d'un réacteur destiné a la
phase maintien par rapport a la mise en ceuvre d'un seul réacteur de base. Ceci est di a
I'utilisation du NiCl, qui, par sa courbe d'équilibre thermodynamique, rend ce sel moins
sensible a la qualité d'échange thermique. L'intégration d'un réacteur dans un autre trouve
sa justification lorsque I'échange au niveau du réacteur est trés réduit et la chaleur de
réaction du réacteur externe permet la décomposition du réacteur interne.

Par ailleurs, la pertinence d'exploiter un fonctionnement séquentiel de réacteurs n'apparait
pas clairement. Une diminution significative des durées de descente en température du
caisson est observée si I'évaporateur est connecté a un seul réacteur de grande capacite, par
rapport au fonctionnement séquentiel de plusieurs réacteurs de capacité plus réduite.
Cependant, une validation expérimentale reste nécessaire afin de conclure a ce sujet.

A3.2.2- Analyse des différents concepts

Les aptitudes de chaque concept de procédé a réaliser la descente rapide en température
d'un caisson isotherme sont analysées selon deux criteres : la masse de réacteur devant étre
mise en ceuvre et la qualité des échanges thermiques convectifs cOté réacteur.

La Figure A3.16 schématise pour chaque concept les couples (durée de la phase de
descente / masse totale des réacteurs nécessaire pour les phases de descente et de
maintien). Les transferts thermiques sont considérés a a=5 au niveau de I'évaporateur,
tandis que les coefficients multiplicatifs $ de surface c6té réacteur sont adaptés de facon a
obtenir des durées de descente similaires pour les différents concepts. Pour C5, le
coefficient d'échange convectif réacteur-ambiant est fixé a kw.=10 W/m?K. Le code
couleur et géométriqgue des marqueurs permet de différencier en rouge les concepts
utilisant des réacteurs intégrés, en bleu des réacteurs simples, et les triangulaires pour ceux
au fonctionnement séquentiel. Ce qui en ressort est que les systemes a réacteurs imbriqués
sont les plus lourds (5 a 8kg de plus que les configurations a réacteurs simples).
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De maniére similaire, la Figure A3.17 schématise pour chaque concept les couples : durée
de la phase de descente / coefficient d'échange globaux des réacteurs (UA)react. On constate
que les systemes a réacteur imbriqués seraient mieux placés car ils requiérent un plus faible
(UA)react. Le concept C5 serait le mieux placé mais pour un temps de descente plus
important (10-15 minutes de plus que les autres concepts).
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Figure A3.17 : Echange thermique au
niveau des réacteurs (UA)eact et durée
de descente du caisson pour les
différents concepts (en bleu réacteur
simple, en rouge réacteurs imbriqués,
fonctionnement séquentiel pour les
symboles triangle)

Figure A3.16 : Masses des réacteurs et durées
de descente du caisson pour les différents
concepts (en bleu réacteur simple, en rouge
réacteurs imbriqués, fonctionnement séquentiel
pour les symboles triangle)

Ensuite, de fagon arbitraire, un "indice de faisabilité industrielle™ est défini pour prendre en
compte la complexité de ces différents concepts, notamment I'intensification des échanges
et le design des réacteurs, ainsi que le mode opératoire du procédé. Une référence fixée a
10 est considérée pour un réacteur simple a tube lisse sans ailettes, et un baréme soustractif
est appliqué : -2 si le réacteur présente des ailettes (5>1), -1 pour un fonctionnement
séquentiel (contréle/commande des vannes), -5 pour la mise en ceuvre des réacteurs
imbriqués et -1 pour I'ajout d'un condenseur et un clapet. La Figure A3.18 présente les
résultats de cette démarche.

Indice de faisabilité
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|
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Figure A3.18 : Comparaison de la faisabilité des différents concepts étudiés basée sur une
échelle arbitraire.

118



Confidentiel

D'aprés ce bareme, les concepts a réacteurs intégrés seraient plus difficiles a mettre en
ceuvre. Ainsi, la configuration de base CO mettant en ceuvre le sel MnCl,, reste la plus
facilement realisable. 1l apparait également indispensable d'obtenir un échange thermique
suffisant au niveau des réacteurs. D'apres les résultats de simulations, il a aussi été constaté
I'impact positif de mettre en ceuvre un réacteur de grande capacité en communication avec
I'évaporateur. En effet, la capacité du réacteur parait étre inversement proportionnelle au
temps de descente du caisson. Une grande capacité de réacteur, associée a des échanges
thermiques importants tant au niveau du réacteur que de I'évaporateur, semble un bon
compromis pour assurer une grande puissance frigorifique et obtenir une descente rapide
en température du caisson.

Considérons a présent le cas du concept CO, qui met en ceuvre un groupe de réacteurs
contenant toute la masse totale de sel MnCl;, nécessaire a la descente et au maintien. La
Figure A3.19 compare les durees de descente obtenues pour différentes surfaces d'échange
a I'évaporateur et suivant différents ratios de surfaces totales d'échanges tsyraces (Cf. A3(1))
entre CO comportant une quantité de sel NiCl, uniquement nécessaire a la descente et le
concept CO comportant une quantité de sel MnCl, nécessaire a la descente et au maintien.
Nous observons une superposition des temps de descente en température a partir d'un ratio
de surfaces Tsyrfaces> 2. Il semble donc que l'effet de l'intensification des échanges
thermiques au niveau de la paroi du réacteur est plafonné. En effet, dés que le réacteur n'est
plus limitant en termes de cinétique de réaction, c'est I'évaporateur qui devient limitant : en
intensifiant les échanges thermiques au niveau de I'évaporateur, la durée de descente
diminue.
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Figure A3.19 : Sensibilité aux échanges thermiques a la paroi du réacteur et a la paroi de
I'évaporateur sur le concept de base CO dans le cas ou le réacteur contient tout le sel
MnCI; (-) nécessaire a la phase de descente et de maintien par rapport au cas ou le
réacteur contient tout le sel NiCl, (-) uniquement nécessaire a la phase de descente.
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Ce comportement est vraisemblablement dd a la modélisation de I'évaporateur présentée en
A2.1.1.2, ou la cinétique impose le débit d'évaporation. Cette cinétique résulte de la
différence entre la pression d'équilibre de I'ammoniac liquide et la pression de I'ammoniac
gazeux. Nous avions développé un modele (annexes 5) ou ce debit d'évaporation était
déterminé par résolution itérative de Newton-Raphson a partir des équilibres
thermodynamiques et de la loi des gaz parfaits. Ainsi, dans ce cas, il s'agissait bien du
réacteur qui imposait la dynamique du systeme et l'intensification des échanges a sa paroi
permettait d'accroitre nettement les performances. Cependant, cette modélisation donnait
un comportement dynamique de I'évaporateur irréaliste, et nous a orientés vers une
modeélisation permettant d'imposer une cinétique d'évaporation, dépendant d'un parametre
ajustable Kin vap qui doit étre identifié expérimentalement.

Les sections précédentes A3.2.1 et A3.2.2 ont permis d'analyser les performances de
chaque concept. A priori un réacteur contenant du NiCl, sera plus performant pour la
descente que s'il contient du MnCl,. De plus, si la ventilation fait défaut, le concept de
réacteurs imbriqués permet d'assurer une bonne performance en accumulant la chaleur de
réaction. Dans la section A3.2.2, nous avons constaté que la capacité des réacteurs joue une
grande importance sur la puissance du systétme. D'un point de vue de faisabilité
industrielle, il parait judicieux de se focaliser sur un systéme proche de ce qui est réalisé
jusgu'a présent, c'est-a-dire le concept de base CO utilisant le sel MnCl..

A3.2.3- Pré-dimensionnement d'un systeme CO visant la forte puissance

Etudions & présent la faisabilité d'un prototype préindustriel avec des éléments utilisés dans
I'industrie. A partir des résultats présentés pour le concept CO, le choix est porté pour des
surfaces importantes d'évaporateur et de réacteur (osev ext=5 €t Ssrex=4). Par contre, au
niveau du réacteur, la ventilation ne permet pas d'obtenir une valeur de coefficient
d'échange de kw.=40W/m#K. Volontairement, nous fixons ce coefficient a une valeur
réaliste de kyw.=20W/m#K et nous considérons également un rendement de la surface
ailetée 7,y de 80%. Ainsi, avec o > 1 et > 1, la surface d'échange de la paroi du réacteur
avec l'extérieur devient :

-1

Srext = 272-("rext Lr + rrext2 {14_ (IBSrext )] A3(4)
il

La masse de la paroi du réacteur qui en resulte s'écrit :

Sre
mwr = Vwrpinox + —re (IBSrext _1)eail palu A3(5)

ail

Ainsi pour obtenir Bsrexi=4, il faut une surface de 5 fois la surface donnée par un tube lisse
de diametre extérieur drx=0,114m, contenant le composite réactif. Cette surface est prise
comme limite pour sa mise en ceuvre industrielle, puisque 9 réacteurs de 0,6m de long et
drext=0,114m contenant le sel MnCl;, sont consideérés.
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En ce qui concerne la partie évaporateur, tout I'ammoniac nécessaire a la descente et au
maintien en température du caisson (7,3kg de NHs), est contenu dans un réservoir-
évaporateur en acier inoxydable de diametre de, x=0,114m et de longueur totale

Lev ex=1,8m. Pour atteindre Osey =5, nous prenons 4 échangeurs Climetal (V1
microchannels), chacun, de masse 0,528kg et de surface 0,446m? a laquelle nous y
appliquons également un rendement d'ailette #,;=80%. On considére ici qu'il est realisable
d'obtenir un coefficient d'echange Kuev cais €vaporateur-caisson de 40W/m#/K, en installant
des ventilateurs puissants dont I'autonomie devrait tout de méme étre étudiée. Avec cette
configuration, nous obtenons 5<osey x<6. L€ caisson a refroidir et a maintenir a -20°C est
un caisson préalablement caractérise : Dometic R1000 de 920 litres aux parois de
polyuréthane enrobées de polyéthylene.

La figure A3.20 présente le comportement du systétme CO mettant en ceuvre de tels
composants lors de la descente et du maintien de la température du caisson autour de
T.=-20°C (b). Ces résultats sont d'autant plus encourageants que la descente est plus rapide
(@) si plus d'ammoniac est utilisé dans la partie évaporateur. Ceci est di au fait que la
surface mouillée, au niveau de I'évaporateur, demeure plus importante pendant toute la
phase de descente.
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Figure A3.20 : Evolutions simulées des températures et de I'avancement de la réaction lors
de la descente et du maintien d'un caisson de 0.9 m® avec 9 réacteurs de 60cm de long et
114mm de diamétre extérieur avec ailettes, contenant le sel MnCl,, et un réservoir-
évaporateur de 1,8m et diametre 0,114mm avec 4 échangeurs Climetal.

L'acquisition des composants constituant un tel systéme et leur mise en ceuvre
expérimentale est aisément réalisable pour l'industriel spécialisé dans les systemes
autonomes de production de froid par procédés thermochimiques. Les colts en sont
maitrisés et la réalisation d'un prototype permettrait de valider ces conclusions.
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A3. Conclusion

La modélisation des différentes configurations de procédés CO, C2, C3, C5 et C6 qui a été
développée, a permis d'élaborer un outil de simulation sous langage Python pour évaluer et
analyser le comportement de ces systémes. La pertinence de chacun d'entre eux pour une
production de froid de forte puissance, suivant les conditions de fonctionnement et leurs
mises en ceuvre a ainsi pu étre établie.

Nous avons observé I'effet de l'intensification des transferts thermiques aux parois de
I'évaporateur et du réacteur. Il s'avére que cette intensification améliore effectivement les
performances du systéme, mais de fagon non linéaire et présente un comportement
asymptotique. En effet, il apparait inutile d'intensifier davantage les échanges au niveau du
réacteur au-dela d'un certain coefficient d'échange global (UA)ea. L'utilisation du sel
NiCl, qui présente un écart a I'équilibre plus important qu'avec le sel MnCl,, permet
d'obtenir des durées de descente en température dans le caisson plus courtes, tout en
nécessitant moins de surface d'échange ou de ventilation au niveau du réacteur. Aussi,
I'intégration d'un réacteur R1 dimensionné a assurer le maintien a l'intérieur d'un réacteur
R2 destiné a la descente permet par contact thermique direct d'utiliser R1 comme
accumulateur thermique. Ceci peut s'avérer intéressant s'il n'est pas possible d'assurer une
bonne ventilation au niveau du réacteur de descente. Par ailleurs, il est également possible
de réaliser la décomposition de R1 en absorbant la chaleur de synthese dégagée par R2, si
une ventilation efficace ne peut étre assurée. Cette configuration a réacteurs imbriqués
nécessite cependant de pouvoir réaliser la régénération de NiCl, a haute température.
D'autre part, le fonctionnement séquentiel de plusieurs réacteurs afin de les mettre
successivement en communication avec I'évaporateur, en privilégiant toujours le réacteur
le plus froid, n'est pas concluant. Il semblerait qu'une telle configuration limiterait plutéot la
dynamique du systeme. Bien que cette évaluation de procédés nous ait permis une analyse
de leurs performances, une étude plus exhaustive sur les répartitions des masses et les
modes opératoires entre réacteurs de C3 et C6 est souhaitable.

D'un point de vue de la mise en ceuvre, il est préférable d'utiliser un réacteur a grande
capacité avec de bons échanges thermiques au niveau du réacteur et de I'évaporateur, afin
de produire une forte puissance de froid dans le caisson. D'aprés nos simulations, le
caisson pourrait atteindre la valeur cible T,=-20°C en moins d'lh, depuis la température
ambiante de T,mp=30°C. Le maintien ne présente ensuite aucun nouvel enjeu pour
I'industriel qui maitrise déja la regulation de la température par ouvertures et fermetures
successives des vannes.
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Conclusion premiere partie

L'objectif de cette partie A était de definir et d'évaluer un procédé thermochimique
permettant une production de froid de forte puissance initiale et de maniére autonome, dans
un caisson aux caractéristiqgues de masses, matieres et dimensions prédéfinies. Le défi
technologique était de refroidir le plus rapidement possible cette enceinte depuis la
température ambiante 30°C & une température négative de -20°C, puis de maintenir de
maniére totalement autonome la température de cette enceinte. Cette seconde phase de
maintien présente moins d'enjeux puisque la puissance frigorifique mise en jeu,
relativement faible, est de I'ordre de ce qui est déja obtenu aujourd'hui industriellement.

Dans un premier temps, nous avons discuté des limitations du procédé actuel pour la
production de froid autonome de forte puissance. Nous avons présenté une premiére
description de différents concepts et configurations de procédés thermochimiques. La
conception et le dimensionnement des réacteurs thermochimiques sont réalisés de maniére
a developper de fortes puissances initiales en gérant passivement le fort dégagement de
chaleur de synthése coté réacteur, par I'accumulation de chaleur sous forme sensible,
latente ou de réaction de décomposition. Ces différentes configurations ont été évaluées,
dans un premier temps, au travers des masses et énergies mises en jeu. Cette méthodologie
a permis d'écarter les systéemes trop massifs, bien qu'ils permettaient d'atteindre les valeurs
cibles fixées. D'une part, la configuration C1, mettant en oeuvre un PCM, permettrait de
garder un fort écart a I'équilibre dans le réacteur et donc, une grande cinétique de réaction
et d'évaporation. Ce concept peut étre intéressant pour des applications ou la masse du
systéme n'est pas primordiale, a condition d'assurer de bons transferts thermiques avec et
dans le PCM. D'autre part, le systeme en cascade de la configuration C4, dans lequel un
réacteur est refroidi par un autre systéeme thermochimique, permettrait de cibler des
températures tres basses dans le caisson. En adaptant les sels de chaque niveau de pression,
en fonction des températures ambiante et de contrainte, il serait possible de s'orienter vers
des sels dont la régénération nécessite des niveaux de températures moins élevés. L'étude
s'est alors focalisée sur les systemes les moins massifs, et une analyse plus précise du
comportement dynamique et des performances de ces procédés a été nécessaire.

Pour comparer les performances des différents concepts, nous avons alors developpé une
modelisation dynamique basée sur une méthode nodale. Les variables caractérisant chaque
élément du systéme telles que la pression et la température, sont considérées uniformes. Au
vu du comportement fortement transitoire des procédés, les modélisations des différents
concepts de procédé ont été revues et réajustées (intégration de la masse de sel de maintien
dans le réacteur interne pour les réacteurs imbriqués, abandon des sels intermédiaires qui
augmentent fortement les temps de descente...). Des études paramétriques ont ainsi pu étre
réalisées en simulant le comportement des differents systemes. Une forte influence de la
modélisation de la cinétique d'évaporation a été observée : cet aspect nécessite d'étre
approfondi, en particulier expérimentalement. Une discussion relative aux comportements
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des différents systéemes nous a permis de conclure qu'avec la configuration de base CO, une
grande capacité de réacteur bien refroidi permettrait d'effectuer une descente rapide de la
température du caisson. D'autre part, si I'échange thermique au niveau du réacteur est
limitant, il est préférable de s'orienter vers une solution aux reacteurs imbriques, comme
les concepts C2 ou C5, en utilisant le sel NiCl, pour le réacteur permettant la descente en
température du caisson. Par contre, il semble d'aprés les simulations que les concepts au
fonctionnement séquentiel, tels C3 et C6, donnent des durées de descente plus longues que
les configurations de base, CO et C2. Cela est dd a la mise en communication successive de
réacteurs a capacité plus réduite avec I'évaporateur

D'aprés ces conclusions, nous proposons une solution basée sur une configuration de base
CO0 mettant en ceuvre des composants actuellement disponibles chez I'industriel, un unique
réacteur de grande capacité permettant a la fois la descente en température du caisson et
son maintien en température, en prenant soin d'obtenir un trés bon échange thermique tant
au niveau de I'évaporateur que du réacteur. Les simulations basées sur cette proposition
permettent d'envisager une descente en moins d'une heure du caisson isotherme envisagé
de la température ambiante a la température de -20°C, et de permettre son maintien
pendant 12h.
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PARTIE B :

Analyse et caractérisation de
dysfonctionnements d'un reacteur
thermochimique
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Introduction

La seconde partie de cette thése se situe dans un contexte d'industrialisation d'un procédé
thermochimique de réfrigération. Nous visons le développement d'une méthodologie de
contréle de la qualité des performances de réacteurs destinés a intégrer ces systemes.

L'objectif est de pouvoir diagnostiquer d'éventuels dysfonctionnements dans ces réacteurs
issus de la chaine de fabrication, avant leur intégration dans le procedé thermochimique.

Cet objectif nécessite une démarche en plusieurs étapes :

-Nous cherchons, en premier lieu, a caractériser le comportement d'un réacteur de
référence en régime dynamique pour en établir une "signature™ caractéristique. Cette étude
vise a établir une référence de comportement a laquelle seront comparés les
comportements des réacteurs issus de la chaine de fabrication.

- Ensuite, une liste des causes de dysfonctionnement possible de réacteurs est dressée. Leur
analyse conduit a déterminer les variables ou phénomenes impliqués dans ces
dysfonctionnements et a proposer des protocoles de tests adaptés. Ces protocoles portent
sur la réponse globale et locale de ces réacteurs, en fonctionnement dynamique, hors
réaction et en réaction.

- Pour mettre en ceuvre cette méthodologie, un banc expérimental adapté est concu et
réalisé. 1l permettra de caractériser expérimentalement le réacteur de référence puis les
réacteurs issus de la chaine de fabrication pour détecter les éventuels défauts.

Outre la détection de défauts, un objectif plus ambitieux consiste a déterminer I'importance
de ces défauts, en quantifiant I'écart par rapport a la réponse de référence. Si cet écart est
au-dela d'un seuil de tolérance acceptable par rapport aux performances globales attendues
du procédé thermochimique, le réacteur testé devra étre éliminé.

Cet objectif nécessite donc de disposer d'une bibliotheque de réponses de réacteurs
défectueux comportant des défauts d'importance croissante, depuis la réponse de référence
jusqu'a celle correspondant au seuil de tolérance. Cette bibliothéque est établie par
simulations des réponses de réacteurs de défauts variables, basées sur un modeéle local,
résolu sous Comsol Multiphysics®. Ce modeéle est validé gréace a la réponse du réacteur de
référence testé sur le banc expérimental. Un second modéle s'est avéré nécessaire pour
simplifier I'analyse des dysfonctionnements liés aux transferts de masse.

L'objectif final de cette premiére étude est donc de développer une bibliotheque de défauts
simulés qui facilitera I'analyse de réacteurs pris en échantillonnage sur la chaine de
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fabrication, de la détection a l'identification, voire la quantification de leurs éventuels
défauts.

Nous exposons donc ici une méthodologie pour aboutir a un outil de diagnostic de
dysfonctionnements de réacteurs. Nous distinguerons deux chapitres. Dans un premier
chapitre, nous présentons la méthodologie et les modéles sur lesquels s‘appuieront les tests
de caractérisation a effectuer. Dans un second chapitre, nous proposons divers éléments
d'étude issus d'expérimentations et de simulations, amorcant I'établissement d'une base de
données de défauts. C'est une phase indispensable qui devra permettre, a la suite de ces
travaux de these, de développer un outil intelligent de diagnostic de défauts de réacteurs.
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Chapitre B1 : Méthodologie d'analyse de
la réponse dynamique d'un réacteur
thermochimique

La méthodologie de diagnostic de réacteurs passe par une premiere étape de recensement
des causes les plus récurrentes de ces dysfonctionnements, puis une réflexion est élaborée
autour des tests a réaliser afin d'étudier l'influence de différents parametres, et des modéles
a développer.

B1.1- Méthodologie de diagnostic de dysfonctionnements possibles de réacteurs

Avant de développer les modéles qui permettront d'aboutir a un outil d'appui au diagnostic,
il est nécessaire de lister les dysfonctionnements possibles des réacteurs thermochimiques,
et de retenir ceux qui sont les plus susceptibles d'étre rencontrés afin de borner I'étendue de
la typologie de défauts a étudier.

B1.1.1- Causes de dysfonctionnements possibles

Les causes possibles de dysfonctionnements, ont été répertoriées en se basant sur le retour
d'expérience industrielle de la société Coldway.

e Echange thermique & la paroi insuffisant

Les limitations aux transferts thermiques, et donc a I'évacuation de chaleur vers I'extérieur
lors de la phase de synthése exothermique du réacteur, élévent la température du réactif.
Par conséquent, les températures locales se rapprochent des conditions d'équilibre
thermodynamique de la réaction, ce qui entraine le ralentissement de la cinétique de
transformation du réacteur et donc de la production de froid recherchée. Au-dela des
transferts par conduction au sein du lit réactif, les échanges entre le composite réactif et la
paroi du réacteur sont primordiaux. Des mauvais échanges a ce niveau peuvent avoir
plusieurs causes : résistances thermiques dues a des dép6ts ou un mauvais contact
thermique entre le composite réactif et la paroi, ou un décollement du composite réactif de
la paroi.

¢ Alimentation insuffisante du réacteur en gaz réactif

La vapeur produite a I'évaporateur accéde au réacteur via un tube de connexion muni
généralement d'une vanne d'isolement, puis au composite réactif via un diffuseur.
L'obstruction de ces éléments conduit a une diminution du débit d'ammoniac, et limite
donc l'avancement de la réaction et la température du réacteur. La cause d'une telle
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obstruction peut étre par exemple due a une migration et un gonflement de sel dans le
diffuseur, les tubes ou la vanne, ou une mauvaise qualité de soudure.

e Présence d’incondensables

La présence de vapeur d'eau peut limiter I'avancement de la réaction parce que l'eau réagit
avec le sel pour former un hydrate ou une solution limitant I'accés et I'absorption de
I'ammoniac par le lit réactif. D'autre part, la présence de gaz incondensable tel I'air modifie
défavorablement les équilibres pression-température réduisant les écarts a I'équilibre
thermodynamique au niveau du réacteur et du condenseur. Ceci réduit la cinétique de
réaction en phase de synthése et perturbe la condensation des vapeurs lors de la phase de
régénération.

e Mauvaise qualité du Graphite Naturel Expansé (GNE) dans le composite

Le GNE agit en tant que liant inerte et dopant de la conductivité thermique effective du
matériau composite reactif. 1l est mélangé au sel sous forme pulvérulente pour former ce
composite ; des problemes d'hétérogenéité du mélange peuvent se présenter sur la chaine
de remplissage de réacteurs. Un excés de GNE, au détriment de la quantité de sel
entrainera une quantit¢ d'ammoniac absorbée plus faible et donc une production
frigorifique plus faible qu'espérée. A I'inverse, un manque de GNE dégradera la qualité du
transfert thermique dans le matériau et limitera également la puissance frigorifique
produite.

e Décomposition de I’ammoniac

Lorsque la tempeérature s'éleve au-dela de 350°C, I'ammoniac gazeux commence & se
décomposer sous l'action des catalyseurs contenus dans l'acier inoxydable. Cette
décomposition génére des incondensables préjudiciables a lI'avancement de la réaction.
C'est pour cela que, lors de la décomposition, la température du réacteur doit étre
maintenue bien en dessous de cette limite, surtout au voisinage de la paroi et des éléments
chauffants.

e Composite reactif dégradé par un chauffage excessif ou par absorption
d’ammoniac liquide

Pour un tel réactif dégradé, les propriétés de transferts de masse et de chaleur sont
fortement modifiées. L'ammoniac liquide provoque une agglomération et une migration du
sel perturbant les transferts de masse. D'autre part, lors d'un chauffage excessif, la texture
du composite est modifiée en particulier par I'apparition d'une couche peu perméable.
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Al.1.2- Grandeurs mesurables représentatives de ces défauts

L'ensemble des defauts présentés impliquent des limitations des transferts soit de chaleur
soit de masse au sein du réacteur. Il en ressort la nécessité de caractériser l'avancement de
réaction et sa vitesse, I'évolution des températures a diverses positions radiales et
longitudinales, la pression et le flux thermique échangé a la paroi du réacteur.

Avancement de réaction : c'est la grandeur principale qui permet la détection d'un défaut
(mais pas son identification). Il est déterminé par le suivi de la quantité d'ammoniac dans le
réservoir, soit par pesée du réservoir de NHs, soit par mesure du niveau ou du débit
massique.

Températures : la caractérisation du champ de températures est réalisée par des mesures en
plusieurs points dans le matériau réactif et a la paroi du réacteur. Elle permettra d'établir la
cohérence des températures dans le composite par rapport a ses limites internes et externes.

Flux thermique : le flux thermique traversant la paroi du réacteur donne une information de
la chaleur produite ou absorbée par le réactif, et de la qualité de son transfert entre la paroi
et le composite.

Pression : I'évolution de la pression a I'évaporateur et aux bornes du réacteur donne des
informations sur le volume mort du réacteur et le volume poreux du réactif, et par suite sur
la perméabilité du matériau.

B1.1.3- Principe de la détection et I'identification

Pour cette étude sur le diagnostic de dysfonctionnements de réacteurs thermochimiques,
une collaboration a été nécessaire avec l'équipe ELIAUS du laboratoire PROMES,
spécialiste de l'automatique et du contrdle. Il était initialement prévu de développer un
outil intelligent permettant de détecter un défaut de fonctionnement et de le caractériser,
c'est-a-dire :

- identifier le ou les types de défauts présents sur le réacteur testé ;

- définir I’intensité du défaut de fonctionnement.

Dans un premier temps, nous définissons le réacteur dit de référence. Il s'agit du réacteur
dont la masse et les conditions opératoires permettent son fonctionnement jugé standard
selon les critéres de l'industriel ; c'est-a-dire qu'il absorbe la quantité d'ammoniac gazeux
souhaitée afin de produire la quantité de froid stipulée et pendant la duree spécifiée. Ce
réacteur de référence doit étre testé expérimentalement et les grandeurs citées en B1.1.2
mesurées, afin d'obtenir des réponses de référence caractéristiques des contraintes
imposées. Ces contraintes peuvent étre de type pression, température, flux de chaleur.
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Ces réponses de référence servent alors de base de comparaison pour les mesures qui
seront realisées sur les réacteurs quelconques a tester. Si un dysfonctionnement apparait,
un premier indice sur la typologie du défaut sera donné par les grandeurs présentant un
écart a la référence. Certains types de défauts pourront étre identifiés plus aisément que
d'autres. Par exemple, une obstruction totale, ne permettant pas l'accés du gaz au réactif
entrainera l'absence de réaction.

Cependant, il est également possible que des défauts de typologies différentes engendrent
des réponses similaires. Par exemple, une réaction partielle ou une cinétique plus lente peut
avoir plusieurs causes comme nous l'avons détaillé précédemment (évacuation de la
chaleur insuffisante due soit a un mauvais contact réactif-paroi, soit a un bouchage partiel
du diffuseur...). Une réflexion sur cette problématique sera portée au chapitre suivant afin
de pouvoir différencier néanmoins la typologie du défaut.

La quantification du défaut est une seconde étape importante. Pour cela, il est nécessaire de
disposer d'une bibliotheque de réponses de réacteurs pour différents défauts connus, de
typologie et d'intensité bien définies.

Cette bibliothéque est établie par simulations. Un modele local de transformation du
réacteur est développé pour simuler le comportement en dynamique d'un réacteur. Ce
modele sera validé et les valeurs des parametres physiques du modele (coefficients de
transfert, cinétique...) seront identifiées a partir de tests expérimentaux spécifiques (en ou
hors réaction) sur le réacteur de référence. Ces valeurs identifiées seront donc les
parametres de référence. Ensuite, des réacteurs présentant des défauts de différentes
intensités seront simulés, en modifiant la valeur des parameétres matérialisant le défaut en
question, par exemple en appliquant une tres faible perméabilité du diffuseur pour
représenter un bouchage de celui-ci. Ainsi, une bibliothéque de défauts caractérisés pourra
étre étoffée.

L'acces permanent a un logiciel permettant d'exploiter le modéle local et d'identifier les
causes éventuelles de dysfonctionnement demeure un point rédhibitoire pour les industriels
qui n'ont pas les capacités a realiser ces simulations. De plus, une identification par
simulations des défauts serait incompatible avec des tests réalisés par échantillonnage dans
une ligne de fabrication de réacteurs thermochimiques. La réalisation de cette bibliotheque
est donc indispensable si I'on veut appliquer la méthodologie proposée pour le diagnostic
de défauts.

Pour identifier la typologie du defaut et, au mieux, la quantifier, cette bibliothéque
nécessite le concours d'un outil intelligent basé, par exemple, sur la logique floue et
intégrant un algorithme permettant la détection, l'identification et la quantification de
défauts. Des travaux dans ce sens ont déja été menés au laboratoire [119]. Cette démarche
ouvre une voie intéressante mais nécessite des compétences spécifiques. Elle na pas pu
étre exploitée dans ces travaux de thése par manque de temps, mais il serait intéressant de
les poursuivre dans de futurs projets.
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B1.2- Modélisation phénoménologique d'un réacteur thermochimique

Les précédents paragraphes ont détaillé les motivations a développer des modeles
caractérisant les comportements en dynamique de réacteurs thermochimiques soumis a des
défauts de fonctionnement. Ce paragraphe présente deux modéles : un modéle local
prenant en compte les couplages entre transfert de chaleur, transfert de masse et cinétique
de réaction, et un modeéle global hors réaction caractérisant uniquement les transferts
massiques dans le matériau.

B1.2.1- Modele local de transformation de réacteur en géométrie 2D

Le modeéle local couple les transferts de masse et de chaleur a la cinétique chimique [102].
Il a vocation a étre exploité par le logiciel de simulation Comsol Multiphysics®. Il est basé
sur un outil développé et incrémenté au-fur-et-a-mesure par plusieurs doctorants du
laboratoire (Rambaud [120], Michel [121], Boulnois [122]). Les parametres physiques sont
issus de différentes corrélations développées par des travaux préalables du laboratoire sur
les composites sel+GNE.

Les travaux de thése développés ici, reprennent également ce modéle en adaptant la
géométrie du réacteur, les configurations de transfert, les conditions aux limites. Dans la
description de ce modele, les indices 0, 1 et X se référent au sel déchargé, chargé et a
I'avancement X de la réaction defini par :

N
X =—% B1(1
N @)

S

ou Nsy, est le nombre de moles de sel ayant réagi et Ns le nombre total de moles de sel
contenu dans le composite réactif.

B1.2.1.1- Bilan massique

Les transferts massiques de I'ammoniac au sein du lit poreux sont représentés par la loi
Darcy :

U=-—Vp B1(2)

avec u, vitesse du fluide ; k perméabilité du milieu ; u viscosité dynamique du fluide.

Cette expression combinée a I'équation de conservation de la masse,

op,e) -~ o dX
as :_v'<pgu)_mNH3E B1(3)
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donne :

a(pNH3,g‘9X )

po B1(4)

= k.= , dX
+V- (pNH3,g (—=—)Vp) =My,
7 dt

ou p est la masse volumique du gaz et ex la porosité du composite réactif.

Le terme de droite correspond au puits massique dd a la réaction de synthése (ou terme
source lors de la réaction de décomposition). Ce bilan massique est établi dans le domaine
du composite et du diffuseur. Pour ce dernier le terme source de I'équation est nul.

La porosité du composite a I'avancement X s'explicite :

WS 5GNE _ IBGNE Bl(5)
1-wW, psx  Pone

Eg =1-

ou ws, le taux massique de sel dans le composite ; pene €t psx , les masses volumiques du
GNE et du sel selon X. Le symbole " ~ " est utilisé pour les masses volumiques apparentes
c'est-a-dire définies par rapport au volume apparent du composite :

p= g — B1(6)

total _ composite

ou l'indice i est soit le sel soit le GNE.
Le taux massique de sel ws s'écrit :

m
W=— B1(7)
ms + mGNE

Les grandeurs variant en fonction de l'avancement de la réaction X sont exprimées
linéairement entre les valeurs de la grandeur a sel déchargé et celle a sel chargé. Par
exemple pour la masse volumique du sel, psx :

Psx = (1_ X )pso + Xps1 Bl(8)

Concernant la perméabilité k du composite, Mauran [123] a montré qu'elle est corrélée a la
masse volumique apparente effective du GNE qui prend en compte seulement le volume
disponible au GNE dans le milieu poreux inter-granulaire et non pas le volume total du
composite. Elle s'exprime par :

=

~ 1 w, Vin

Py =| =—— ——= s B1(9)
- [pGNE 1-w, M (1_5s>< )J
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0U Vmsx st le volume molaire du sel qui s'exprime par :

Vo o= B1(10)

Ainsi, pour des composites GNE+MnCl,, Rigaud [124] proposait la corrélation :

logk = —4—4,3l09(p,.« ) B1(11)

B1.2.1.2- Bilan énergétique

Pour le bilan en énergie des lits réactifs étudiés, seuls les transferts thermiques par
conduction sont pris en compte :

a—T+V(—ﬂVf)=VNsAh?Z—)t( B1(12)

pcompCpcomposite at

Le terme de droite est la chaleur générée par la réaction de synthese ou consommée par la
réaction de décomposition. La capacité calorifique du composite s'exprime par :
= /55><CpSX +/5GNECpGNE 81(13)

5 comp c

pcomposite

Concernant la conductivité thermique effective du matériau composite, Olives [40] a établi
les corrélations suivantes pour les conductivités axiales et radiales de matrices de GNE
(Aoneer). Il @ ensuite établi qu'on pouvait en déduire les conductivités axiale et radiale
effectives du composite (Acomp eff), €N prenant en compte la fraction volumique de matériau
réactif dans le composite fsx.

_ % _ 017
Aenea = Aone, s0) fi 2- —JO& B1(14)
N " PeNE(50) PGNE(50)
Aene.s = 2 Pone | 5047 B1(15)
GNE;r — “YGNEy (50)| —
GNE(50)
AVEC ! g 50 =3 TWIMIK et pyeep =50kg/m’
A
__ TeNEwa B1(16)
COMPgss & 2
(1+4,7 )
A
__ ToNear B1(17)
COMPgss I 2
(1+12fg)
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5GNE W
) 1- W,

B1(18)

fsx =
M
Vi(l_‘cfgsx

Msx

ou la porosite interne du grain egsx est définie en fonction de I'avancement X par :

1 B1(19)

&ox =
V
1+[ L _j
&so \Y

Mso

B1.2.1.3- Les conditions aux limites et initiales

La Figure B1.1 permet de visualiser les différents domaines avec leurs conditions aux
limites précisées dans le tableau associe.

% Domaines Noms Continuité | Continuité Autres
é’)//" de chalgur de mas_se cond_itic_ms
o %/ . avec: avec: aux Ilrr.utes
b= //4 1 Diffuseur 2 2 Isolation,
k= % p()
7 / 2 Composite 1,3 1 Isolation
'?U % réactif
% 3 Paroi 2 \ .
%/ B P o
/ —
N

p(t)

Figure B1.1 : Domaines du modele et tableau précisant les types de conditions aux limites
(C.L.) appliquées a chagque domaine. Des C.L. de continuité s'appliquent avec les
domaines spécifiés dans chaque ligne. Pour les frontieres non spécifiées, la derniére
colonne mentionne s'il s'agit d'une C.L. de flux thermique par convection, d'adiabaticité ou
de pression (p(t), pour I'entrée du diffuseur).

- La cinétique chimique n'est prise en compte que dans le domaine du composite réactif
(2). Nous appliquons, a ses limites, des conditions de Neumann nulles.

- Une contrainte en pression p(t) est imposée a I'entrée inférieure du diffuseur (1).

- Entre le diffuseur (1) et le composite réactif (2), une condition de continuité de flux
massique s'applique. Aux autres limites de ces domaines, le flux massique est nul.
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- A la surface externe de la paroi du réacteur (3), le flux thermique convectif ® s'écrit :

paroi ?

q)paroi = hoonvS(T _Text ) B1(20)

ou heony, S sont le coefficient d'échange convectif et la surface externe de la paroi du
réacteur.

- La continuité du flux thermique est appliquée entre les autres domaines.
- Une contrainte en temperature Tgn, est imposée sur la limite inférieure du diffuseur (1).

- A l'état initial : la température est T, dans tous les domaines, I'avancement est X=0 dans le
composite réactif (2), la pression dans le diffuseur (1) et le composite (2) est celle
correspondante a la pression d'équilibre thermodynamique du réactif a la température To.

La pression d'équilibre thermodynamique psq est déterminée a partir de la relation de
Clausius-Clapeyron :

0 0
()-8
ref é

€q

ou Teqest la temperature d'équilibre ; Ahf, AS?, sont I'enthalpie et I'entropie de réaction.

B1.2.1.3- Cinétique de réaction

L'expression de la cinétique de réaction a fait I'objet de différentes études au laboratoire
[125], [126], qui ont conduit a établir les expressions suivantes pour les milieux solide/gaz
en réaction de synthese B1(22) et de décomposition B1(23) :

dax _ K, (1— X {1_ peq_(T)J B1(22)
dt p

Xk, (X )(1_ pq_(T)J B1(23)
dt p

ol Kgin est un coefficient cinétique (identifié expérimentalement & 3*10 s™ pour MnCly).

Dans le modele de transformation de réacteur présente ici, transferts de chaleur et de masse
sont couplés via une cinétique de réaction. Ce modele phénoménologique doit étre
discrétisé et résolu localement, selon les directions spatiales z et r en considérant une
symétrie axiale.
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Les limitations de transfert de masse demeurent source de dysfonctionnements récurrents
des réacteurs thermochimiques. L'analyse de ces transferts n'est pas envisageable
expérimentalement et localement, puisqu'il est quasiment impossible de mesurer un
gradient de pression dans un milieu poreux avec une précision satisfaisante sans perturber
le milieu. Par conséquent, nous avons établi une proceédure spécifique, décrite ci-apres,
permettant leur analyse de facon relativement simple, non intrusive et qui pourrait se
réaliser a tous les produits de la chaine de production.

B1.2.2- Caractérisation de la qualité du transfert de masse dans les réacteurs

Nous avons présenté précédemment une modélisation générale permettant de simuler le
comportement dynamique d'un réacteur thermochimique en réaction. A présent, nous
cherchons a développer une méthodologie hors réaction qui permette une détection rapide
de défauts limitant les transferts de masse au sein du réacteur.

Pour cela, nous avons cherché une formulation plus globale de ces transferts afin de nous
affranchir d'une discrétisation spatiale. Cette formulation repose sur un modele permettant
d'identifier analytiquement une perméabilité globale équivalente, traduisant la qualité des
transferts de masse au sein du composite réactif, et rendant compte de la résistance aux
transferts de masse entre I'entrée du réacteur et les pores du lit composite réactif. Ainsi, par
la mesure directe de pression et par le biais du modele ainsi développé, il est possible
d'évaluer et d'identifier de maniére analytique cette perméabilité caractéristique. Une telle
méthodologie est inspirée des travaux de Brace, dont I'approche a été reprise et améliorée
par de trés nombreux auteurs.

B1.2.2.1- Les méthodologies de caractérisation de la perméabilité de milieux poreux

Nous cherchons a développer une méthode de détermination de la perméabilité permettant
de s'affranchir de la connaissance de la texture du milieu. Pour cela, nous passons en revue
différentes méthodes existantes dans la littérature, concernant la mesure de la perméabilité
dans des milieux poreux consolidés et granulaires.

Plusieurs types de méthodes existent pour mesurer la perméabilité d'un échantillon a faible
perméabilité (102 & 10™® m?). Généralement, un méme protocole expérimental est utilisé
avec un volume amont a une pression haute, un volume aval a une pression inférieure, et,
entre les deux, I'échantillon & caractériser bien confiné. La mesure de I'évolution des
pressions dans les volumes amont et aval permet de déduire une perméabilité de
I'échantillon. Ces expérimentations peuvent étre réalisées en régime permanent, transitoire,
ou sinusoidal. Le régime permanent et le régime transitoire par impulsion de pression
nécessitent d'étre trés précis dans les volumes et les pressions. Le régime permanent
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permet d'obtenir plus simplement des mesures de perméabilité par application directe de la
loi de Darcy. Cependant, il s'agit aussi du plus délicat a mettre en ceuvre car d'éventuelles
fuites, courts-circuits ou variations de température impactent significativement les
mesures. La méthode harmonique se base sur un signal sinusoidal de pression exploité par
la suite par transformées de Fourier. Si sa mise en ceuvre est maitrisée, elle reste moins
sensible aux fuites, aux bruits du signal et aux fluctuations de température. Pour de faibles
perméabilités, elle demeure la plus avantageuse de ces trois méthodes, et permet d'obtenir
des résultats comparables & ceux obtenus en régime permanent [127].

La méthode transitoire, proposée initialement par Brace [128] et basée sur un échelon de
pression, ne nécessite que la connaissance de I'évolution des pressions dans les volumes
amont et aval de I'échantillon, contrairement a une méthode en régime établi ou la mesure
du débit est nécessaire. La méthode de Brace considére que tout le volume poreux de
I'échantillon est virtuellement concentré a une position médiane de telle sorte qu'en
appliguant la conservation de la masse et la loi Darcy dans chacun des 2 demi-échantillons,
on obtient un systeme de deux équations différentielles du premier ordre (cf. Figure B1.2).
Sa résolution permet de déterminer I'évolution des pressions dans les volumes tampons V3
et V, (cf. A1(24)).

(a)

P, P,
V, V,
Pression
(b) NN
Pf

AP

»
»

temps

Figure B1.2 : Modele de Brace : (a) schéma de I'échantillon a
caractériser soumis a un échelon de pression. (b) Représentation des
évolutions des pressions dans les volumes tampons amont V; et aval Vs,
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P.—P;, =Ap Vo goa avec o= KA (i + i) Al(24)

V, +V, - upL\v, Vv,

ou : les indices 1 et 2 se référent aux réservoirs amont et aval, respectivement ; 4p est la
différence initiale de pressions entre les réservoirs, k la perméabilité de I'échantillon, A la
section de passage du gaz a travers le milieu poreux, £ la compressibilité du fluide et L la
longueur de I'échantillon. Ce modele n'est valable que pour de petites variations de
pression entre les réservoirs 1 et 2.

Ainsi, I'évolution expérimentale des pressions amont ou aval de I'échantillon soumis a un
échelon de pression permet par identification avec celles prédites par le modele de Brace
de caractériser la perméabilité k du milieu.

Divers auteurs se sont, par la suite, inspirés de ce modele en le faisant évoluer pour d'autres
cas de figures. Ainsi, Lin propose également une solution analytique en considérant un seul
volume amont et les compressibilités du gaz et du milieu perméable [129]. Sutherlandt et
Cave ont adapté le modele de Brace pour déterminer la perméabilité de roches hétérogenes
en considérant des matériaux de perméabilités différentes en série [130]. Lasseux et Jannot
proposent une methode basée sur la mesure de I'évolution de la pression amont, la partie
avale étant placée a I'atmosphére pour caractériser le coefficient de Klinkenberg et la
perméabilité de roches [131], ou d'échantillons de graphite expansés recomprimes [132].
Hsieh et al. [133], Haskett et al. [134], reprennent la méthode de Brace pour déterminer
une solution analytique complete permettant d'identifier la porosité et la perméabilité d'un
échantillon. Cui et al. [135] introduisent dans ce modéle un facteur de sorption ou de
désorption de gaz par I'échantillon. Yang et al. améliorent la méthode pour obtenir des
perméabilités avec une erreur réduite en utilisant seulement le réservoir amont [136]. Feng
et al. proposent une impulsion de pression simultanée depuis le réservoir amont et le
réservoir aval de I'échantillon [137]. Cette impulsion de pression est égale en valeur
absolue et de signe contraire entre les deux réservoirs. Ainsi, ils arrivent a réduire les
perturbations thermiques, le phénomene de sorption et de déformation dans I'échantillon.

Au sein du laboratoire PROMES, de nombreux travaux ont également été réalisés pour
caractériser la perméabilité de milieux composites GNE/sels réactif consolidés, notamment
avec du MnCl,. Ainsi, Rigaud [124] et Mauran proposent la corrélation définie en section
B1.2.1, avec les équations B1(9) et B1(11). Un banc a été développé [122] [121] pour
mesurer la perméabilité axiale de tels milieux poreux réactifs. Un flux d'air est appliqué,
sous une pression différentielle contrdlée aux bornes de la galette de composite. La mesure
de débit d'air, a l'aide d'un débitmetre a bulles, permet de maniére simple de caractériser la
perméabilité en régime établi du matériau composite.

D'autre part, Rambaud [120] a développé un protocole expérimental basé sur la méthode
transitoire impliquant un réservoir tampon connecté au réacteur. L'identification de la
perméabilité est réalisée a partir de I'évolution expérimentale des pressions et de
simulations sous Comsol Multiphysics® ; ce qui pourrait étre également fait dans notre cas
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puisque nous disposons du modele correspondant (B1.2.1). Mais cette approche n'est pas
cohérente avec notre objectif d'identification de maniére plus directe de la perméabilité.

En résumé, parmi les méthodes pour identifier la perméabilité d'un milieu poreux
complexe, la méthode transitoire impliquant un échelon de pression s'avére plus adaptée et
simple a mettre en ceuvre. Le dispositif expérimental ne nécessite qu'un volume tampon
amont & une haute pression et un volume tampon aval & pression basse. Un tel dispositif
demande cependant d'avoir un échantillon confiné de maniere parfaite pour éviter tout
phénomene de "renardage” ou de court-circuit de I'écoulement traversant I'échantillon.

Nous reprenons ci-apres la méthode de Brace en la faisant également évoluer pour I'adapter
a l'étude de la perméabilité hors réaction de réacteurs thermochimiques. L'originalité du
modeéle que nous proposons réside dans le fait que nous utilisons qu'un seul volume
tampon amont a la pression haute connecté au réacteur contenant le matériau composite
réactif. Par I'étude de I'évolution des pressions dans le volume tampon et du volume mort
du réacteur, nous pourrons ainsi estimer une perméabilité globale équivalente du
composite, ainsi que sa porositeé.

B1.2.2.2- Développement d'un nouveau modeéle de perméabilité équivalente

La méthode que nous proposons permet de déterminer une perméabilité globale
équivalente, Kgiob, du réactif in situ, c'est-a-dire pour un composite réactif déja inséré dans
un reacteur et sorti de la production par échantillonage pour étre testé sur un banc. Les
différentes voies de caractérisation de la perméabilité de milieux poreux developées dans la
littérature et présentées précédemment, sont difficilement adaptables a notre configuration.
C'est ce qui nous a amené a proposer une méthode s'inspirant des travaux de Brace [128].

. Réacteur avec composite poreux
Reservoir de gaz

Pvp

Ky, 2 kg'°§ % .,JVmort

Pvm

]

2 PvD

Pvt

/o

4 V. .
Vtampon mort Composite
Vporeux poreux

Figure B1.3 : Représentation schématique des différents éléments pris en compte dans le
modele pour caractériser la perméabilite équivalente globale kg : le réservoir tampon au
volume V7 a la pression py, le réacteur contenant le composite poreux ou le gaz est
transféré du volume mort Viort, & la pression pym, vers le volume poreux Vporeux a la
pression py,. Kye est la résistance globale de passage du gaz entre le réservoir tampon et le
réacteur.
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Pour développer notre modéle, nous considérons trois volumes : le volume du réservoir
tampon (V7), le volume mort du réacteur (Vy,) et le volume poreux (Vp) du materiau
composite réactif (Figure B1.3). Les deux premiers doivent étre connus. Le volume du
réservoir tampon de gaz inclut le réservoir et la connectique entre réservoir et vanne. Le
volume mort du c6té du réacteur est le volume intérieur du réacteur directement accessible
au gaz, et correspond au volume du réacteur auquel on soustrait le volume apparent du
composite et celui des cales confinant le composite réactif dans le réacteur.

L'évolution des pressions entre le réservoir tampon contenant le gaz a pyr et le volume
mort du réacteur a pyv prend en compte une résistance d'écoulement du gaz caracterisée
par un coefficient équivalent de débit Kye.

Nous considérons ensuite, comme I'a fait Brace pour son modéle, I'nypothése que tout le
volume poreux du composite, Vporeux, €St confiné en périphérie du composite ce qui revient
a le situer virtuellement a la paroi interne du réacteur (cf. Figure B1.4). Ainsi, le gaz, sous
I'action d'une différence de pression entre le volume mort et le volume poreux, s'écoule
depuis le diffuseur vers le volume poreux. La résistance hydraulique a cet écoulement, qui
obéit a la loi de Darcy, est fonction de la perméabilité globale kg0, du matériau composite
réactif. On considere, de plus, que la diffusion du gaz a travers le milieu poreux est
uniquement radiale, les extrémités axiales du composite étant supposées parfaitements
étanches.

Vporeux

Composite
poreux

rdiff

'comp

Figure B1.4 : coupe schématique du composite. rqi est le rayon du diffuseur, reomp est le
rayon virtuel du volume poreux, Kqiob €St la perméabilité.

e Protocole pour la caractérisation de la perméabilité équivalente

La meéthodologie comporte plusieurs étapes recapitulées au Tableau B1.3 et a la Figure
B15:

- A linstant initial to, le volume tampon est & une pression haute pJ, et le volume

mort du réacteur ainsi que le volume poreux sont & une pression basse pJ,, -

- En ouvrant la vanne les séparant, une premiére phase de mise en équi-pression du
volume tampon et du volume mort est réalisée. A cet instant t;, on considére que

p/- ~ pl, notéep,, . Le gaz n'a pas encore commencé a diffuser dans le volume

142



Confidentiel

poreux, et la pression dans le volume poreux Vporeux reste pratiquement celle de to :
Peomp = Peomp -

Ensuite, les pressions du volume tampon et du volume mort, quasiment identiques,
diminuent ensemble, puisque le gaz diffuse alors depuis le volume mort vers le
volume poreux du composite.

A linstant final t;, il y a équi-pression dans I'ensemble du systeme et donc les
pressions ne varient plus : pJ; ~ pyy = Pyrm = Peomp = P

Volume tampon V+ Volume mort Vy, Volume poreux Vporeux
t=t0 p\(/JT = pVT_mesure (to) p\c/)M = pr_mesure (tO) p((:)omp = pr_mesure (tO)
t:ti p\I/T = pVT_mesure (tl) ~ p\I/M p\I/M = pr_mesure (tl) ~ p\I/T pci;omp = ptct)omp

= f f f f f f
= Pvr = pVT_mesure (tf ) =p Pwm = pr_mesure (tf ) =p pcomp = pr_mesure (tf ) =p
Tableau B1.3 : Récapitulatif des pressions aux instants t°, t' et t" dans les volumes Vr, Vi et
Vporeux-
Vu
N .
\V/ VM Vv Composite
pQ .............. LA POEUX | NOFeLIX....
p 1 ff/ vr — [JVT uiesur?(r)
r I lpi' mesure(r)
e
5 i i
5 ,pr"r P
! 3
o) T —
hhhhhhh -
: Diffusion%kg,ﬂ:“'-., 4 /p Diffusion=>Kgop
~~~~~~~~~~~~ )
1 4 pf Kv glob
> I P
temps I—l
Figure B1.5 : Représentation schématique de I'évolution des pressions avec la méthode

transi

toire présentée. py pression du volume tampon (courbe bleue), pym (OU py) pression

du réacteur (courbe rouge). Les 4 étapes sont signalées et reportées sur les schémas du
dispositif, avec : 1 Etat initial, 2 Egalisation des pressions py: et pvwm, 3 Diffusion vers

Vporeux, 4 Etat final.
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En supposant le gaz comme parfait, la conservation de matiére, entre I'instant initial t, et
final t; permet d'écrire :

pf (VT +VM +Vporeux): p\(/)TVT + pgompVM + pgompvporeux 81(25)

Cette relation permet de déduire le volume poreux connaissant la pression finale p;. On
peut alors écrire :

(b —p") _y, B1(26)

VvV =V
T (p - pc(:)omp)

poreux

e Détermination de la perméabilité éqguivalente

Hypothéses considérées :

La viscosité du gaz est supposée constante. La compressibilité du composite réactif est
négligeable (volume mort et poreux constants). Nous considérons qu'aucune sorption n‘a
lieu. Aucun effet thermique n'est pris en considération et on considére a tout moment que
T=cste.

Le modéle :

Pour simplifier les notations, nous posons par la suite :

p\?T =P ; p\(/JM = Py ; p\(/)P = Po ; P =Py

La loi Darcy permet d'exprimer le débit volumique a travers un milieu poreux :

- k _dp
V =V = —— —_—
Q A B1(27)

qui permet par intégration sur le rayon du réacteur d'obtenir le débit volumique de gaz
diffusant a travers le matériau et s'accumulant dans le volume poreux considére localisé a
sa périphérie :

~

_ kglob A
H (rcomp — Vit

)(pvm - pvp) B1(28)

ou Kgion €st la perméabilité globalisée du composite que nous cherchons a identifier, 4 est la
viscosité dynamique, reomp est le rayon extérieur du composite et rgis le rayon du diffuseur.
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Aest la surface moyenne logarithmique de transfert de masse est définie par :

~ (I‘ mp rdiff)
A=2m g —— B1(29)
In rcomp
Foitr

Par ailleurs, le bilan massique sur le volume poreux Vp, traduisant que I'élévation de
pression dans ce volume est d0 au gaz qui a diffuse a travers le matériau poreux peut étre
ainsi écrit :

dNVP VP deP ;P
= =V.£
dt RT dt M B1(30)

Sachant que de la loi des gaz parfaits, on peut remplacer RT par M*p/p, cette expression
devient :

k
glob A 1 B1(31)

dpye
= B(ppy — P avec =
( M VP) B MY+ (rcomp - rdiff) V]

dt

X est le coefficient de compressibilité isotherme du gaz, considéré comme parfait et

supposé constant. Il est estimé a la valeur moyenne de la pression dans le volume poreux
entre l'instant initial et l'instant final d'égalisation des pressions :

1
# —( pot j 3132
2

Par ailleurs, pour simplifier la résolution du probléme, on considere que le débit s'écoulant
a travers la vanne peut s'exprimer comme une fonction linéaire de la différence de pression
amont et aval a la vanne. Le débit de gaz s'échappant du volume tampon peut alors
s'exprimer par :

: M dN MV, d
Qvanne = _Fd—;ﬂ = _7(ﬁ%j = kve(pVT ~ Pum ) B1(33)

ou le coefficient ky. est le coefficient de débit de la vanne. Ainsi, nous pourrons ecrire
I'équation precédente, de maniére plus explicite avec un nouveau coefficient Kye :

dpy;

dt = _KVe(pVT ~ Pum ) B1(34)

145



Confidentiel

Enfin, le bilan de quantité de matiere au niveau du volume mort du réacteur s'écrit :

dNyy _ _ AN, _ dNyp

= B1(35
dt dt  dt (35)
D'ou, en considérant le gaz comme parfait et les transferts isothermes :
dp, dp, dp
Vy —H =V, =1 -V, —F B1(36
Moodt Tdt O odt (36)
Cette expression devient finalement :
dp _ dpyr
= —alPyy — B1(37
=g P~ Pe) (37)
avec :
k A 1 V.
o =9 et @ = —V—T B1(38)
y274: (rcomp — Vit )VM M

Pour finir, nous obtenons un systeme linéaire d'équations différentielles du premier ordre,
ou les inconnues sont les pressions dans le volume tampon pyr, le volume mort, pym, et le
volume poreux pye, et les parametres o et § sont fonction de la perméabilité Kgjop :

( d
g\f :_KVe(pVT - pVM)
d d
9 %:gp%—a(p\m - pVP) B1(39)
d
\ %:ﬂ(pvm - pvp)

La résolution de ce systeme d'équations différentielles est réalisée analytiquement par
I'intermédiaire des transformées de Laplace. Ainsi, en tenant compte des conditions
initiales, ce systeme devient :

(SISVM - po_S(PISVT + @, +a|3v|v| _alsvp =0
sR, —p, +K,R —K,R,, =0 B1(40)
k SIS\/P_po_ﬂﬁvl\n +:B|3\/P:O
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Nous obtenons I'expression des transforméesP,;, P,, et R, qui peuvent s'‘écrire sous la
forme générique :

X Y Z

—+

5:
s (5-5) (5-s,) B1(4D)

ou X, Y, Z sont des constantes.

Par la suite, nous ne nous intéresserons pas a I'évolution de la pression dans le volume
poreux py, puisque celle-ci ne peut pas étre mesurée. Seules les expressions des pressions
mesurables sont ici exploitables. Les transformations inverses de Laplace permettent
d'exprimer I'évolution des pressions du volume mort et du volume tampon.

Pr (1) = Xz +YVTeslt + ZVTeSZt

B1(42)
Pum (t)= Xum +Yv1v|eslt +Zyy e*
ou les coefficients s; et s, dans les exponentielles sont exprimés comme suit :
2

s = Kelo=D-p-a VK, A-9)-(B+a)f —4Kpa B1(43)

2 2
S — Kve ((P _1)_ p-a \/[KVe (1_ (0)_ (:B + 0‘)]2 — 4K\ pa

2 2 2

La détermination des coefficients si, Sz, Xvr, Yvr, Zvt, Xum, Yum, €t Zym est détaillée en
annexe 8. Notons que pour des temps suffisamment longs, la pression dans tout le systéme
devient la pression finale et donc : Xyr=Xvm=p".

D'autre part, comme s;<0 et 5,<0, avec s;<<S;, NOUS avons :

. t. 'z . .
- Pour des temps assez faibles, le terme Ze*" influence I'évolution des pressions. Le
coefficient s, est donc caractéristique du transfert de masse entre le volume tampon

et le volume mort du réacteur et lors de la mise en équi-pression du volume mort.

. , t. .. .
- Pour des temps plus élevés, le terme Ye™ impose, seul, la variation des pressions,

. t t .. ;e - . .
puisque Ye™ >> Ze* | Le coefficient s; est donc caractéristique de la diffusion
du gaz dans le volume poreux et donc de sa mise en équi-pression avec le volume
mort.

Des équations B1(42), nous pouvons modéliser I'évolution des pressions du volume
tampon pyr et du volume mort du réacteur pyy. A titre d'illustration, en considérant des
valeurs arbitraires pour toutes les constantes d'entrée, nous retrouvons un comportement
similaire a celui attendu, comme le montre par exemple la Figure B1.6.
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Figure B1.6 : Simulation du comportement des pressions avec la méthode transitoire

présentée. pu mog Pression du volume tampon (-), pvm mod Pression du volume mort (-).
Dans cet exemple : pi=5bars, po=3bars, V1=5.10"m?, Vy=2.10"m®, Vyoren= 3.10°m”,
Kye=7s7, kg|ob:5.10'14m2. La zone rosée met en valeur l'intervalle sur lequel I'évolution des
pressions est influencée par le terme exponentiel de s; et la zone bleutée montre I'intervalle
sur lequel le terme en exponentielle de s; caractérise la variation des pressions.

En résumé, le modele développé ici est bien adapté a une mise en oeuvre industrielle avec
un composite réactif poreux intégré dans le réacteur. Il est possible, connaissant les
volumes du réservoir Vr et du volume mort du réacteur Vy, d'identifier les valeurs de
coefficient de débit équivalent de la vanne Kye, de la perméabilite equivalente Kgop du
matériau et de son volume poreux Vp a partir des évolutions expérimentales des pressions.

B1. Conclusion

Sur la base de defauts récurrents dans des reacteurs issus de la chaine de fabrication
industrielle, nous avons présenté les grandeurs mesurables qui permettent la détection et
une éventuelle identification de défauts au sein du réacteur. Dans ce chapitre, des modéles
présentés permettront, a l'appui de résultats expérimentaux issus d'un banc de
caractérisation l'identification de paramétres et de grandeurs caractérisant la qualité des
transferts de masse ou de chaleur dans de tels réacteurs. Les tests a réaliser et la conception
de ce banc sont définis a partir des grandeurs mesurables et des paramétres que ces
modeles cherchent a identifier. Ils sont présentés au chapitre suivant, ainsi que leurs
exploitations expérimentales.
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Chapitre B2 : Analyse expérimentale de
la reponse dynamique d'un reacteur
thermochimique

L'objectif principal de cette partie est d'entreprendre I'étude de la détection et du diagnostic
des dysfonctionnements de réacteurs issus d'une chaine de production industrielle. A partir
des protocoles de tests décrits dans le chapitre B1, un réacteur dont le fonctionnement est
juge standard au regard des performances satisfaisantes développées est caractérisé. Les
modeéles qui ont été présentés seront validés aprés identification des parametres de
transferts thermique, massique et cinétique. Le comportement de ce réacteur sera pris
comme référence. Pour effectuer les tests expérimentaux, un banc d'essai est congu de
maniere & pouvoir suivre les évolutions des variables d'état caractéristiques de la
transformation du réacteur : température, pression et avancement. Ensuite, des défauts de
typologies diverses sont simulés avec différentes intensités. Les réponses simulées
obtenues sous contraintes opératoires fixées permettront d'étoffer une bibliotheque de
défauts, et a terme, de développer un outil pour l'identification de défauts de réacteurs
défaillants, par comparaison de leur comportement aux comportements simulés extraits de
cette bibliotheque.

B2.1- Conception et dimensionnement du banc de caractérisation

Le banc de caractérisation est concu pour caractériser I'évolution des parameétres, tels les
températures, les pressions et I'avancement d'un réacteur. L'objectif est double :

- D'une part, I'exploitation des résultats expérimentaux d'un réacteur de référence donnera
la réponse type d'un réacteur au fonctionnement jugé satisfaisant.

- D'autre part, cette réponse expérimentale de référence sera utilisée afin de valider les
différentes modélisations présentées en B1. Ces modélisations seront ensuite exploitées
pour développer la banque de réponses simulées de réacteurs selon la typologie et
I'intensité de leurs défauts.
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Ce banc pourrait aussi étre adapté afin d'effectuer des tests expérimentaux sur des
dysfonctionnements controlés et bien connus, de par sa nature et de par son intensité.
Ainsi, leur comportement expérimental permettrait également d'alimenter cette
bibliotheque de défauts. Cependant, ce type d'expérimentation est écarté car la maitrise
précise des intensités des défauts s'avere complexe. A terme, le but est d'acquérir un
savoir-faire pour élaborer des diagnostics par des mesures non intrusives avec ces
protocoles de tests et permettre de contréler des réacteurs pris au hasard sur la chaine de
fabrication. Des écarts éventuels au comportement de référence pourront étre détectés par
les évolutions des pressions, de I'avancement, de la vitesse de réaction, des températures
et/ou des flux de chaleurs. La comparaison avec la banque de réponses dysfonctionnelles
donnera des informations pour l'identification et la quantification de l'intensité du défaut
détecté.

B2.1.1- Nature des tests expérimentaux envisagés

Le banc de caractérisation doit avoir les fonctionnalités suffisantes pour permettre de
mesurer les grandeurs visees par chaque type de test. L'objectif et la mise en ceuvre
expérimentale de chaque test sont ici détaillés.

B2.1.1.1- Caractérisation de la réaction

Ce test permet de vérifier le comportement du réacteur en cours de réaction, en termes de
temps et de taux de réaction. Il est basé sur le suivi de la quantité d'ammoniac absorbée ou
désorbée par la réaction. Des thermocouples seront placés a différents rayons et hauteurs
du réacteur (intérieur et extérieur) pour suivre les profils de température a travers le
réacteur et apprécier la progression d'un front de réaction. Il définira pour le réacteur de
référence, les valeurs nominales de ces variables (temps et taux de réaction). Ce test est
essentiel pour caractériser le réacteur a travers I'évolution de I'avancement de réaction.

B2.1.1.2- Caractérisation des transferts de masse

Ce test vise a qualifier les transferts de masse dans le composite en évaluant sa
perméabilité équivalente et son volume poreux, afin de détecter des défauts de mise en
ceuvre. La méthodologie, décrite en B1.2.2, consiste a connecter un reservoir tampon
pressurisé au réacteur qui contient le composite réactif a plus basse pression. La réponse
transitoire en pression est suivie par des capteurs de pression de haute precision (clase
0.10) par une acquisition tres rapide a I'échelle de la milliseconde.

Le volume tampon est rempli d'ammoniac gazeux a haute pression produit par évaporation
a partir du réservoir d'ammoniac liquide. Ensuite, dés que I'ammoniac gazeux revient a la
température ambiante, la vanne de connexion entre le volume tampon et le réacteur est
ouverte. L'évolution des pressions du volume tampon et du réacteur est mesurée jusqu'a
équilibrage et stabilisation des pressions.
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B2.1.1.3- Caractérisation thermique

L'industriel Coldway utilise classiquement des colliers chauffants a la paroi de leur
réacteur. La caractérisation de la qualité du transfert thermique a la paroi, nécessite la
mesure du flux thermique et donc l'insertion d'un fluxmétre entre le collier chauffant et la
paroi sur toute la longueur du réacteur. Seulement, la mise en ceuvre d'un tel fluxmétre a
été jugeée tres complexe et trop codteuse, ce qui a conduit a écarter ce test.

Ce test, consistant & imposer des flux thermiques variables a la paroi du réacteur ferme,
aurait permis de caractériser rapidement I'équilibre thermodynamique du réactif et ainsi
verifier I'absence d'incondensables ou de les détecter. Cependant, cette caractérisation peut
étre menée qualitativement en comparant les pressions et tempeératures d'équilibre a celles
mesurées en cours de réaction.

B2.1.2- Description du banc expérimental de caractérisation

Le banc de caractérisation permet la mesure des températures en plusieurs points du
réacteur, dans le matériau réactif et a la paroi, ainsi que sur d'autres éléments du banc.
L'utilisation de Il'ammoniac, trés corrosif, restreint les matériaux utilisés a I'acier
inoxydable 316 et aux joints en PTFE. Le systéeme d'acquisition est composé de cartes de
National Instruments™ reliées a un ordinateur. Le schéma du banc expérimental est
représenté en Figure B2.1.

Le réacteur est dimensionné a partir des dimensions standards des galettes de réactif
fabriquées par Coldway et constituées d'un mélange consolidé de sel MnCIl,+GNE de
diametre 108mm et d'épaisseur 46,5mm, ainsi que du collier chauffant standard utilisé (de
puissance thermique de 266W et de 300mm de long). Ainsi, le réacteur peut contenir 6
galettes en contact avec la paroi directement chauffée par le collier. Ces galettes sont
confinées par deux cales en acier inoxydable, afin de minimiser le volume mort gazeux
dans le réacteur. Le diffuseur, de diamétre 18mm, constitué d'un tube percé recouvert d'une
toile en inox, traverse le réacteur dans sa longueur.

Ce réacteur est concu démontable pour pouvoir réaliser des tests sur plusieurs réactifs. Le
réacteur (cf. annexe 9) est donc constitué d'un tube en inox (de diameétre externe 114mm,
d'épaisseur 3mm et de longueur 360mm) et de brides (PN40 en inox 316L de diamétre
235mm). L'étanchéité est assurée par des joints annulaires plats en PTFE de 2mm
d'épaisseur.

La mesure des températures dans le matériau est réalisée par 8 thermocouples (cf. Figure
B2.2), insérés longitudinalement en plusieurs points : a mi-rayon, contre le diffuseur,
contre la paroi intérieure et pres des cales.
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Figure B2.1 : (a) Banc de caractérisation et (b) son schéma de principe. La légende
couleur indique les vannes a actionner pour effectuer chaque test. (Voir annexe 11 pour la
nomenclature des composants)

152



Confidentiel

Tr_br_a Tr_cch_ext Tr_br_b
Tr_br_ext Tr p a Tr_p_b
7
S
. O=——
Tr_inl
T - 2
r_in
- (O]
Tr_ind lo ®
Tr_in3 7)
7 5
®

Figure B2.2 : Schéma du réacteur a brides utilisé avec la disposition des thermocouples.
Eléments du réacteur : 1-Diffuseur, 2- Cales, 3-Galettes de reactif, 4- Paroi du réacteur,
5- Collier chauffant, 6- Brides soudées, 7- Brides pleines.

En l'absence de fluxmetre, il a été prévu d'estimer le flux thermique transmis par le flux
d'air circulant sur les parois du réacteur, a partir d'une mesure de température entrée/sortie
d'air et d'une estimation du débit des ventilateurs d'apres les caractéristiques données par le
fabricant du ventilateur. Par rapport a la configuration classique des réacteurs mis en ceuvre
par Coldway, cette estimation implique de diriger le flux dair permettant le
refroidissement du réacteur en synthése, par un carénage isolé thermiquement.

Les autres composants du banc sont alors adaptés a ce réacteur ainsi dimensionné. La
bouteille d'ammoniac liquide est dimensionnée de maniere a contenir la quantité
d'ammoniac nécessaire a la réaction totale (6 moles de gaz) pour 3 tests, donc pour 3 séries
de 6 galettes. Cette bouteille qui contient I'ammoniac a I'équilibre liquide-gaz fournit, par
évaporation, I'ammoniac gazeux & une pression souhaitée, entre 1 et 8 bars. Un collier
chauffant assure I'apport de chaleur nécessaire pour maintenir une pression suffisante dans
la bouteille, en cas de fort débit d'ammoniac nécessaire. Ce réservoir d'ammoniac liquide
est muni d'un tube transparent en téflon qui permet de contréler et mesurer visuellement le
niveau d'ammoniac liquide. Ce réservoir est posé sur une balance de précision, qui permet
de suivre I'évolution de sa masse d'ammoniac, et donc permet le suivi de I'avancement de
la réaction dans le réacteur. Deux thermocouples sont a l'intérieur de la bouteille de NH3,
I'un dans le liquide et l'autre dans le volume gazeux. Ceux-ci permettent de déceler
d'éventuels écarts a I'équilibre, caractéristiques de la présence d'incondensables. Un
thermocouple est placé en sortie de l'air soufflé a travers le condenseur et un autre sur la
paroi externe de la bouteille.
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Le volume tampon est, quant a lui, dimensionné pour un volume équivalent au volume
mort gazeux du réacteur et du volume poreux du composite réactif.

Des manometres sont ajoutés a proximité des capteurs de pression (sortie de bouteille,
sortie du détendeur, entrée du réacteur) pour un contréle visuel. De plus, un capteur de
pression différentielle permet de distinguer les phases de remplissage du volume mort de
celle du volume poreux de par la différence des pressions aux deux extrémités du réacteur.

Un jeu de vannes a boisseau sphérique permet d'isoler les différentes parties du banc. Leurs
sections de passage sont similaires au diamétre interne du tube (1/4") sur lequel elles sont
montées. Leurs fermetures ou ouvertures dépendent du test a réaliser (cf. Figure B2.1).
Une électrovanne de diametre de passage 12mm sera commandée pour lancer sa fermeture
et son ouverture, en méme temps que l'acquisition.

Les tests en réaction de synthese et de décomposition utilisent tout le banc, hormis le
réservoir tampon. La pression avale est contr6lée par un détendeur, entre 0,1 et 7 bars, a la
sortie de la bouteille d'ammoniac. La balance de 0,1g de précision sur laquelle repose cette
bouteille est reliée a un ordinateur par un port RS232 afin de mesurer I'évolution de la
masse d'ammoniac et donc I'avancement de la réaction.

Pour les tests en pression, seul le réservoir tampon connecté au réacteur via I'électrovanne
est utilisé. Le volume tampon contenant I'ammoniac gazeux est rempli jusqu'a une pression
de 10 bars via la bouteille. La température dans le volume tampon est mesurée afin de
vérifier I'nypothese de détente quasi-isotherme. Les capteurs de pression en amont et en
aval de cette électrovanne, ainsi que le capteur de pression différentielle, mesurent
respectivement la pression au sein du volume tampon et du réacteur et le différentiel de
pression de part et d'autre du composite dans le réacteur. L'acquisition et I'enregistrement
des mesures débutent 2 secondes avant I'ouverture de I'électrovanne.

Quant au test thermique réalisé sur le réacteur isolé, il met en jeu uniquement le réacteur et
son collier chauffant, I'électrovanne EV1 étant fermée. Grace aux différents thermocouples
placés a la paroi du réacteur et dans le composite, I'impact du flux thermique généré par le
collier chauffant et la qualité du transfert thermique peut étre évalué. Cependant, ces tests
sans fluxmétre ne permettent pas l'identification des parametres relatifs aux transferts de
chaleur (conductivité, coefficient d'échange a la paroi). Par contre, par le suivi de la
pression et des températures au cours de ces échelons de flux, des informations sur
I'équilibre thermodynamique dans le réacteur devraient étre données (présence de gaz
incondensables...).
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B2.1.2.2- Caractéristiques de l'instrumentation mise en ceuvre

Les différents capteurs ont été choisis sur des critéres d'étendue de mesure et de précision,
détaillés ci-dessous. Plus de détails sur ces capteurs sont donnés en annexe 11.

- Balance:

C'est une balance avec une étendue de mesure de jusqu'a 20kg avec une précision de +0,1g.
L'acquisition s'effectue en direct, via une liaison RS232 a un port série (COM) de
I'ordinateur.

- Détendeur :
Le détendeur permet le controle et la régulation de la pression aval entre 0,1 & 7 bars.
- Capteurs de pression :

Le capteur de pression absolue placé sur la bouteille d'ammoniac liquide/gaz permet de
suivre la pression de 0 a 25 bars absolus avec précision 0,06 bar (classe 0.25). Son étendue
de mesure se justifie par le fait qu'en régénération la pression sera plus élevée.

Deux capteurs de pression absolue de 0 a 10 bars et précision 0,01 bar (classe 0.1), placés
sur le réacteur permettront de suivre plus précisément I'évolution de la pression pour les
tests de caractérisation du transfert de masse. Le capteur différentiel de pression est choisi
avec une étendue de mesure de 0 a 3 bars, de classe de précision 0.1 et acceptant une
surpression de 5 bars entre les deux faces de la membrane.

- Thermocouples :

Les thermocouples choisis sont des thermocouples de type K de précision + 1,5 K. Ceux
placés dans le réactif, dans le volume tampon et dans la bouteille, sont des thermocouples
gainés (1,5mm) afin de pouvoir assurer la résistance chimique vis-a-vis de I'ammoniac et
I'étanchéité via un passage étanche.

- Acquisition et commande :

Des cartes de National Instruments™ sont pilotées depuis l'ordinateur par un programme
LabVIEW® développé spécifiquement pour le banc. Elles permettent I'acquisition des
mesures des thermocouples et la commande de I'électrovanne, des colliers chauffants et des
ventilateurs. L'acquisition des pressions se fait via une carte rapide (1Méga-échantillon/s)
afin de suivre I'établissement trés rapide (<1s) des pressions lors du test en transfert de
masse.

L'alimentation, la commande et le contr6le du banc s'effectuent depuis les composants du
boitier électrique, fixé sur lI'un des cdtés du banc (schéma électrique en annexe 11).
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B2.1.2.3- Etalonnage et qualification du banc (tests a vide)

Tous les thermocouples ont été étalonnés par I'intermédiaire de deux mesures : I'une prise
dans un bain de glace fondante a 0°C, la seconde dans une ambiance contrblée a
température ambiante. Ce test de calibration a été effectué deux fois, et la dispersion
obtenue des températures était semblable (+2K). Aucune correction n'a été alors appliquée.

La précision de mesure de la balance a été vérifiée par un poids étalon, posé plusieurs
heures. Aucune dérive sur l'affichage n'avait été observée. Cependant, comme on le verra
par la suite, nous n‘avions pas vérifié la dérive lors du suivi d'une masse fluctuante, ce qui
nous a codté en temps et en exploitabilité des mesures de masses.

Des tests de chauffage, sans reaction et & pression ambiante du réacteur sans et avec
réactif, ont permis de vérifier le bon fonctionnement de I'acquisition et des régulations de
température. De plus, il a été vérifié que malgré la masse thermique des brides, un collier
chauffant de 266W était suffisant pour élever les températures du réacteur aux niveaux
envisageables pour la décomposition. Ensuite, des tests en pression d'azote ont éte
effectués pour vérifier I'étanchéité du banc.

Une fois les tests de qualification du banc effectués, le banc est tiré au vide et le réactif est
déshydraté (tiré au vide + chauffé pour désorber les traces d'eau restantes dans le réactif).

B2.2- Expérimentations et validation des modeles

Les campagnes de tests expérimentaux ont été effectués en juillet-aolt 2016, en novembre
2016 et en début janvier 2017 sur deux séries de 6 galettes issues d'un méme lot de 15
galettes de fabrication industrielle standard. La série 1 se rapporte aux tests de juillet-aoQt
2016. La série 2 correspond aux tests de novembre 2016.

Ces expérimentations ont été perturbées par de nombreux problemes techniques. Pour la
série 1, le comportement des températures et pressions est resté cohérent, mais des
incohérences des resultats sur les masses d'ammoniac cyclées sont apparues. Elles sont
dues a des entrées d'incondensables (eau), malgré les tests d'étancheité réalisés. Cette
hypothese a été vérifiée lors de la vidange de la bouteille d'ammoniac.

L'exploitation des résultats des tests de la série 2 n'a pas été plus fructueuse que la série 1
quant au suivi de I'avancement. Les comportements des températures et des pressions ont
éteé tout de méme cohérents.

Ces deux premieres séries de tests ont toutefois été perturbées par des problémes de suivi
de la masse d'ammoniac dans la bouteille, dus d'une part a un endommagement des
composants électroniques de la balance suite a une entrée d'eau ayant condensee et ruisselé
sur la paroi de la bouteille, et, d'autre part, a la dérive dans le temps du suivi de la masse
par la balance. En janvier 2017, l'utilisation d'une nouvelle balance d'une précision de £10g
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a toutefois permis la mesure, certes moins précise mais sans dérive, de I'évolution de la
masse dans la bouteille. Cependant, des problémes d'étanchéité sont apparus au niveau de
plusieurs raccords et vannes, nécessitant un nouveau réajustement (recherches de fuites,
nouvelles galettes...). Par manque de temps, de nouveaux tests n‘ont pas pu étre réalisés.

Les résultats de la série 1 sont pris comme référence pour identifier les parametres du
modele local décrit dans le chapitre B1. Ensuite, trois défauts de plusieurs intensités sont
simulés pour établir les premiers éléments d'une bibliothéque de réacteurs défaillants.

Les tests en transferts de masse sont traités a part puisqu'ils utilisent un modéle différent.

B2.2.1- Expérimentation en réaction, validation et identification des paramétres du
modele local

Nous présentons les résultats des tests en synthese de la campagne de juillet-ao(t et ceux
de novembre. Malgré la présence d'eau, une bonne partie des résultats expérimentaux de
ces tests se sont révélés exploitables et cohérents.

B2.2.1.1- Analyse des résultats expérimentaux en réaction

La Figure B2.4 présente les 6 tests réalises en réaction de synthése de la premiére série de
6 galettes (serie 1), sous différentes pressions de contrainte représentées sur les figures par
les températures d'équilibre correspondantes Teq(pr). La pression de contrainte appliquee
est contrdlée et maintenue constante par le détendeur. La Figure B2.5 présente les 3 tests
réalisés en synthese avec la deuxieme série de 6 galettes du méme lot (série 2).
L'emplacement des thermocouples est rappelé dans la Figure B2.3 ci-dessous, par le biais
d'un code couleur respecté ensuite sur les courbes expérimentales.

Tr_pr_a Tr_cch_ext Tr_pr_b

TrbreFj[ Tr.p_a Tr o b
Tr_inl %

Tr_in2 ) [ . ——Tr_in5
Tr_in4 le ® |___Tr_in6
Tr_in3 —Tr_in7

Figure B2.3 : Placement des thermocouples dans le réacteur du banc expérimental

Dans les figures (a) a (f) de la Figure B2.4, nous observons une tendance des températures
du composite réactif a s'élever tres rapidement vers la temperature d'equilibre en raison de
la forte exothermicité de la réaction de synthése. Ensuite, au cours de la réaction elles s'en
écartent pour établir un écart a I'équilibre qui est le moteur de la réaction, puis pour
décroitre assez rapidement vers la température ambiante en fin de la réaction.
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Figure B2.4 : Températures mesurées dans le réacteur au cours de diverses réactions de
synthése réalisees sur la série 1 de galettes sous différentes contraintes opératoires.
Pressions de contrainte : () pc~4b ; (b) pc~4b ; (c) pc~2b ; (d) pc~1; (€) pc~0,5b ;

(f) pc~2,5b. Les couleurs brun-rouge-orange correspondent aux thermocouples a
I'intérieur du composite. Les traits pleins (Tr_in1,2,3) et pointillés (Tr_in5,6,7) sont sur 2
galettes différentes.
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On observe, aussi, un autre comportement similaire entre ces figures : les températures
proches des parois (Tr_in3, Tr_in7 a l'intérieur ; Tr_p_a, Tr_p_b, Tr_cch_ext a lI'extérieur)
ont un comportement en forme de "dos de dromadaire”. Cela peut avoir plusieurs
explications. L'une pourrait étre la propagation radiale du front de réaction. Cependant, ce
comportement devrait aussi étre observe sur les thermocouples situés a mi-rayon (Tr_inl et
Tr_in6) par rapport a ceux au diffuseur (Tr_in2 et Tr_in5), ce qui n'est pas le cas. Une
autre explication possible est le fait que, en début de ces réactions de synthese, le réactif est
déchargé en ammoniac et occupe donc moins de volume : les thermocouples positionnés
sur la face interne de la paroi peuvent, par conséquent, ne pas étre en contact direct avec le
composite déchargé. Au cours de la réaction de synthése, le volume du composite
augmente et finit par étre en contact avec les thermocouples, influencés alors par la
température plus élevée du composite. On observe le méme comportement, c6té extérieur,
sur les températures données par les thermocouples placés sur la face extérieure de la
méme paroi (Tr_p_a, Tr_p_b). Tant que le composite n'aura pas suffisamment gonflé pour
se mettre en contact direct avec la paroi, cette partie de la paroi restera moins influencée
par la température du composite.

Nous observons également au niveau du thermocouple Tr_in4 une température qui
diminue plus rapidement. En effet, ce thermocouple est positionné a l'extrémité du
composite ou le sel réactif réagit plus vite : on a en ce point un contact imparfait avec la
cale en inox permettant, d'une part, une meilleure évacuation de la chaleur, et d'autre part,
un acces au gaz et donc, des transferts (2D) de masse plus importants.

Enfin, dans la zone de composite du sel proche du diffuseur, la réaction est vite limitée par
une évacuation de la chaleur insuffisante, malgré l'acces immédiat du gaz, comme le
montrent les températures Tr_in2 et Tr_in5.

Les températures des brides restent proches de la température ambiante, de par leur masse
thermique, leur faible surface de contact avec le tube réacteur et leur importante surface
d'échange avec l'air ambiant. Les thermocouples placés sur les surfaces extérieures
subissent ainsi de maniére plus significative l'influence de la température de l'air
environnant.

Dans la Figure B2.5, le thermocouple Tr_in3 a été endommagé ne rendant pas possible
cette mesure. La figure (a) présente la premiere réaction de synthese, depuis le sel anhydre
jusgu'a la reaction totale (de 0 a 6 moles) en passant par les différents équilibres successifs
de formation des ammoniacates du chlorure de manganese :

(MnCl,)=>(MnCl;, INH3)->(Mncl,, 2NH3)—=> (MnCl,, 6NH3).

Nous observons ainsi une premiere élévation de température correspondant a I'effet
thermique de la premiére réaction de formation du premier ammoniacate (passage 0 a 1
mole de NHj3), puis, du second ammoniacate chargé a 2 moles de NHs. Ensuite, le réactif
doit se refroidir en dessous de la température d'équilibre de la réaction 2-6 moles de NH;
(Teq(Pr)~100°C pour pc~2b, avant de pouvoir débuter la synthese du troisieme
ammoniacate chargé a 6 moles de NHs.

159



Confidentiel

(a)

340
300

O 260
220
180
140
100
60
20

Température

0 60 120 180 240, 300 360 420
temps (min)

(b) ()

120 120
g (00 J ST G 100
z s
5 SN, ©
2 60— g 60
@ 5
40 = 40
L prorem—
? 0 60 120 180 20
; 0 60 120 180
temps (min) temps (min)
=Tr_inl =—Tr_in2 Tr_in3 —Tr_ind =-==Tr_in5
-==Tr_in6 Tr_in7 —Tr_p_a -==Tr_p_b ——Tr_cch_ext]
Tr_br_a Tr_br_b Tr_br_ext —T_amb - Teq(p_r)

Figure B2.5 : Températures mesurées dans le réacteur en synthéses 0 a 6 moles (a) et 2-6
moles (b) et (c) pour la série 2 de galettes. Pressions de contrainte :
(@) pe~2b ; (b) pe~2b ; (c) pc~2,5b

Sur les figures (b) et (c), les comportements des températures sont similaires aux syntheses
de la série 1. Si quelques légéres différences apparaissent, ceci est di aux emplacements
des thermocouples qui ne sont pas exactement les mémes d'un remplissage a l'autre.
Notamment, en fin de réaction, la température Tr_in2, mesurée par le thermocouple situé a
proximité du diffuseur, présente une évolution décroissante de température légérement plus
lente, comparée aux autres températures internes du réacteur. Ici, I'explication peut étre la
difficulté a évacuer, radialement, la chaleur. Certainement, son thermocouple homologue
Tr_in5 est influencé par un contact direct avec le diffuseur qui se refroidit plus vite. Le
comportement en "dos de dromadaire” réapparait legérement sur la figure (c), alors qu'il
s'agit de la troisieme synthése réalisée sur cette série 2 de galettes.

160



Confidentiel

Comme attendu, pour ces synthéses réalisées a méme température de contrainte (Tambiante),
les temps de réaction sont trés dépendants des pressions de contrainte. Une pression de
contrainte plus élevée entraine une température d'équilibre et donc un écart a I'équilibre
plus élevés, entrainant un temps de réaction de synthése plus court. La figure B2.4(e)
montre, pour une synthése réalisée a pc ~ 0,5 bar, des températures de réaction beaucoup
plus faibles et un temps de réaction plus long.

Comme le montrent les travaux de Lu et al. [102], pour une perméabilité proche de 10 *m2
(correspondant a la mise en ceuvre des galettes utilisées ici), la limitation due aux transferts
de masse devient significative a partir d'une pression de contrainte inférieure a 2 bars, et la
vitesse de réaction diminue en conséquence. Dans notre cas, pour une pression de
contrainte de 1,1 bar (cf. figure B2.4(d)), le temps de réaction complete est d'environ
260min. La vitesse de réaction est sensiblement plus faible pour une pression de contrainte
de 0,5 bar ou le temps de la réaction complete est de 360 minutes, et se situe entre 140min
et 180min pour des pressions de contrainte de 4 bars et 2 bars, respectivement.

Cette remarque est intéressante, puisque pour une application de production de froid a
basse température, la température d'évaporation est tres basse, entrainant une faible
pression de contrainte imposée au réacteur. Si une forte puissance a basse température est
visée et si la mise en ceuvre du composite ne permet pas des perméabilités plus élevée (au
moins d'un ordre de grandeur & 10"*m?), le transfert de masse risque de limiter fortement la
vitesse de réaction.

L'analyse des tests en décomposition n'apportant aucune nouvelle information, ils n'ont pas
été exploités et sont néanmoins reportés en annexe 13. Certains de ces tests ont été réalisés
en régulation on/off sur lI'alimentation électrique du collier chauffant, afin d'appliquer une
température de contrainte autour d'une température cible (~200°C). D'autres tests ont été
effectués en visant un régime permanent de puissance pour maintenir la température cible,
via le régulateur de puissance de chauffage. L'objectif était d'identifier une puissance de
réaction de décomposition, pour évaluer une vitesse de réaction puisque la mesure de
I'avancement par la balance a été difficilement exploitable.

Les résultats expérimentaux obtenus en synthése ont néanmoins pu servir de base a la
validation du modéle local présenté en B1.2.1 et a l'identification des parametres
manquants.

Simulation du réacteur et identification des parametres

La geométrie prise en compte dans la modélisation (cf. B1.2.1) est conforme au réacteur
expéerimental : 2D axisymeétrique, soit suivant les axes z et r. Elle est présentée en Figure
B2.6. Les différents domaines sont détaillés dans le tableau joint. Le modéle est basé sur
les bilans de masse B1(4) et de chaleur B1(12). Les termes source/puits de chaleur ou de
masse sont nuls en dehors du domaine du composite réactif (2). Les conditions aux limites,
en transferts de chaleur ou de masse, entre domaines adjacents et aux frontiéres de
I'ensemble sont rassemblées dans le tableau en Figure B2.6. Rappelons que ce modéle est
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couplé avec une résolution spatio-temporelle sur un maillage triangulaire auto-adaptatif
aux frontiéres par le logiciel Comsol Multiphysics®.

Les domaines (3) et (5) ont été introduits pour représenter le contact entre, respectivement,
le composite et la paroi et celui entre la paroi et le collier chauffant. Ainsi les inévitables
résistances thermiques a l'interface des deux milieux sont prises en compte. Cette
résistance fonction de la qualité du contact entre ces deux milieux est difficile a évaluer.
Les travaux prealables du laboratoire ont identifié un coefficient d'échange global entre le
milieu réactif et la paroi d'entre hs,=100 et hs,=500 W/m?/K, selon la mise en ceuvre. Le
contact entre la paroi et le collier chauffant est aussi imparfait puisque d'une part, le
serrage du collier ne peut pas étre uniforme, et dautre part, le collier doit étre
préalablement déformé pour étre mis en place.

Tr_in5
Tr_in6
Tr_in7

S L Autres
: Continuité Continuité .
o Domaines Noms de chaleur de masse conditions
E aux limites
O
§ 1 Diffuseur 12,11, 2,7,8,9, 10 2 Isolation ou p;
w
-2 -
@ 2 Composite 1,11,3,7 13 \
réactif
3 Contact_sel- 211,47 2 \
SRS parOI
4 Paroi réacteur 3, 11,12,5,8,7 \ Convection
5 Contact_ paroi- 4.6 \ \
collier
Collier .
6 chauffant 5 \ Convection
7,11 Equivalent 1,2,3,4,8,12 \ \
cales
I V4 10, 8, 12, 14 Brides 1,9,7,4,11,13 \ Convection
1 I S S - »
9,13 Joints PTFE 10, 8, 12, 14 \ \

Figure B2.6 : Domaines du modeéle, localisation des thermocouples dans le réacteur
expérimental et celui modélisé. Le tableau précise les types de conditions aux limites (C.L.)
pour chaque domaine. Lorsque la C.L. de continuité en question ne s'y applique pas, la
case apparait vide. Pour les frontieres non adjacentes a un autre domaine ni a I'axe de
symétrie, la derniére colonne mentionne s'il s'agit d'une C.L. de convection, de flux nul ou
de pression (pr, pour I'entrée du diffuseur).

162



Confidentiel

La géométrie des cales (7 et 11) (couronne et disque, cf. annexe 9) a été simplifiée pour ne
pas alourdir la résolution. Une conductivité équivalente a été calculée a partir de la
résistance équivalente R _cale, évaluée a partir de sa géométrie réelle par :

e.
Rth wle = 1 + disq + Icouronne + 1 82(1)
- h., S A S A S h..S

sw ™ disq inox ~ disq inox ™~ couronne sc ™~ couronne

0U Sgisg, Edisgs Scouronne €t hse SONt, respectivement, la surface de la cale en contact avec le sel,
son epaisseur, la surface de la couronne et le coefficient équivalent d'échange du contact
entre la cale et la bride.

Les parametres a identifier sont le coefficient cinétique de réaction Ky, le coefficient
d'échange global hg, entre le composite et la paroi du réacteur, le coefficient d'échange
global he, entre la paroi du réacteur et le collier chauffant, et le coefficient d'échange
équivalent hey avec I'air ventilé sur le collier chauffant.

La procedure d'identification est basée sur une étude de sensibilité paramétrique par
simulations numériques. Un écart moyen en température ot est calculé entre valeur simulée
Tsim et expérimentale Texp pour chacune des températures, suivant :

o; = \/ZM B2(2)

N, Nt

Ensuite, une moyenne de tous les écarts types observés sur les différents thermocouples est
réalisée pour chacune des simulations. Les meilleures valeurs obtenues oscillent entre 7K
et 9K. L'idéal aurait été de disposer des données expérimentales de la vitesse
d'avancement. En particulier, il aurait été plus facile de déterminer K,. Ceci n'a pas été
possible car I'évolution de la masse de la bouteille n'a pas pu étre suivie avec précision, a
cause d'une balance défectueuse.

Constante Valeur Description
Kein 0,002 s coefficient cinétique de
réaction
hew, 200 W/m#/K coefficient d'échange
paroi-composite

Nep 30 W/m?/K coefficient d'échange
paroi-collier chauffant

Next 25 W/mz2/K coefficient d'échange

convectif extérieur

Tableau B2.4 : Valeurs des parameétres identifiés

Les valeurs des parametres ajustables qui ont été finalement retenues sont données dans le
Tableau B2.4 et restent dans I'ordre de grandeur des valeurs typiques, mis a part le contact
entre la paroi et le collier chauffant qui présente une valeur trop faible. L'explication vient
probablement du fait que le collier a subi une forte déformation lors de sa mise en place.
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Les tempeératures simulées avec ces valeurs sont représentées en Figure B2.7.

, L, . F— -»-'-'-»-Teq(p_react)
Tempeératures e_xperlmentales —Tr_inl
120 Températures simulées | —Tr_in2
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—Tr_p_b
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Tr_br_ext
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Figure B2.7 : Evolutions expérimentales des températures du réacteur (traits pleins) et
simulées (traits en pointillés) au cours d'une synthese a 2 bars pour le réacteur a brides
étudié. Le placement des thermocouples dans le réacteur du modéle et dans le banc
expérimental est donné par le code couleur et par le schéma de la Figure B2.6.

La simulation des profils de températures n'est pas totalement satisfaisante, comparée aux
évolutions expérimentales. Cependant, les résultats expérimentaux n'étant pas assez
satisfaisants, nous ne pouvons pas améliorer cette représentation. Outre le fait qu'une
présence d'eau a été retrouvée dans la bouteille d'ammoniac, les quantités d'ammoniac
cyclé ont été environ 30% inférieures que celles attendues et correspondantes a la quantité
de sel introduite (~600g prévus ; ~400g mesurés). Les simulations ont donc été effectuées
avec un avancement initial de X==0,3 pour tenir compte de cette différence. D'autre part,
vu le comportement des températures simulées (en particulier la température du sel a la
paroi, Tr_in3), il aurait été pertinent, mais trop complexe a mettre numériquement en
ceuvre, de prendre en compte un coefficient d'échange hg, variable en fonction de
I'avancement. Ainsi, I'évolution de la qualité du contact thermique aurait pu étre simulée,
depuis un contact limité a la paroi jusqu'a une valeur courante dans ces applications. Cela
aurait permis de caractériser le phénoméne du gonflement du composite en fonction de
I'avancement, comme décrit en début de section. Du cété des brides, il semblerait que les
résistances thermiques introduites dans le modéle ne soient pas suffisantes pour
s'approcher des valeurs expérimentales.
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Dans ces conditions, les parameétres ajustables obtenus ont été jugés valables. Dans la suite
de cette these, en particulier pour les simulations de réacteurs défectueux, cette
modeélisation avec ses parameétres identifiés est prise comme référence. A partir de celle-ci,
nous allons introduire des défauts dans certains domaines, et réaliser des simulations pour
différentes intensités. Le comportement simulé de chacun d'entre eux permettra d'établir
les premiers éléments d'une bibliothéque de défauts. Avec celle-ci, a terme, il est envisagé
d'arriver & identifier des défauts de réacteurs issus de la chaine de fabrication. Cette étude
est détaillée au paragraphe B2.3.

Par ailleurs, le test hors réaction, dédié aux transferts de masse, vient compléter les outils
d'analyse des dysfonctionnements de réacteurs. Le paragraphe suivant décrit la validation
du modele correspondant.

B2.2.2- Validation et exploitation du modele de perméabilité globale équivalente

Le modéle de perméabilité globale du composite développé (cf. §B1.2.2) conjointement
aux résultats expérimentaux obtenus vise a identifier une perméabilité équivalente,
caractérisant la résistance aux transferts de masse dans le composite. La premiere étape est
I’obtention de valeurs expérimentales de référence, pour ensuite les comparer a celles
obtenues sur des réacteurs issus de la chaine de fabrication susceptibles d'étre défaillants.

Il a été choisi de travailler avec un écart significatif de pressions initiales entre le réacteur
(~1 bar) et le réservoir tampon (~8 bars). Ce n'est pas ce qui est préconisé par de nombreux
auteurs, car dans les premiers instants ont lieu des effets d'inertie (Forcheimer) et des effets
thermiques liés a la détente et compression. Cependant, plus la différence de pressions
initiales sera importante, et plus précise sera I'évaluation de la perméabilité globale
équivalente et de la porosité du matériau.

Identification de la perméabilité équivalente

Les tests en transferts de masse ont été réalisés a la fin de chaque test en synthese en
s'assurant que le composite réactif a completement réagi et ne peut plus absorber
d'ammoniac. Alors, on peut considérer qu'aucune réaction n'aura lieu lors du test. Le sel
étant a sa steechiométrie maximale, le gonflement des grains de sel, implique, d'une part,
que le volume poreux du composite est a sa valeur minimale et, d'autre part, que le
composite a gonflé jusqu'a venir se contraindre mécaniquement contre la paroi du réacteur.
Ainsi, les effets de "renardage" sont éliminés, et, pendant le test, le gaz diffusera
radialement depuis le diffuseur jusqu'a la paroi comme développé dans le modele.

Sur ce dernier point, nous pouvons confirmer a posteriori cette hypothése, puisque lors du
remplacement des galettes du composite réactif, nous avons di les retirer du tube du
réacteur par une presse hydraulique, tant elles étaient contraintes contre la paroi.
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Nous rappelons que le protocole de ce test en pression est schématisé en Figure B1.5 et
Tableau B1.3 et que le modéle de caractérisation du transfert de masse est decrit en
8B1.2.2.

Détermination du temps intermédiaire t; d'égalisation de pressions

A cet instant, on estime que la pression est établie entre le volume tampon et le volume
mort du réacteur. Cet instant particulier est déterminé lorsque la pression différentielle
entre les bornes du réacteur est inférieure a 0,1 bar et que la différence de pression entre le
volume tampon et le réacteur py' - pym' est inférieure & 0,05 bars.

A ce moment-Ia, on considére que l'on a égalisation des pressions. La pression considérée
dans le volume mort du réacteur est :

t t
D1y = % B2(3)

Détermination de tf

Dés que les pressions se stabilisent et qu'aucune décroissance de la pression n'est observée,
nous relevons la pression finale p' pour estimer le volume poreux Vporeuxs CONNaissant les
volumes du réservoir tampon et du volume mort du réacteur :

V.=V, (pfeM -p') v, B1(26)

poreux 0
(p - pcomp )

De nombreux tests, une quinzaine au total, ont été effectués avec des écarts initiaux de
pressions semblables. La plupart des tests a donné des volumes poreux trop importants,
laissant envisager qu'une absorption du gaz par réaction avait lieu malgré les précautions
prises, ou la présence de micro-fuites ou des effets thermiques de détente-compression, non
pris en compte par le modéle. Le volume poreux ainsi déterminé apparait donc trop
important par rapport a une valeur réaliste de Vyoeu de l'ordre de 1,6%*10°m?* pour le
composite utilisé, qui a été estimé a partir des caractéristiques de sa mise en ceuvre (taux de
sel, et densité apparente de GNE). Pour des tests similaires, Rambaud [120] a été confronté
a des problemes expérimentaux similaires et explique aussi la différence entre ses résultats
expérimentaux et de simulations. Il avance que, méme si le sel est supposé étre
complétement chargé, des grains de sel n'ayant pas réagi subsistent et réagissent lors du
test, entrainant une chute de pression plus importante que celle attendue.

Au final, seulement 3 tests, permettant de calculer un volume poreux proche de celui
attendu, ont été exploités (cf. Tableau B2.5). L'exploitation de ces 3 tests, a permis
d'obtenir des valeurs jugées exploitables. Les valeurs des perméabilités sont un ordre de
grandeur supérieures a la perméabilité obtenue pour cette méme mise en ceuvre de
composite par la corrélation de Rigaud, présentée en B1(11), qui conduit & k=2,7*10™*> mz.
Plusieurs raisons peuvent expliquer cette différence. Tout d'abord, nous déterminons une
permeabilité globale équivalente Kgoo. NoOus avons considéré que le gaz diffusait
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radialement uniquement, du diffuseur vers le volume poreux Vporeux Situé au rayon de la
paroi du réacteur reomp. Ainsi, le gaz voit une résistance au transfert entre rgie €t reomp. De
plus, le modele ne prend pas en compte les transferts de masse en direction axiale par les
extrémités du composite. Or, expérimentalement, le gaz peut aussi diffuser dans cette
direction puisque les cales n'assurent pas d'étanchéite.

Kve (™) ky (*107 m2) kp (*10°7 m2) Viporeux (¥107m”)
pour K,.=4 (s
test n°6 4,1+0,3 2,7£0,2 2,6%0,2 1,7 +0,2
test n°7 3,6+0,3 1,7+0,2 1,6+0,1 1,5+0,2
test n°8 4+0,2 1,4+0,1 1,4+0,1 1,2+0,2

Tableau B2.5 : Valeurs de perméabilités et de coefficient de débit équivalents identifiés sur
les tests exploités.

La Figure B2.8 montre le comportement des évolutions de pressions simulées et
expérimentales pour l'un des tests réalisés, jugé exploitable. Nous y observons une assez
bonne adéquation modele-résultats expérimentaux.

9 \ 7

8 \\ 6,8
v 6,6
g 5
éﬁ M 36’4 - p_vt
.g 5 , - p_vt ] _§ 6,2 \\ - p_react
@4 1 - p_react | @ 6 —Pvt_mod
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2 —Pvm_mod | | 5.6
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Figure B2.8 : Evolution des pressions mesurées et simulées pour un test en transfert de
masse (test n°8, série 1 de galettes). Kye=4, perméabilité kgiop=1,4*10"m2,

Pour conclure, rappelons que, bien que ce test ne vise a obtenir qu'une valeur de
perméabilité équivalente et non réelle du composite, son aspect intéressant est de pouvoir
réaliser une lecture de la qualité des transferts de masse au sein du composite. Ce test
pourrait étre amélioré, tant au niveau du modele (effet thermique, correction de la sorption)
qu'au niveau du choix des pressions de contrainte (AP plus faible). Cependant, il a le
mérite de déterminer rapidement, en quelques secondes, et de facon non intrusive, une
valeur de volume poreux et une valeur de perméabilité globale équivalente des composites
contenus dans les réacteurs issus de la chaine de fabrication. Tout écart par rapport aux
valeurs de références indiquera la présence d'un défaut sur la mise en ceuvre du composite.
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Ce type de test viendra renforcer le diagnostic, a partir d'une bibliothéque de défauts, de
réacteurs défaillants.

En perspective sur cette partie et pour mieux valider le modéle, il serait intéressant
d'effectuer un test en transfert de masse a blanc. 1l s‘agirait de remplir le réacteur de billes
de granulométrie connue et donc de porosité connue. Des tests peuvent egalement étre
effectués avec des composites avec et sans diffuseur. Cela permettra de valider le protocole
de test et d'avoir des réferences sur le comportement des pressions lors d'un test avec des
parametres bien maitrisés.

B2.3- Bibliotheque de simulations de défauts

La détection et [lidentification de dysfonctionnements d'un réacteur repose,
essentiellement, sur la comparaison de son comportement a celui d'un réacteur de
référence. Ainsi, le test consiste a appliquer une contrainte opératoire, et d'en analyser la
réponse. La qualification d'un défaut permet de déceler de mauvaises mises en ceuvre dans
I'une des étapes de fabrication.

Au-dela de la détection d'un défaut, sa quantification est un point important. En effet, le
fabricant impose des limites d'acceptabilité, permettant de décider, selon les différences de
comportements détectées, si le réacteur testé peut étre considéré comme conforme ou non
conforme. Cette quantification de l'intensité d'un défaut détecté est moins évidente et
nécessite des travaux conséquents. En particulier, il est nécessaire d'établir une large
bibliothéque de réponses de réacteurs comportant des défauts forcés, contr6lés et connus,
afin de connaitre le comportement selon chaque défaut possible, en fonction de sa
typologie et de son intensité. A cela peut s'ajouter, une problématique non triviale pour
prendre en compte une combinaison de défauts, a des intensités différentes et conduisant a
des réponses semblables.

Il est clair qu'il serait pratiquement impossible d'effectuer une telle bibliothéque en se
basant seulement sur des réponses expérimentales. De telles réponses peuvent étre
obtenues en simulant des défauts selon différentes intensités, localisations et typologies, a
partir du modele local validé précédemment. Une étape ultérieure consisterait a valider
expérimentalement ces réponses dysfonctionnelles. Cette validation pourrait porter
uniquement sur des intensités extrémes envisageables pour le défaut en question. Par
exemple, s'il s'agit d'un défaut de colmatage du diffuseur, le test experimental d'un réacteur
comportant un tissu a perméabilité connue sur le diffuseur permettra d'ajuster le modele
pour ce type de défaut.

Dans cette these, ces travaux portant sur I'établissement d'une bibliotheque de défauts sont
présentés ici seulement dans une phase préliminaire. Ils sont amorcés par la simulation de
3 types de défauts. Les étapes de validation et d'établissement d'une plus large base de
données n'ont pas pu étre finalisées. 1l s'ensuit une discussion sur les perspectives de cette
méthodologie appliquée a la détection et a I'identification de tels défauts.
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B2.3.1- Simulations de réacteurs défaillants

Comme nous l'avons présenté précédemment (cf. 8B2.2.1), la modélisation du réacteur a
été validée sur les résultats expérimentaux du réacteur de référence sur le banc de
caractérisation. L'objectif ici est de qualifier une tendance de comportements de réacteurs
défaillants, en choisissant une gamme réaliste de valeurs de parametres.

Eléments du réacteur

Axe de
symeétrie

Composite - Contact &
| réactif la paroi
. - Collier
Parol chauffant
Points de mesures Défauts simulés

Capte:'ur de Colmatage entrée
pression diffuseur

Capteur de - Colmatage
temperature paroi diffuseur

Décollement
composite-paroi

réacteur

Diffuseur == == =

Figure B2.9 : Représentation 2D axisymétrique du réacteur. Zones représentant les
défauts analysés. Points de mesure envisages [119].

Pour cette étude, nous avons défini avec l'industriel Coldway, trois types défauts a étudier
en priorité : limitation des transferts de masse due a un diffuseur colmaté, en entrée ou sur
sa paroi et échanges thermiques défaillants par le défaut de contact ou le décollement du
composite de la paroi du réacteur. Pour la géométrie simulée, nous avons défini 3 zones
localisant ces défauts et pour lesquelles nous appliquerons des valeurs plus faibles des
parameétres de transferts de masse ou de chaleur (cf. Figure B2.9). Les valeurs des
parameétres d'entrée restent les mémes que pour le réacteur de référence. Dans chaque zone,
I'intensité des défauts est simulée en faisant varier le paramétre de transfert correspondant
(la perméabilité ou le coefficient d'échange thermique).

Le banc de caractérisation est tres instrumenté pour valider le modéle. Cependant, nous
envisageons ici une méthodologie moins complexe et non intrusive pour la détection et
I'identification plus rapide de défauts. Ainsi, nous considerons que, lors des tests de
détection de défauts, pourront étre mesurés, au moins :

- latempérature sur la paroi du réacteur sur la face externe du collier chauffant ;

- l'avancement de la réaction par la pesée du réacteur en synthese ;

- idéalement, la différence de pression, aux deux bornes du diffuseur, qui permettra
d'exclure d'éventuels colmatages en entrée du diffuseur.
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L'analyse des simulations des trois défauts envisagés est présentée dans la suite.

B2.3.1.1- Colmatages en entrée du réacteur

La zone jaune (cf. Figure B2.9) est le domaine ajouté pour représenter un colmatage en
entrée du diffuseur. Il simule un bouchon créé par une migration de sel, et empéchant un
bon transfert du gaz vers le composite. L'intensité de ce défaut est définie par I'épaisseur et
la perméabilité de ce domaine. Ainsi, des simulations avec des épaisseurs de Imm, 3mm et
5mm sont réalisées avec une perméabilité de 107°m2. Des perméabilités de 10™°, 10,
10 et 10™°m2 sont aussi simulées pour une épaisseur de Imm.

La Figure B2.10 présente I'évolution des tempeératures simulées externes du réacteur. Nous
y observons que pour des colmatages de 1mm d'épaisseur et de perméabilité 10™%° &
10"®*mz, I'évolution des températures reste soit identique soit trés proche de celle du cas de
référence (Tcch_CelO _1mm et Tcch_Cel3 1mm). Pour un colmatage de 5mm et de
perméabilité 10m2, le comportement de la température différe sensiblement de la
référence (Tcch_Cel3 5mm). Lorsque la perméabilité atteint 10™*m?, le comportement
différe de facon notoire (Tcch_Cel4 _1mm). Le cas 10™°m2 n'a pas pu étre simulé jusqu'au
bout (Tcch_Cel5_1mm), nous y observons une tres faible évolution de la température, ce
qui signifie qu'a partir de ces valeurs-ci, le bouchage est presque total.
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Figure B2.10 : Comparaison des températures simulées, en synthese, sur la paroi externe
du réacteur pour différentes intensités du défaut de colmatage en entrée du diffuseur
(perméabilités du colmatage k=[10"°;10%:10"*:10%°] m2
et leurs épaisseurs en 10°°m).

Si I'amplitude et l'intensité du défaut sont significatifs, leurs impacts peuvent étre visibles
directement par la mesure de la température externe.
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Intéressons-nous a présent a l'impact de ces défauts sur la vitesse de réaction (valeur
moyenne calculée par la différence d'avancement sur le temps de réaction). En effet, une
vitesse de réaction réduite en raison d'un défaut induira une réduction de la puissance de
production de froid. Or, c'est sur cette production de froid que I'industriel s'engage et qu'il
garantit. C'est donc le critere prioritaire pour déclarer un réacteur conforme ou non
conforme. L'industriel Coldway nous a fixé cette limite de conformité : I'écart doit étre
inférieur a 4% de la puissance de référence.

En Figure B2.11, nous présentons les vitesses moyennes de réaction rapportées a la valeur
de référence, 7,x, définies comme :

%)
_ At defaut B2 (4)

Tax = AX
(Atj ref

Nous avons ajouté la limite acceptable de 4% inférieure & la puissance de référence (--).
Finalement, méme si les profils de température laissaient envisager une intensité
significative de défauts pour certains cas, seuls ceux présentant une perméabilité égale ou
inférieure & 10**m2 seront considérés comme défaillants et seront donc & exclure.
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Figure B2.11 : Vitesses d'avancements relatives (en %) pour différentes intensités du
défaut de colmatage en entrée de diffuseur (perméabilités du colmatage
k=[10"%:10"3:10"*:10"°] m2 et leurs épaisseurs en 10°m).

Cette étude a porté dans un premier temps sur des cas simplifiés qui devront étre
complexifiés si besoin. Nous avons simplifié la géométrie du défaut de colmatage en entrée
de diffuseur qui peut en réalité étre localisé a toute hauteur du diffuseur et de maniére plus
ou moins continue. Le défaut de colmatage sur toute la surface de la paroi du diffuseur est
présenté dans la section suivante.
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B2.3.1.2- Colmatage sur paroi du diffuseur

Le domaine représenté en vert (cf. Figure B2.9) simule un colmatage de la paroi du
diffuseur, qui pourrait étre équivalent a un 'croutage' de sel ayant migré sur la paroi du
diffuseur. Différentes épaisseurs (Imm, 3mm et 5mm) de ce domaine et des perméabilités
de 10™ et 10'°m2 sont considérées. La Figure B2.12 présente plusieurs profils de
température externe du réacteur T pour ces défauts. Pour un colmatage d'une
perméabilité de 10™°mz, le profil de température pour 1mm d'épaisseur reste proche de la
référence (Tcch_Cd15_1mm). Si I'épaisseur de ce colmatage est de 3mm, le comportement
de cette température s'écarte significativement de la référence (Tcch_Cd15 3mm). Les cas
ol I'épaisseur est de 5mm et celui & la perméabilité 10"°m2 présentent des températures qui
dépassent a peine la moitié de la valeur maximale de la référence (Tcch_Cd15 5mm et
Tcch_Cd16_1mm). Notons qu'une perméabilité de 10™*°m?2 équivaut & l'ordre de grandeur
de la perméabilité du composite réactif chargé.
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Figure B2.12 : Comparaison des températures sur la paroi externe du réacteur, en
synthese, simulées pour différentes intensités du défaut de colmatage sur la paroi du
diffuseur (perméabilités du colmatage k=[107°;10™°] m2 et leurs épaisseurs en 10°m).

Quant aux vitesses de réaction relatives, représentées sur la Figure B2.13, il apparait que le
cas, ou la perméabilité du défaut est 10°m2 avec 3mm d'épaisseur est quasiment sur la
limite de l'acceptable. Si ce méme défaut passe a une épaisseur de 5mm, la vitesse de
réaction relative s'éloigne de ce qui est acceptable. Si ce défaut a une perméabilité
inférieure, méme pour une épaisseur de 1mm, le dysfonctionnement du réacteur est
clairement non conforme.
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Figure B2.13 : Vitesses d'avancements relatives (en %) pour différentes intensités du
défaut de colmatage sur la paroi de diffuseur (perméabilités du colmatage
k=[10"°;10"°] m? et leurs épaisseurs en 10°°m).

Nous avons considéré les défauts liés aux transferts de masse au niveau du diffuseur. Nous
étudions dans la section suivante les défauts liés aux transferts de chaleur au niveau du
contact avec la paroi du réacteur.

B2.3.1.3- Défaut de contact sel réactif - paroi du réacteur

Des défauts de transferts de chaleur peuvent aussi se manifester au sein d'un réacteur. Les
comportements suivant différentes intensités de ces défauts a l'interface composite-paroi
interne du réacteur sont étudiés. Il s'agit d'un type de défaut qui peut étre fréquemment
rencontre.

Pour le simuler, un domaine géométrique de faible épaisseur est créé, entre le composite et
la paroi (cf. Figure B2.9). Ce domaine sera uniquement le siege de transferts thermiques.
Nous lui affecterons une conductivité variable selon l'intensité du défaut. Compte tenu de
I'épaisseur de ce domaine, le parametre de transfert qui sera altéré sera I'équivalent du
coefficient global d'échange composite-paroi hg,. Cette procédure est nécessaire pour
permettre la résolution du modéle sous l'environnement Comsol Multiphysics®, qui
n'accepte pas de conditions aux limites de continuité de flux tout en y incorporant une
résistance thermique.
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Figure B2.14 : Comparaison des températures sur la paroi externe du réacteur, en
synthése, simulées pour différentes intensités du défaut de contact thermique a la paroi
(hsw=[50;10;5]W/m?/K).
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La référence est a hg,=200W/m?/K, et des simulations avec hg,=50W/m#/K, hg,=10W/mz/K
et hgw=bW/m2/K donnent les profils de températures sur la paroi externe reportées sur la
Figure B2.14. Pour le premier, le comportement différe de la référence. Un transfert de
chaleur a eu lieu puisque cette température évolue de facon analogue a la référence mais
sur un temps plus long et des valeurs moins élevées (Tcch_hsw50). La réaction a été
compléte sur le temps considéré. Par contre, si on réduit davantage le coefficient hg,, le
composite réagit moins. Le flux de chaleur évacué vers I'extérieur du réacteur est moindre,
et donc la température externe est plus faible que la référence. De plus, la température ne
diminue pas vers la température de contrainte sur le temps considére, ce qui indique que la
réaction n'est pas terminée (Tcch_hsw10 et Tcch_hswb).

En conséquence, la vitesse de réaction relative, représentée Figure B2.15, montre
clairement que le cas ou hg,=50W/m?/K reste acceptable, alors que l'intensité de ce défaut
donnée par les deux autres cas sera a écarter.
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Figure B2.15 : Vitesses d'avancements relatives pour différentes intensités du défaut de
contact thermique a la paroi.

Notons qu'un défaut de contact thermique a la paroi ou le transfert de chaleur correspond a
une valeur de coefficient aussi faible que hg,=5W/m?/K est peu réaliste. Cependant, des
défauts localisés avec ces caractéristiques pourraient apparaitre si le composite présente de
fortes irrégularités ou si une croQte isolante s'est formee entre le composite et le réacteur
suite a un chauffage a une température excessive. Des cas aux valeurs intermédiaires
pourraient moyenner cet effet sur un réacteur ou localement apparaissent des zones avec
des hg, trés faibles.

B2.3.2- Perspectives sur la détection et I'identification des défauts

Nous avons décrit une méthodologie pour développer une bibliotheque de réponses de
réacteurs en présentant les simulations de 3 défauts. On agit sur l'intensité du défaut en
modifiant le parameétre relatif aux transferts de masse ou de chaleur (perméabilité ou
coefficient d'échange thermique) sur différents domaines de la géométrie du réacteur
modélisée. D'apres la réponse donnée (profil de température externe du réacteur ou vitesse
d'avancement relative), il est envisagé par la suite d'évaluer la typologie et l'intensité du
défaut.

B2.3.2.1- Synthése sur les modélisations de défauts

L'analyse des résultats de simulations de défauts des paragraphes précédents est rassemblée
dans les figures suivantes. Il ressort que la grandeur analysée peut se comporter de fagon
similaire pour des défauts d'intensités et de typologies differentes. Par exemple, en Figure
B2.16 plusieurs profils de température externe du réacteur sont similaires, surtout pour des
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défauts de transferts de masse, méme si la localisation du défaut et son intensité sont
différentes. Quant aux vitesses d'avancement relatives, Figure A2.17, la méme
problématique apparait avec des valeurs similaires pour différents types et intensités de
défauts.

60 —Tcch_ref

55 ----Tcch_hsw50
----Tcch_hsw10

50 Tcch_hsw5

= - =Tcch_Cd15_1mm
- - =-Tech_Cd15_3mm
- - =Tech_Cd15_5mm

Tcch_Cd16_1mm

o
(%]

Température (°C)
)
o

35 N —Tcch_Cel0_1mm

—Tcch_Cel3_1mm

30 $ —Tcch_Ce13_3mm

7 ——Tcch_Ce13_5mm

25 Tcch_Celd _1mm

20 —Tcch_Cel5_1mm
0 60 120 180 240

Temps (min)

Figure B2.16 : Comparaison des températures simulées sur la paroi du réacteur, en
synthése, pour différentes intensités de défauts. Indices des températures : Ce: colmatage
en entrée, Cd: colmatage en paroi de diffuseur, hsw : contact thermique a la paroi.

Notons a présent qu'il est possible d'écarter ou de confirmer les typologies de défauts par
I'ajout de mesures non invasives supplémentaires. Par exemple, si la mesure de la pression
différentielle aux bornes du réacteur reste non nulle durant tout le test, cela témoigne d'une
obstruction du diffuseur. De plus, la prise en compte de la perméabilité globale identifiée
par le test de transfert de masse, renforce cet outil de diagnostic. En effet, si I'identification
de cette perméabilité donne un résultat eloigné de celui attendu, il semble pertinent de
penser qu'on est plutot face a une problématique liée a un colmatage du diffuseur.
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Figure A2.17 : Vitesses d'avancements relatives pour différentes intensités de défauts
(Ce: colmatage en entrée, Cd: colmatage en paroi de diffuseur,
hsw: contact thermique a la paroi).

L'évaluation reste néanmoins complexe lorsqu'il y a superposition de plusieurs défauts. Un
algorithme de détection est nécessaire afin de conclure sur la typologie des défauts
possibles a partir de I'une ou plusieurs de ces réponses, et écarter celles peu probables. Un
exemple est donné en annexe 14. Si de plus, on cherche a quantifier I'intensité du défaut,
d'autres outils seront nécessaires. Une méthodologie possible basée sur la logique floue est
présentée dans la section suivante.

B2.3.2.2- Détection et identification de défauts de fonctionnement par la logique floue

Le développement de cette méthode a été initié lors d'une collaboration avec I'équipe
ELIAUS du laboratoire, spécialiste de l'automatique et du contrdle, comme cela a été
exposé au § B1.1.3.

La méthodologie d'un tel diagnostic reprend les travaux réalisés et nécessite de réaliser 3
étapes :

- lister des dysfonctionnements que I'on cherche a identifier, conception d'un banc de
caractérisation, développement des modeles, validation expérimentale et
identification des parametres ;

- établir une bibliothéque de comportements simulés de réacteurs défaillants, aux
défauts dont les paramétres d'entrée sont connus, validation expérimentale sur des
valeurs extrémes ;

- réaliser des algorithmes de détection des defauts et d'identification des parameétres
nécessaires (notamment pour la différentiation de défauts aux réponses similaires),
développement d'une méthode basee sur les inférences floues ou bayésiennes. Cette
derniere étape necessite I'expertise d'automaticiens.
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Deux approches basées sur l'intelligence artificielle peuvent permettre le developpement
d'un tel outil de diagnostic : les inférences floues et les inférences bayésiennes. Les
méthodes bayésiennes [138] se basent sur des approches probabilistes et statistiques qui
nécessitent un important retour d'expérience afin d'évaluer l'incidence de défauts fréquents.
Elles sont beaucoup utilisées pour controler la qualité de produits issus d'une chaine de
fabrication et déterminer [I'échantillonnage de produits a contréler a partir des
connaissances acquises au préalable sur un cas semblable.

Cependant, pour éviter de recourir & un important retour d'expérience, il semble plus
adapté dans notre cas de s'orienter vers la méthode des inférences floues car, elle offre la
possibilité de manipuler des données de natures diverses et d'intégrer une expertise
humaine dans la méthode de diagnostic [139].

Ainsi, en étoffant davantage une bibliotheque de défauts simulés, par un modele validé
expérimentalement  sur  certaines gammes  d'intensités, l'identification  de
dysfonctionnements pourrait se faire en exploitant directement cette bibliothéque.
Cependant, puisqu'il ne serait pas possible d'avoir tous les cas en bibliothéque, I'approche
reposant sur la logique floue doit permettre d'orienter le diagnostic vers un défaut distinct
plutdt que vers un autre. De plus, cette méthode facilite I'identification des défauts via un
algorithme écartant dans un ordre cohérent les défauts, c'est-a-dire du comportement
incluant les plus larges combinaisons de défauts jusqu'au plus restrictif. Ensuite, I'avantage
de la logique floue est lié a la possibilité éventuelle de quantifier l'intensité du défaut apreés
I'avoir identifié. En annexes 14, un exemple simple d'étape de diagnostic avec la logique
floue est donné.

B2. Conclusions et perspectives sur la caractérisation de réacteurs
thermochimiques

Dans ce chapitre, nous avons décrit un banc expérimental, congu et réalisé pour
caractériser un réacteur contenant des galettes de composite réactif, issu de la chaine de
production. Avec le concours des modéles présentés dans le chapitre précédent, il est
possible d'identifier des paramétres de transferts correspondant a la réponse de référence
d'un réacteur jugé sans défauts et conforme aux attentes de I'industriel. Par la suite, une
méthodologie de détection et d'identification de dysfonctionnements de réacteurs est
décrite. Cette approche nécessite I'établissement d'une bibliothéque de réponses simulées
de réacteurs défaillants. Nous avons amorcé cette bibliothéque par trois exemples de
défauts avec des intensités, localisations et typologies différentes. Cette base de données
doit étre vérifiée par validations expérimentales sur leurs valeurs extrémes d'intensités de
defauts envisageables, puis étre davantage étoffée par simulations. Enfin, I'outil a adopter
et a développer pour l'identification peut faire appel a la logique floue qui permet, face a un
réacteur défectueux, d'orienter de maniére pertinente le choix du défaut du cas le moins
probable vers le plus probable.
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Conclusion deuxieme partie

Dans cette partie B, nous nous sommes consacrés plus spécifiquement a I'étude, réalisée
sous un angle original, du réacteur thermochimique, composant essentiel du procéde,
destiné au transport autonome de denrées a température dirigée : la détection et
l'identification des défauts de mise en ceuvre dans un contexte d'industrialisation.

Pour ce faire, une liste de dysfonctionnements rencontrés de maniére récurrente au cours
du procédé de fabrication de ces réacteurs a été dressée. Des tests ont été congus, visant a
détecter ces défauts et, pour certains, a les identifier. Des modeles ont été développés et ils
viennent a l'appui de tests expérimentaux. Ces derniers ont été effectues sur un banc de
caractérisation dont I'instrumentation adéquate facilite [l'identification de certains
parametres rendant compte de la qualité des transferts de masse et de chaleur. Cet
ensemble permet d'obtenir la réponse d'un réacteur de référence et d'identifier, par
simulations, les parameétres caractéristiques des transferts. Ensuite, les simulations de
défauts de typologies et intensités différentes permettent de prévoir le comportement
résultant d'un dysfonctionnement bien précis.

Certains aspects de cette méthodologie peuvent étre améliorés. Tout d'abord, au niveau
expérimental, le suivi de I'avancement par la pesée de la bouteille d'ammoniac doit étre
revu et amélioré pour mieux identifier les paramétres du modéle local. Le modele de
perméabilité globale apparait comme une solution avantageuse, de par la rapidité du test et
I'immédiate qualification des transferts de masse. Cependant, la détermination précise des
volumes mis en jeu reste indispensable.

D'autre part, pour étoffer la base de données de la bibliothéque de défauts a partir de
défauts "forces" bien maitrisés, il est indispensable d'effectuer bon nombre de simulations,
en s'appuyant sur une validation expérimentale de réponses de réacteurs thermochimiques
défaillants avec des valeurs extrémes des défauts (valeurs limites rencontrées dans
I'industrie). 11 est possible de mettre en ceuvre de tels défauts, par exemple en transfert de
masse, en intégrant aux bornes du diffuseur un "bouchon" caractérisé par une faible
perméabilité (un fritté par exemple), ou en créant un faible contact thermique a la paroi en
introduisant un matériau de faible épaisseur et peu conducteur (téflon par exemple).
L'objectif d'une telle démarche est de valider le modéle sur une plus large gamme de
parameétres, et de pouvoir simuler par la suite des cas de défauts d'intensité intermediaire,
sans avoir a créer une large bibliothéque expérimentale qui, de toute fagon, ne serait pas
envisageable en pratique.

Pour terminer, il reste un important travail a réaliser pour développer un outil complet de
diagnostic, autorisant a la fois la détection, I'identification et la quantification du défaut. Ce
travail sort du cadre de cette thése, mais reste essentiel, puisqu'il devra permettre de
qualifier et de quantifier des défauts détectés sur des réactifs issus de la chaine de
production, grace aux outils de I'intelligence artificielle et en utilisant la bibliothéque de
défauts.
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Conclusion géneérale

Les systemes thermochimiques de production autonome de froid intégrés dans des caissons
isothermes sont une solution pertinente pour le transport de produits thermosensibles de
haute valeur ajoutée dans le domaine de la congélation -20°C/-30°C. Cette these s'articule
autour de deux grands axes relatifs a l'intégration et aux performances de tels procédés
thermochimiques pour cette application. Dans une premiere partie, nous nous sommes
focalisés sur I'étude de nouveaux concepts de procédés thermochimiques répondant a une
finalit¢ bien précise : la production de froid de forte puissance permettant le
refroidissement rapide d'un caisson isotherme a une température cible, puis son maintien
en température pendant plusieurs heures. La deuxiéme partie s'inscrit dans une démarche
industrielle de qualification des performances d'un systeme thermochimique et de
fiabilisation du procedé de fabrication des réacteurs. Nous avons en particulier étudié le
procédé a I'échelle du réacteur et caractérisé 'impact de possibles défauts de mise en ceuvre
sur les performances.

Le premier chapitre dresse un état de l'art des différentes technologies de production de
froid. Une comparaison des performances de ces technologies selon différents critéres
prenant en compte le rendement du systéme complet montre la pertinence et l'intérét
d'utiliser les systemes thermochimiques. En effet, la capacité des procédés
thermochimiques a stocker et produire du froid, a la demande, sur une large étendue de
puissances et leur fiabilité sont des fonctionnalités essentielles, qui font défauts aux
systémes conventionnels a compression mécanique de vapeur méme optimisés. Bien que
ces derniers, couplés a des batteries, atteignent des rendements inégalables, ils restent
cependant moins fiables et moins robustes que les procédés thermochimiques.

La premiere partie A de ce mémoire porte sur I'étude de différentes configurations de
procédés permettant de développer de fortes puissances de froid afin de refroidir
rapidement un caisson isotherme de taille significative et ensuite de maintenir sa
temperature. La problématique du maintien en température étant moins rédhibitoire, nous
avons donc focalisé I'étude sur la contrainte de forte puissance a développer, veéritable
verrou a lever. La puissance frigorifique étant liée a la vitesse d'évaporation du réfrigérant
et donc, par couplage a la vitesse de réaction, il est primordial de maintenir des transferts
de masse et de chaleur suffisants au niveau du réacteur, par une mise en ceuvre du matériau
réactif et des échanges thermiques a la paroi adaptés. Divers configurations et concepts
innovants de procédés ont émergé afin de lever le verrou de I'évacuation des fortes
puissances thermiques issues d'un réacteur thermochimique. L'étude s'est plus
specifiqguement centrée sur la gestion de ces procedés et la configuration des réacteurs.
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- En premiére approche, au chapitre Al, nous avons conclu sur la limitation du
procéde de base qui, dans sa configuration classique préconisée par le cahier des charges,
semble moins adapté a la production des fortes puissances de froid visées. De nouveaux
concepts de procédes basés sur différentes gestions de procédés multi-réacteurs ou des
configurations imbriquant plusieurs réacteurs ont été proposés. Une premiére évaluation,
sur la base de bilans énergétiques stationnaires, a permis de sélectionner les sels réactifs
adaptés a chagque concept de procédeé et de quantifier les masses mises en jeu. Les concepts
conduisant a des systémes thermochimiques trop massifs ont été écartés au regard du
critére de transportabilité.

- En second lieu, une modélisation dynamique de type “"nodale” a été développée au
chapitre A2 pour les concepts retenus et a priori les plus prometteurs, afin d'évaluer leur
comportement temporel. Pour prendre en compte la forte dynamique observée lors de la
phase de refroidissement rapide, il a été nécessaire d'affiner le modele d'évaporateur en
introduisant une cinétique d'évaporation dont les parametres ont dd étre identifiés. Ainsi, le
modele global du procédé de base a pu étre validé a partir d'expérimentations d'un procédé
commercial de Coldway. Ce modele de base a ensuite été étendu et adapté a I'ensemble des
concepts envisagés.

- Enfin, les différents concepts de procédés sont évalués dynamiquement au
chapitre A3, sur la base des modeles développés. Leur performances sont analysées, ainsi
que l'influence de plusieurs parametres tels que les échanges thermiques au niveau des
parois des réacteurs et de I'évaporateur, la répartition des masses entre différents réacteurs
et la gestion temporelle des réacteurs actives successivement. Sur la base de ces différents
critéres, une comparaison des performances entre tous ces concepts de procédé est alors
réalisée en termes de durée de descente du caisson isotherme. Cette comparaison n'a pas
permis de trancher sur la pertinence de l'une ou l'autre des configurations de procédé
proposées. Cependant, lorsque des critéres de complexité de fabrication et faisabilité
industrielle sont également pris en compte, il semble qu'une solution mettant en ceuvre une
configuration de base serait pertinente. Ceci a condition que le réacteur comporte la masse
totale de composite réactif (MnCl,+GNE) nécessaire a la phase de descente et de maintien,
et que les échanges thermiques au niveau du réacteur et de I'évaporateur soient fortement
intensifiés via l'intégration d'ailettes de refroidissement et une forte ventilation. 1l semble,
d'aprés les simulations, que I'objectif serait partiellement atteint : par exemple, un caisson
commercial de 1m? de capacité peut ainsi étre refroidi en moins d'une heure depuis +30°C
a -20°C, ou 25kg de composite reactif assurent la descente et le maintien en température
pendant 12h. Néanmoins, des travaux expérimentaux restent nécessaires afin de valider les
performances des différents concepts, d'en affiner les modeles et de confirmer ou non
pertinence de ces concepts au regard de leur complexité.

La seconde partie B propose une approche permettant de caractériser la qualité de
fabrication d'un réacteur thermochimique. En effet, dans un contexte de production
industrielle, des protocoles de contréle de la qualité des produits fabriqués sont nécessaires.
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Pour ce faire, une méthodologie permettant le diagnostic de réacteurs défaillants a été
présentée et ses premieres étapes développées.

Dans un premier temps, sont recensees les différentes typologies de défauts de mise
en ceuvre qui peuvent se produire lors de la fabrication industrielle des réacteurs. Ces
défauts sont caractérisés par une réduction des valeurs des parametres de transferts de
chaleur et/ou de masse qu'il est nécessaire d'évaluer. Aussi, un modele phénoménologique
2D couplant ces phénomeénes a été développé afin d'obtenir la réponse globale simulée de
ces réacteurs. Un second modéle hors réaction, visant a identifier une perméabilité
équivalente de milieux poreux, a également été développé afin de caractériser la qualité des
transferts de masse dans le composite réactif.

Dans un deuxieme temps, un banc expérimental a ensuite été concu et développé
pour analyser le fonctionnement de ces réacteurs. Malgré certains problémes
expérimentaux, les résultats ont permis d'obtenir la réponse de référence du réactif utilise.
Cette réponse a permis de valider les modeles préceédents et d'identifier les parametres
caractéristiques des transferts. Le développement d'une base de données de réacteurs
défaillants a ainsi pu étre initié, en simulant le comportement de réacteurs comportant des
défauts de typologie et intensité données.

Perspectives

Dans la partie A, nous n‘avons pas pu réaliser une validation expérimentale adaptée aux
modélisations dynamiques des différents concepts de procédés proposés. L'identification
précise de certains parametres est souhaitable afin de simuler le comportement de systemes
plus complexes de maniére plus satisfaisante. Notamment, I'identification du coefficient
cinétique Kqin vap intervenant dans la cinétique d'évaporation reste indispensable. Cette
identification serait possible en adaptant le banc de caractérisation developpé, présenté
dans la partie B : le réservoir d'ammoniac liquide doit étre modifié en un évaporateur
intégré dans un caisson et doit étre instrumenté afin de suivre le taux de réaction. Cette
étape reste primordiale avant d'envisager la réalisation d'un premier prototype basé sur les
conclusions du chapitre A3.

Il serait également judicieux de réaliser une expérimentation sur au moins deux réacteurs,
afin de qualifier et comparer les performances entre fonctionnement continu et
fonctionnement séquentiel. Ainsi, nous pourrions confirmer ou disconvenir des
conclusions apportées au chapitre A3, quant a privilégier un réacteur de grande capacité
plutdt que plusieurs réacteurs au fonctionnement séquentiel.

L'étape suivante concernerait la mise en place de tests expérimentaux sur le sel NiCl,. En
effet, la mise en ceuvre de ce sel, en termes d'élaboration du matériau composite et de
maitrise de sa régénération a haute température, nécessite d'étre davantage étudiée afin de
développer des réacteurs imbriqués utilisant les sels MnCl;, et NiCl,. Ainsi, pourront étre
étudiés et validés les comportements des concepts C2 et C5. Ce dernier mérite une
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attention particuliére car son potentiel est intéressant pour obtenir une forte puissance de
froid, dans des conditions d'échanges thermiques trés défavorables au niveau du réacteur.

Suite a ces validations expérimentales des modéles de concepts de cycles présentés au
chapitre A2, nous pourrons disposer d'un outil numérique permettant de simuler le
comportement dynamique de systémes thermochimiques, méme sur des phases fortement
transitoires. Le code de programmation ayant été écrit en langage libre Python, il est
facilement utilisable par I'industriel ou le laboratoire de recherche.

La caractérisation expérimentale menée en partie B nécessite aussi certaines améliorations
tel le suivi en continu de la masse d'ammoniac s'évaporant ou se condensant dans la
bouteille et la connaissance précise des volumes mis en jeu dans le réacteur. Les modéles
pourront ainsi étre améliorés en conséquence, afin de mieux identifier les paramétres
recherchés. La bibliotheque de défauts simulés et maitrisés pourra continuer d'étre étoffée.
Les différentes réponses obtenues pour chaque type de défaut permettront de définir des
criteres d'entrée pour les différentes étapes de lI'algorithme d'identification des défauts qui
doit étre développé. Il sera possible non seulement de détecter la présence d'un défaut via
le dysfonctionnement observé, mais également d'identifier sa typologie. Ensuite, grace aux
outils de l'intelligence artificielle telle que celui basé sur la logique floue, il sera
envisageable de quantifier le défaut en se basant sur les différentes réponses répertoriées
dans la bibliotheque. Cette méthodologie permettra ainsi a terme de développer un outil de
détection, d'identification et de quantification des défauts de mise en ceuvre de réacteurs
pouvant étre rencontrés lors de leur fabrication industrielle.
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Annexe 1 : Schémas de discrétisation des équations de bilan du modele nodal

La discrétisation de cette modélisation est faite dans le temps, pour résoudre les équations de
bilans des transferts de masse et de chaleur. Le pas de temps At correspond a chaque itération
ou les équations sont résolues entre I'instant t et lI'instant t+1=¢+A¢.

Etat initial :

A linstant t = 0, la vanne est fermée et I'évaporateur est isolé du réacteur, Figure Ax1 1.
L'évaporateur et le réacteur sont alors sur leur équilibre thermodynamique. Les pressions et
température régnant dans chaque élément sont liées par I'équation de Clausius-Clapeyron.

0 0
Nous avons alors P, < P,

Figure Ax1 1 : Représentation schématique du dipble réacteur-évaporateur a I'état initial
avec la vanne fermée

Modélisation de I'ouverture progressive de la vanne a l'instant t=0:

Cette modelisation est nécessaire pour éviter les instabilités numeériques dues a une différence
de pression trés élevée lors d'une ouverture instantanée de la vanne. Lorsqu'a t=0, la vanne est

ouverte, un débit hg de gaz va s'établir de I'évaporateur vers le réacteur. Ce débit h; est

. . t . t .
fonction de la pression amont Pq, et de la pression aval P, et du degré d'ouverture de la vanne

a(t) défini selon une sigmoide. L'ouverture complete de la vanne se fait de fagon transitoire
sur la durée d'ouverture compléte de la vanne de I'ordre de 1 & 3 secondes, Figure Ax1.2.

a4

>
>

0 N t

ouv

Figure Ax1.2 : représentation schématique de I'allure en sigmoide de I'ouverture de la vanne
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Cette sigmoide peut étre définie par la fonction et les parametres suivants :

1
alt)= Ax1(1
(t) N @)
At
N = 2louw Ax1(2
P = Ay 2)
1 t
Z=K.|=— cumul AX13
S'g(z Atoqu )

ou Aty est le temps d'ouverture de la vanne (1 & 3 secondes...), 4t le pas de temps de
simulation, teumu est le temps cumulé depuis le debut de l'ouverture de la vanne, N,
correspond au nombre de points de calcul de la sigmoide et Kg est un coefficient de forme de
la sigmoide (pente au point d'inflexion) 2 et 4.

Cette sigmoide d'ouverture permet ainsi de contrdler le débit molaire de gaz a travers la vanne
pour ne pas créer d'instabilités numériques :

o p
n:l = Qvannet ) : Ol(t) AX1(4)

NH3

Schéma de discrétisation de I'évaporateur

A Trinstant t on connait I'état thermodynamique de I'évaporateur:  N¢, N/, Pg,, Pay 4. Ta
] yt;VIt;Vgt etUt

Lorsqu'a t=0 la vanne est ouverte, un debit s'établit dans la vanne faisant alors chuter la
pression pey et par suite la température Te,. Le débit a travers la vanne est calculé par A2(16) :

ny = f(KV, Psy s p;)a(t) a chaque pas de temps.

D'autre part nous avons supposé qu'a chaque instant, la phase liquide est a I'équilibre
thermodynamique :

. AT ) 1 1
pevt ' = pref eXp|:— é f )(T t+1 _Tref J:l AX1(5)

ev

et la pression de la phase vapeur est déduite en utilisant la relation des gaz parfaits, il en sort
que :

t+1 t+1
N,“RT,,
t+1
Vg

t+1

pev_g = AX1(6)

De A2(13) il sort I'expression de la quantité de moles n's, s'évaporant entre les instants t et
t+At

n., = K,RIn peqt(TJV) (1— y‘) AX1(7)

pev_g
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Par suite, les quantités molaires de gaz et de liquide présent a ¢+/=t+At dans I'évaporateur
s'écrivent :

NEE= NG+l —nt At et NS =N -RLAL AX1(8)

Des expressions A2(8) caractérisant la variation de I'énergie interne de I'évaporateur due aux
échanges d'énergie et de masse, et de I'expression de I'énergie interne de I'évaporateur A2(8)-
(9), on peut alors écrire a t+1=t+At que :

t
ui(r,)=u (T)[Mdj—)} At = (N =L Atu ™ + (NG (1L -t Jathu, ™ AXL(Q)

ev ev

t
ove: (Wl e yrs, oy LI T ) ARG

L'équation Ax1(10) se détaille :

. +! . . + dU v
(NngAouﬁHJN;+®;-ngm)u;1:Npuf+N;u;+(d:

Finalement, on obtient de maniére explicite I'expression de Te,' & t+/=t+At :

t

du,, (T " “ 0 “

U;v (Tet/ )+ [ZEW)J + (NIt Cp| + Ngt; Cpg )TrefLG Ahvap( refLG )N;

T t+1 —

o N“C, + N;“(cpg -R)

] At Ax1(11)

Ax1(12)

.. . Ly - t+1 t+1 t+1 t+1 t+1 t+1 t+1
Ainsi, de Te,""*, seront ensuite déduits Ng™, N, Py, Poy g, 1o . Y Vi, V™ et
UHl.

Du bilan thermique sur la paroi de I'évaporateur A2(6), la température sur la paroi de
t+1

I'évaporateur Tyey — S'éCrit :
T, ™= {kwev Ser o (T Wev) [kw| YSu +Kug Sug KTWev )} (mC ) +The  Ax1(13)
wev
Puis, du bilan sur le caisson A2(2), la température du caisson Teais et
T = Ko (Ter =)~ Koer_ oS4 (T T4 )}ﬁ”ﬁ Ax1(14)
caisson

Schéma de discrétisation du réacteur ou réacteurs

L'indice i se réfere au réacteur Ri. Par exemple si i=2a on se réfere au réacteur R2a. A
l'instant t on connait I'état thermodynamique du réacteur (p,T,X)". On peut donc déterminer la
cinétique de transformation du réacteur, d'apres les équations A2(27)-(28), et par suite
déterminer le degré d'avancement du réacteur a ¢+1=¢+A4t :

t
X=X +(ddltj At Ax1(15)
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Ainsi la quantité de moles absorbée ou désorbée a chaque pas de temps A¢, est déterminée par:
.t dX; .
nabs’iAt = Vi NS,i T At = —ndes'iAt AX1(16)
De A2(25), la quantité de moles de gaz présente sous forme gaz dans le réacteur a z+A¢ résulte

alors de la différence entre le débit de gaz arrivant dans le réacteur et le débit de gaz absorbé
par réaction dans le réacteur :

ngr,i t .t .t
it =Ny — N Ax1(17)

Si la pression a été d'abord déduite au moment de l'initialisation (ouverture de la vanne), puis
recalculée a t, la quantité de moles de gaz présents dans le réacteur a ¢+A¢, peut étre déduite :

gr,i gr,i

t
t+1 t ngr,i
NUt =N+ - At Ax1(18)
t+1 3

L'énergie interne U,""* & r+4¢ est exprimée par A2(19)-(22). Connaissant U,' et sa variation
B2(18), s'il s'agit du réacteur extérieur d'un jeu de réacteurs imbriqueés, entre t et ¢+A4¢ :

U t+1(-|- t+1): ut, (T‘ )+ [L(Tft')J At Ax1(19)

r,i

r,i r,i dt

On peut alors déduire de fagon explicite T**qui est la seule inconnue dans I'équation :

t
{U |E,i (Trt,i )+ [du r(;t<TrtYi )J At} + [N s,i (C Pso + Vi X it+lC Py )+ mGNE,iCPeNE + n;llc Py ]Tr_ref +N s,iVi X it+1AhlP,i
T [N (C,. +vXe, Jrmee C, +nit(C, - R)] Ao
S,i Pso [ Py GNE,i ™ pene Py

gr,i

Ensuite, la pression du réacteur en est déduite au temps ¢+A¢ :
NGIRTS !
V

t+1

pr,i - AX1(21)

gr,i

Ensuite, concernant la paroi de réacteur, d'aprés les bilans thermiques A2(17) pour un
échange avec l'extérieur, ou soit, d'apres A2(32), pour le cas d'un réacteur intégré dans un
autre réacteur, la température T est déterminée :

wri

Tv\t/:—ll = {kswisswi (Trtl _Tvcri )_ kext Swei (T\/\[/ri _Text )}ﬁ + T\A[/ri AX1(22)
Tv5:11| = {kswlsswl( rtli _Tvsrli )_ kSWZSwel( vsrli _TrtZi )}ﬁ + Tvcrli AX1(23)

Ou les indices 1 et 2 font référence au reacteur interne et externe, respectivement, pour les cas
au jeu de réacteurs imbriqueés.
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Annexe 2 : Algorithme de résolution numeérique du modéle CO

Les pressions, quantités de gaz, I'avancementde réaction,
les énergies internes etles débits sont connus at=0 :
pev_er(TO); pr_er(TO) ; N|0 ; Ngo ; yO; N 0, XO ; U o, Ur0 ;

gr ev
0

=no, =N =0

g = ''abs T

n

\ 4

Débitde gaz a travers lavanne d'apres son K, et des
pressionstcie part et d':;}utre d? la vanne:
A2(16) ny = (K, Pl 4. P alt))

" :

N{> 0 et T, > -20°C

\ 4

NON

oul
@ @
/ \ 4

Boucle Boucle
évaporateur réacteur

l e ]
[3)
\
Actualisation au pas de temps suivant: les paramétres a indices
t+1 passentat.

“Evaporateur: Pe,' = Pey " Pev g =Py " Te' = Tey" '
t—= 1 - gyt = it t = t+1 - N t= N
Uev_Uev Y =Y Ng—Ng ,N|—N|

-Réacteur: p'=p,**; Ny ' - Ngrt+l ; Xt=Xt1

Urt = Urt+l : Trt = Trt+1

Figure Ax2.3 : Organigramme de résolution numérique du modele de base CO.
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D'apres I'expression de l'affinité chimique du changement de phase at:

At(Tevtv pev_gt) etde yt

n,, = K,RIn

Le débit de vaporisation est déduit :

peq (Te:/ )

t
ev

-9

(1_ yt) AX1(7)

D'apres I'expression de I'énergie interne, a t+1:
U ot
et de son évolution
dU,,/dt

exprimée a partir des flux enthalpiqlges, I'équation :

U;V”(Tev‘)=u;v(Tej)+(due‘v]|tTevt ] At

permet d’en déduire la température:
T Ax1(12)

AXx1(9)

A\ 4

Ce qui permet de calculer
les nombre de moles
restant dans I'évaporateur :

t+1 t . .
N, "~ =N, +(ngv—n;)At
N, =N, " —ntAt

— N ey T ey

|_év

\ 4

et

On en déduit les autres le reste des parameétres a t+1 :
Vgt+1 : V|t+1 : yt+1

de la loi des gaz parfaits avec la pression pe, 4t

avec larelation de Clausius-Clapeyron pe,t*! = pgq(Te\t*1)

©

Figure Ax2.4 : Organigramme de resolution numérique de I'état thermodynamique de

I'évaporateur.
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Détermination de la pression d'équilibre
ala température du réacteur donné

peq_rt (Trt)

Oul NON
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Calcul de dX/dt
(synthése)

Calcul de dX/dt
(décomposition)

2

Calcul de I'avancementa t+1;:
t Ax1(15
x“1=x‘+((jj—>t<) At (15)

\

Calcul de la quantité detgaz absorbé ou désorbé a 't :
AL, At :M\ls(%{j At=-ni_at  AXE6)

abs des

Calcul quantité de moles de gaz présent a t+1: Ax1(18
t+1 t - t - t t+1 t .t .t
N :Ngr+(ng—n )At ou N - :Ngr+(ng+nOles

abs

b

En sommantles flux de chaleur et enthalpiques::

lete du, (T
U: l(Trt 1):U:(Trt)+(d—£) gr N r
Ax1(19)

En est déduite latempérature : T,

t
At = f (—I-rt+1’ Nt+1 X t+1)

v

Calcul delapression at+1 : p,*1 Ax1(21)

®

réacteur

Figure Ax2.5 : Organigramme de réesolution numérique de I'état thermodynamique du
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Annexe 3 : Rappels thermodynamiques pour I'ammoniac

La formulation générale de I'enthalpie et énergie interne de I'ammoniac, gazeux et liquide, est

présenté. D'apres le second principe, il peut étre écrit :

dU =TdS - pdV Ax3(24)
De I'équation de I'enthalpie : H =U + pV Ax3(25)
Il en résulte : dH =TdS - pdV + pdV + VdP = TdS + VdP Ax3(26)

La capacité calorifique s'exprime :

C, = (§] Ax3(27)
5]- X
ce qui donne a volume constant :
oJ
c, - (ﬁj _ (_j Ax3(28)
ol ), \oT ),

et a pression constante :

oo(S) )2
o1 ), \or ), Lo ),

En considérant I'état de reférence Trer = Tey ; Pref = Patm: Nrer = 0 (pour NH3 liquide)

Les enthalpies s'écrivent alors (pour une mole) :

-ammoniac gazeux : hy(T)=U, +RT AX3(30)
diapres Ax3(5) : y(T)=C, (T Ty )+ AH, (py T, )+ RT AX3(31)
et d'apres Ax3(6) : N, (T)=C,, (T-T,)+aH,(py T ) Ax3(32)

-ammoniac liquide : hy(T)=C, (T-T,) AX3(33)
Et les énergies internes s'écrivent :

- ammoniac gazeux : Uy (T)=C, (T =Ty J+ AH, (p T, ) AX3(34)
- ammoniac liquide : U,(T)=C,, (T ~T,) AX3(35)
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Annexe 4 : Détermination de I'énergie interne du sel

L'équation de réaction avec sa stoechiométrie :

S, +vG S, +vAh’ Ax4(36)
implique le bilan enthalpique suivant :
vAh! =hgy +vh, —hg, AXx4(37)

ol h, v, Ah’ sont respectivement I'enthalpie, le nombre de moles de gaz échangés dans la

réaction et I'enthalpie de réaction. Les indices s et s; indiquent respectivement s'il s'agit du sel
déchargé (X=0) ou chargé (X=1) en gaz.

L'avancement, X, de la réaction se défini par le rapport du nombre de moles de sel ayant réagi,
Ny
N

N

Nsyx, sur le nombre total de moles de sel, N, contenu dans le réactif : x -

L'enthalpie totale du sel réactif contenu dans le réacteur s'exprime en fonction de
I'avancement X de la réaction :

Hy = N[(1=X g, + Xngy]= N [hgg + X (g, —hg )] Ax4(38)
En différenciant I'équation Ax4(3), nous obtenons pour une variation infinitésimale :
dH,, = N, [dhy, + (hg, ~he JdX + X -d(h, — g, )] Ax4(39)
Explicitons les différents termes de cette variation infinitésimale :
Nous avons d'une part : dhs, =C, . dT +v,,dp Ax4(40)
et en supposant que les volumes molaires : Vgo =Vs; alors  Ngvgo = Nyvg, =V, =cste
De plus, d'apres I'équation Ax4(2):

hy, ~hgy =v(h, ~4h,) Ax4(41)

Par ailleurs, en différenciant Ax4(6) et en supposant que Ah’ = cste sur le domaine de T
considéré :

d(hs, —hs,)=v-dh, =»C,, dT Ax4(42)
d'ou en reécrivant I'équation B2(40) avec les capacités calorifiques C, :

dH,, =N, {c,., HIXC, BT+ v{n, - an? ax }+v, dp Ax4(43)
Finalement, la variation de I'énergie interne du sel dus est définie par :

dusel = steI _Vsdp AX4(44)

204



Confidentiel

il en résulte :

dugy =N, {Cp, +VXC, AT +v{n, — AN X | Ax4(45)
avec l'enthalpie du gaz dans le réacteur définie par :

hy(M)=C, (T, T, ) Ax4(46)

Remarquons que I'enthalpie du gaz dépend de la température de référence. Si la température
de référence est celle du changement d'état Trenc, le gaz provenant de I'évaporateur tient
compte de l'enthalpie de changement de phase. Si la température de référence est celle du
réacteur T, rer, I'enthalpie du gaz ne tient plus compte de I'enthalpie de changement de phase.
Deux enthalpies du gaz sont utiliséesh, (T )= h, (T.,T,,) puisque la température de référence

prise au niveau du réacteur est Ty ref >> Tevic.

La variation de I'énergie interne peut s'écrire alors :
Ausel = usel (x ’Tr )_ usel (X ref ’Tr_ref ): usel (x ’Tr) AX4(47)

En choisissant arbitrairement des valeurs de référence telles que I'énergie interne du sel de
référence soit nulle :

Prer = 1bar ; Tr_ref = 294K; Xref = 0,
ona useI (X ref ’Tr_ref ):0 alors AuseI :useI(X’Tr)

En reprenant I'équation Ax4(10) :

X

[dug =N, jcpsodT + ](vxcpg)dn T vy, (T, =T, JAX = [vahPdX ¢ Axa(ag)

T T X X

ref ref ref ref

Ou le deuxiéme et le troisiéme terme sont de la forme : dey+ J' ydx = xy
Finalement, I'énergie interne du sel a la température T, et a la composition X s'écrit :

U (X, T )=NC, gy +1XC, [T, =T, ) 1A Ax4(49)

Pso
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Annexe 5 : Schéma de discrétisation de la modélisation de I|'évaporateur a
résolution itérative

Dans un premier temps la modélisation de I'évaporateur avait été écrite a partir d'un systeme
d'équations issus du bilan d'énergie interne dans I'évaporateur et par I'équation des gaz parfaits
tout en y introduisant la relation de Clausius Clapeyron. La résolution s'effectue par la
méthode itérative de Newton-Raphson afin d'en déduire le débit d'évaporation et la
température de I'évaporateur au pas de temps suivant Tey'.

Dans cette modélisation, les équations A2(4)-(10) et A2(14) sont reprises. De I'expression de
la variation de I'énergie interne et de celle de I'énergie interne, on peut écrire :

t dU t t, t+1 t « t t+1
Ut+| == | At=Niuf™ = (N} -t Athy
d (| g g g
nevznévAt: t (
u

) = 1(1")  Ax5(50)

1) de la quantité de moles ne,' s'évaporant entre les
A 4.

Il s'agit d'une premiere expression, f(Tey
instants t et r+4¢, et qui est uniqguement fonction de la température Te,

D'autre part nous avons supposé qu'a chaque instant, il y a équilibre thermodynamique entre
la phase liquide et la phase vapeur, et en utilisant la relation des gaz parfaits et A2(10), il en
sort que :

p t+1Vt+1
N R N L T AX5(51)

En introduisant dans Ax5(2) l'expression de pe "

Clapeyron, nous obtenons :

a partir de la relation de Clausius-

t+y ,t+1

pev lVg
RT t+

ev

, on obtient donc une seconde expression, g(Te,'™}), de la quantité de

Ylatet

nt =nl At =

ev — lev

t s t
N, +n At AX5(52)
En développant V,"*
moles ne,' s'évaporant & chaque instant t également fonction de la température, Tey
t+AL

le(Vev_Nlt 'VI) Nt

t+1 g
nl, =ni,At=—RT 0t = g(Te) AX5(53)

L pt+lvl
RT t+1

La résolution de ces deux équations, Ax5(1) et Ax5(4) a deux inconnues, par une méthode
d'itération (Newton-Raphson) permet de déterminer la température de I'évaporateur Te,'™* &
1+t et par suite la quantité ne,' de moles liquides qui s'est évaporée entre t et +4¢ :

it = F(T)=g(T) Ax5(54)

Ainsi, sont ensuite déduits pe,™, V™, N et N
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Annexe 6 : Comparaison de la dynamique entre les deux modélisations
d'évaporateur

Les figures (a) et (b) de la Figure Ax6.6 prennent en compte respectivement le modeéle
d'évaporateur a résolution itérative et le modeéle décrit dans le chapitre A2. lls présentent la
simulation des températures des réacteurs R1, R2 et R3, de leurs parois respectives, du caisson
et de I'évaporateur pour le concept aux réacteurs séquentiels C3, pour des coefficients
multiplicatifs de surface a=£=5. Lorsqu'on observe surtout le comportement de Tev (-) et
Twev (-), pour (a), on observe une descente a pic de la température, suivit d'un "rebond". Dans
(b), cette descente s'effectue par paliers descendants ou stabilisés autour d'une méme
température. Cette différence notoire influence le temps de descente, avec des temps plus
courts dans le premier cas. Le comportement physique d'un tel évaporateur ne connait en
aucun cas une descente de sa température en “cisaille”. Pour cette raison, la modélisation a
résolution itérative (a) a été écartée, puisque le comportement y est jugé trop dynamique. Il a
été choisi de s'orienter vers une modélisation permettant d'imposer une dynamique
d'évaporation (b).

150
130 o (b) Teais (°C)

—Tev (°C)
Twev (°C)
------- Teq_ev (°C)
—Tr1("C)
—Tr2(°C)
Tr3 (°C)
===-Twrl (°C)
—---Twr2 ()
Twr3 (°C)
woeeee- Teq_rd (°C)
o Teg_r2 (°C)
Teq_r3 (°C)

Températures (°C)
Températures ("C)

0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60 70
Temps (min) Temps (min)

Figure Ax6.6 : Courbes de températures pour les coefficients multiplicatifs des surfaces
d'échanges aux parois de l'évaporateur et des réacteurs a==5, du concept C3, (a) avec le
modele d'évaporateur a résolution itérative et (b) avec le modéle d'évaporateur, décrit dans le
chapitre A2, et utilisé dans les simulations du chapitre A3
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Annexe 7 : Exemples des comportements simulés de procédés thermochimiques
complets suivant la configuration C2, C5 et C6.

(b)

100 ——Teais (°C)

@%%&m - e

Sive v WU P Teq_ev ('0)
50 , ,‘ Srav AT . ql%«{*’ %*ﬁ eq_ev

~
n

—Trla (°C)
——Tr1b (°C)
—Tr2a (°C)
Tr2b (°C)
- = Twrla(°C)
= = Twrlb (°C)
== Twr2a(°C)
Twr2b (°C)

Températures (°C)

25

Températures (°C)

-25

-50
0 10 20 30 40 50 60 70
Temps (min)

Temps (min)

Figure Ax7.7 : Courbes de températures pour les coefficients multiplicatifs des surfaces
d'échange aux parois de ['évaporateur et des réacteurs (o=p=5), du concept
(@) : C2et (b) : C6 (twicn=120s) , avec le modele d'évaporateur, décrit dans le chapitre A2

200
175
150
0125
E 100
75
50
25

Températur:

-25

-50

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
Temps {min)

Figure Ax7.8 : Courbes de températures pour les coefficients multiplicatifs des surfaces
d'échange aux parois de I'évaporateur (a=5) et des réacteurs (=1 et kye=10W/m#/K), du
concept C5, avec le modéle d'évaporateur, décrit dans le chapitre A2
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Annexe 8 : Reésolution des transformées de Laplace du modeéle équivalent de
perméabilité

Du systeme d'équations B1(40) :

SPVM —Po _S(PISVT + ¢, +0‘|3\/M _alsvp =0
SRr — B, + K\.Rr =K Ry =0 AX8(55)

SPp = Po =R +Rp =0

Nous obtenons I'expression des transformées P, , P,, et R,

s?p; + [P (B+a = Kye) + K, po ]+ Ko [Py (B + @) — piafi]

TS K, B p)+ Bl sK, (Bl-p)+ @) A
5 S po"'s[po(ﬂ"'a"'KVe) Vep(D]"'KVe[po(IB"'a)_ pi¢ﬂ]

TS K, A p)r Bl K (Bl-p)ra) D
ISV s’ Po + S[po(ﬂ"'a + KVe( ))]"' KVe[po(IB"' a) pi("ﬁ] AX8(58)

: s*+s [Ke(l )+,B+a]+sKVe(ﬂ(l—g/))+a)
Nous ne nous intéressons pas a I'expression de R,, puisque celle-ci n'est pas mesurée.

Ces 3 expressions sont sur un méme dénominateur. Cherchons a présent a écrire le
dénominateur sous la forme (s-S1)(s-S2)(s-S3). Puisque sz = 0, le dénominateur s'écrit :
s(s-s1)(s-S2), nous identifions :

Kelp-1)-p-a_[K.l-9)-(B+a)f ~4K,pa

Ax8(59
5 > (59)

_Kulp-D)-B-a [K.0-p)-(8+a)f - 4K, pa
2 2

Ax8(60)

Les expressions des transformées de Laplace de facon a mieux identifier des transformeées
inverses usuelles de P, et P, peuvent s'écrire sous la forme :

2 X Y z
s°A+sB+C _X N AX8(61)

ss—s)s-s,) s (s-s) (s-s,)
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ou A, B, C, X, Y, Z sont des constantes. Avec cette sommes de mondmes nous identifions
facilement les transformées inverses de Laplace usuelles :

R
S S—a

Ainsi, nous obtenons les équations donnant I'évolution des pressions pour ce type de test :

=Xy + Y, e +Z,e%
T VT VT VT
AX8(62
R/M - ><VM +YVM e + ZVM e

Ou nous avons identifiés les coefficients Xy, Yvr, Zvt, Xvm, Yvm, €t Zym avec la méthodologie
qui suit.

Sachant qu'au temps initial, nous pouvons considérer :
Xyr +Yor +Zyr = P, Ax8(63)

= Xy (Sl + SZ)_YVT S, —ZyS =P, (ﬂ +a-— KVe¢)+ KvePo Ax8(64)

Xur$iS; = KVe[pO (ﬂ + a)— piaﬂ] AXx8(65)
ol - X, = KVe(po(aS"'Sﬂ)_ pi@ﬂ) Ax8(66)

De méme on obtient :

2
YVT _ P; [Sl + Sl(ﬂ-i- a-— KVe(Pz_ Kvwﬂ]"_ KVe Po (ﬁ ta+ Sl) Ax8(67)
Si —SiS;

ZVT _ P; [322 +S, (,B +a— KVew)z_ KVe(Dﬂ]"_ KVe Po (ﬁ ta+ SZ) AX8(68)
S, —5§;S,

Sachant qu'au temps initial, nous pouvons considérer :
Xom +Ywm +Zym = Po AXx8(69)
— Xum (31 +3, )_YVM S; = ZyuS; = Py (IB+ o+ KVe)_ Kve Pi@ Ax8(70)

XumSiS; = KVe[pO(ﬂ + a)— pi¢ﬁ] AXx8(71)
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K -
3152
De méme on obtient :

v o P, [Slz + Sl(ﬂ ta+ KVe)+ Kve (a + ﬂ)]_ Kve Py ((0’64_ (051) AX8(73)

VM T 2
S, =55,

7 P, [522 +S, (ﬂ"‘ a+ KVe)+ KVe (0{ +ﬂ)]_ KVe Pi ((Dﬁ_'_ ¢52) AX8(74)

vT — 2
S, =SS,

Pour des temps suffisamment longs, la pression dans tout le systéme devient la pression finale
et donc : XVT:XVM:pf.

Une deuxieme méthodologie possible, non exploitée est détaillée par la suite. Elle reprend
I'équation Ax8(8). Pour les temps courts, le terme s;+t tend vers 0. Nous avons alors :

Py =P +2Z,e" AX8(75)
ou': IN(Pyy — P')=Cou — S5t AX8(76)

Ou s; c'est la pente donnée par la droite de régression linéaire en fonction de I'évolution des
pressions et Cyy lI'ordonnée a son origine, dont on ne s'en intéresse pas.

Pour les temps longs, le terme syt tend vers 0. Nous avons alors :

P =P +Y, e AX8(77)

ol : In(p\,M —p' )= D,y — St Ax8(78)

Ou s; c'est la pente donnée par la droite de régression linéaire en fonction de I'évolution des
pressions et Dyy I'ordonnée a son origine, dont on ne s'en intéresse pas.

En connaissant Kye, on peut déterminer Kgjob :

K _Vta)|: _Sl[KVe+§(KVe+Sl)] }
K

IO 5 | K+ w+&)+s(w+&) AXB(79)
1 A \Y; \Y
Avec : o= . w=—Lt . &= V_M
KXt Toomp — Vit Vi T
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Annexe 9 : Plans des cales, du réservoir tampon, du réacteur (sans réactif) et de
la bouteille d'ammoniac

1 2 3 4 5 é

FOURNIR LE CERTIFICAT (CCPU) MATIERE DE LA TOLE ET DU
TUBE QUI SERVENT A REALISER CETTE PIECE

Vue de dessous MATIERE DEMANDE: INOX 304L EN1.4307

Bottom View

Vue de gauche

c Vue de Face Left View Vue d'arriére s
Vue de Droite Front View Bgck View
Right View
[~morceau de tube diamefre 88.9 soudé en 3 points
Vue iso
Vue de dessus lso View o
5 Top View
L
. Caie foncEonnele: - "0 oo [ i e r i
coLowaAY G e () SOZEIK Y owons  cdoton m ‘ PR_20CH8341_A
Matiére/Materiat: 1 4301 ! - -
o0 g o s - Scole:  fommat  Folks
fis iy Finifon/Fish: . emamsisaserty: SE R chargé,d1 14/15gM.1575/D120 pugnanenme: Calle réactit inox430! @114 §p2H=27 12 Al i
AQ_130717_A Ce document est la propriété de COLDWAY@M ne peut étre reproduit ni communiqué sans autorisation écrite / This document is coLowa® 's property and can neither be & nor whithout written
1 4 H &

Passage de thermocouple

@114.30

30 30

125

I
[

L
o

AN
L

20 20 ﬁ_f:L_ — ’
= COUPE a-a

250
= —— i e
~. " [t — Takbnea A ReTnea. B0 I8 ok SR
way G " A | e = Fr_OOHM 10423 A
[re———
—— " = I T L)
L Fraliany kit et secy. BONGC SIGNOtUre regctieur  sugsews Volume tfampen 12 ek 171

ACTIGHT_A G documest st b proriitd de COLEVEAY D st ne et re raaeodist i communiqué aans miossston acte ! This docerment i COLEWIAY®s property and s sefther b repeoduced sor comrmausiosed whithout wiiten mohorizaion.

Figure Ax9.10 : Plans du réservoir tampon
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Figure Ax9.11 : Plans du réacteur avec ses brides soudées
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Annexe 10 : Conception et montage du banc

Figure Ax10.13 : Reéalisation 3D du banc de caractérisation envisagé initialement

Figure Ax10.14 : Réception des pieces
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Figure Ax10.16 : Le banc de caractérisation monté et opérationnel
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Annexe 11 : Schema du banc, schéma électrique et nomenclature des composants

Fl1

v4
Vemilateug

Vanne

Capteur

de pression

0o,

N FlL

4
2 ‘
Condenseur,
A

on
V2 XV3

]

bouteille
NH3
liquide/ga

Réservoir
tampon

CP1

V6

Réacteur

Capteur
de pression
différentielle]

| S e S S s s s s e |

Vpt

Collier
chauffant

balance |

= Tube 1/2"
— Tube 1/4"

Figure Ax11.17 : schéma de principe du banc de caractérisation.

Nomenclature des composants du banc

L . Fabricant/
R Dé éc. . Réf. F : .
ep ésignation/spéc. (max.30bars) éf. Fabricant Qté Fournisseur
Vpt vanne a pointeau, diamétre passage 3mm-6mm 1711G4Y-HPS18 |1 Hoke
électrovanne raccord 1/2" gaz BSP, diamétre passage 10-12mm, .
EV1 ouverture rapide, 100ms max., NO, alim.12V 212250-.. ! EraSib
M1, M3, . 25-1009-SW-JPL-
M4 manometre 0-25bars 04258 3 LAA
Det détendeur, avec port manomeétre aval incorporés, Cv=0,2, 44-2962-249-010 1 Tescom
p_amont=100bars, p_aval=0,1-7bars
V1-V9 vanne a boisseau sphérique, diametre passage 3mm-6mm, 1/4 tour | 7122G4Y 12 | Hoke
gz; vanne a boisseau sphérique, diametre passage 8mm-10mm 7G2210G8Y 2 Hoke
+
M2 manomeétre, 0-10bars %EBXZDSOBZZ/O 1 Baumer
. PAA23SY /2
CP1 capteur pression absolu, 0-25bars, 0,25%PE, 3SY /25bar / 1 Keller
4-20mA
CP2, CP3 | capteur pression absolu, 0-10bars, 0,10%PE PAA33X /10bar / 2 Keller
4-20mA
DP capteur pression différentielle, Keller, 0-3bars, précision 0,10%FS | PD-33X/3bars 1 Keller
flexible 1/4", inox tressé, extrémités en tube lisse 1/4"(pour raccord
Fil Gyrolok), 40-50cm ! Hoke
EEE; collier chauffant, L=300m, pour tube 114mm diamétre, Pu=266W 1 Coldway
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Balance balance, 20kg, précision <0,1g, sortie RS 232 WLC20/A2 1 Radwag
FI2 tube flexible PTFE 1/4", transparent 1 Hoke
Comp galettes composite (sel réactif + GNE) 6 Coldway
Diff diffuseur en maille inox Coldway
thermocouples type K épaisseur 1,5mm 16 | Coldway
thermocouples chemisé type K épaisseur 1,5mm, longueur tige 405-002 10 |TC direct
200mm
passage étanche TC 1,5mm a souder 11 | TC direct
thermocouples chemisé type K épaisseur 1,5mm, longueur tige 405-007 1 TC direct

500mm

Schéma électrique, de commande et d'acquisition

La figure Ax11.2 représente la partie commande et acquisition du banc. Le CompactDAQ
comporte : une carte NI 9213 avec 16 voies est dédiée a I'acquisition des thermocouples, une
carte NI 9263 pour commander le gradateur et une carte pour commander I'électrovanne et les
relais statiques. Une carte rapide PCI NI 6254 intégrée dans l'ordinateur permet l'acquisition
de I'évolution des pressions de facon trés précise avec un Méga-échantillon/seconde. Un code
LABView a éte développé pour la commande et I'acquisition.

A /T T /TN

il =

thermocouples (16max. )
NI 9213

Onduleur

( _: }220 v

—)2av

commande gradateur
NI 9263

CompactDAQ {

commande EV/RS. ventilo
NIS485X2 ou NI 9477

i

Partie acquisition - LabVIEW

Figure Ax11.18 : schéma d'acquisition des mesures du banc de caractérisation

L'alimentation, la commande et le contrdle du banc s'effectuent depuis les composants du
boitier électrique, fixe sur I'un des cotés du banc.

La Figure Ax11.19 représente le schéma électrique. Il est constitué de 2 boucles principales,
I'une a 220V et l'autre a 15V. En raisonnant sur les composants a alimenter, il y a 5 boucles :
2 boucles pour alimenter des ventilateurs, 1 boucle pour I'électrovanne, et 2 boucles plus
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complexes pour contrdler I'alimentation des 2 colliers chauffants. Un interrupteur a bascule (3
positions), sur chaque boucle permet de soit piloter la commande par le CompactDAQ via
LABView, soit d'exécuter la commande directement en ouvrant ou fermant le circuit. Des
relais statiques permettent de piloter I'alimentation des composants via le CompactDAQ. Ce
dernier ne peut pas agir sur de trop forts courants directement. Des régulateurs régulent la
puissance electrique des colliers chauffants par le biais d'une température de paroi. Un
gradateur a été ajouté pour la régulation de la puissance électrique du collier chauffant dans la
partie réacteur. 1l permettra de réguler la puissance sur différents paliers, notamment pour les
tests thermiques.

Rep Désignation/spéc. (max.30bars) Réf. Fabricant Qté Fabricant
intl-5 commutateur & bascule, 3 positions (on-off-on) 1828.1101-01 5 | Marquardt
réqulateurl, | . ateur EVK 412 2 |EVCO
régulateur 2
RS1, RS2, | relais statique commande 0/10V - 10A , tension de ligne 6
RS3, RS4 | 220V AC EZ240D5
résistance 5000hms H8499RBYA 4
carte PCI port RS232 1S-250 Intashield
United
Gradateur | gradateur, 500W -0/10V PR1-DIN-2. 5KW 1 Automation
alimentation basique 15V/10A 1 | voir Coldway...

disjoncteur 10 A

2 | voir Coldway...

différentiel 30mA 1 | voir Coldway...
fusible 10A+porte fusible 1

tour pc avec port PCI (a formater voir avec DT) 1 | voir Coldway...
compactDAQ 1 | voir Coldway
Labview 1 | voir Coldway
carte N1 9213, acquisition thermocouples 1 | voir Coldway...
carte NI 9263, commande gradateur 1 | voir Coldway...
carte N1 9485 (X2) ou NI 9477 1 | voir Coldway...
carte PCI NI 6254 + boitier connection 1| CNRS
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Figure Ax11.19 : schéma de la partie électrique du banc de caractérisation
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Annexe 12
Multiphysics©

Valeurs des parametres d'entrée

Confidentiel

dans le modele Comsol

Nom Expression parameétre Valeur Description
variable

Tamo 298.15 [K] 298.15[K] Température ambiante

Pref 100000 [Pa] 1e5[Pa] Pression de référence : 1 bar

Peq Pres *eXp(AS; /R- AH, /T/R) 3954.64[Pa] Pression d'équilibre a la

température T

AH, 47416 [J/mol] 47416[J/mol] Enthalpie molaire de réaction

AS; 132.176 [J/mol/K] 132.18[J/(mol-K)] Entropie molaire de réaction

Keins 0.002 [1/s] 0.002[1/s] Coefficient de cinétique en

synthése

n 1.098e-5 [Pa*s/K] (1.098e-5) Viscosité dynamique
[kg/(m.s.K)]

Pinox 7960 [kg/m”3] 7960[kg/m°] Masse volumique de I'inox

P NH3_240K 0.823 [kg/m"3] 0.82 [kg/m] Masse volumique de

I'ammoniac gazeux

a240 K

Pso Ms0/Vms0 2055 [kg/m’] Masse volumique du

MnClz(NHg)z

Pst Ms1/Vmsl 1410 [kg/m] Masse volumique MnClI,(NH3)s

PAPGNES0 50 [kg/m"3] 50[kg/m°] Masse volumique apparente du

GNE 50

PAPGNE 120 [kg/m"3] 120[kg/m’] Masse volumique apparente du

GNE

PAPso Ns*Ms0 573 [kg/m®] Masse volumique apparente du

MnClI,(NHs),

PAPs1 Ns*Ms1 817 [kg/m] Masse volumique apparente du

MnCI,(NHs)g

PAPGNEes0 (U papone-Vimsol (1-€qs0) 167 [kg/m?] Masse volumique apparente

*Weo/ ((1-Ws0) *Mq)) effective du GNE pour

MnClz(NHg)z

PAPGNEesL U1 papene-Vmsi/ (1-€451) *Wso 287 [kg/m?] Masse volumique apparente

1((1-wg0)*Mgo)) effective du GNE pour

MnClz(NHg)a

Vinso 7.78124e-5 [m"3/mol] (7.8e-5) Volume molaire du

[m%mol] MnCl,(NHs),

Vst 1.61721e-4 [m"3/mol] (1.6e-4) Volume molaire du

[m%mol] MnCl,(NHs)s

Mtz 0.01703056 [kg/mol] 0.017 [kg/mol] Masse molaire de I'ammoniac

Mg 0.159904565 [kg/mol] 0.16[kg/mol] Masse molaire du MnClI,(NHs),

Mg 0.228026805 [kg/mol] 0.23[kg/mol] Masse molaire du MnCl,(NHs)e

Wi, 0.79 1] 0.79[1] Taux massique du sel anhydre

Wy pAPsO/(pAPsO+pAPGNE) 083[1] Taux maSSiqUe du

MnCl,(NHs),

Ws1 PAPsll(PAPsl+PAPGNE) 088[1] Taux maSSiqUe du

MnClI,(NHs)s

Ainox 16.3 [WIm/K] 16.3[W/(m-K)] Conductivité thermique de

I'inox

hsw how™esw 0.09[W/(m?*-K)] Conductivité thermique du

décollement a la paroi

Aep hep*ecp 0.015[W/(m*K)] Conductivité thermique du

contact a la paroi

ANH3 0.2 [W/m/K] 0.2[W/(m-K)] Conductivité thermique de

I'ammoniac gazeux a 250 K
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;"GNESO
;\'GNEeA

)\-GNEeR

CPinox
CPnhs
Cpone
Cpso
Cpsy

PAPCPGNE

eCC

;veq_cale

ApTFE

;veq_cch

4 [WIM/K]

Aeneso™(PareNE/ ParaNEs0) ™ (2/3)

*(2-(parcne/ pareneso)™(0.17))
Aaneso™ (Papane/Papanese) M (4/3+0.17)

25 [W/K]

200 [W/m~2/K]
30 [W/m 2/K]
502 [J/kg/K]
596 [J/kg/K]
710 [J/kg/K]
938.42 [J/kg/K]

1446.95 [J/kg/K]

papenE*CPone

0.7 [1]

1-papso/(1-€450)/pso
1-paps1/(1-e9s1)/ps1

0.0111]
1/(1+Vmsllvmso*(1/8950'1))
1.12e-7 [m"2]

107(-5.2452-
3.8383*10g10(papeneeso)) [M™2]
107(-5.2452-
3.8383*10910(papcneest)) [M™2]
0.009

0.045*0.99

0.003

0.045*0.01

0.0005

0.002

0.06 [W/m/K]

0.25 [W/m/K]
0.87 [W/m/K]

4[W/(m-K)]
6.02[W/(m-K)]
14.9 [W/(m-K)]
25[m*kg/(s>-K)]
200[W/(m*K)]
30[W/(m*K)]
502[J/(kg-K)]
596[J/(kg-K)]
710[J/(kg-K)]
938.42[J/(kg-K)]
1446.95[J/(kg-K)]
85200[J/(m*-K)]
0.7[1]

0.718 [1]

0.418 [1]

0.01]1]

0.0048 [1]
(1.12e-7)[m?]
(1.672233e-14)[m?]
(2.091725e-15)[m?]
0.009

0.04455

0.003

4.5e-4

5e-4

0.002
0.06[W/(m-K)]

0.25[W/(m-K)]
0.87[W/(m-K)]

Conductivité thermique du
GNE 50

Conductivité thermique
effective axiale du GNE
Conductivité thermique
effective radiale du GNE
Coefficient de convection a la
paroi

Coefficient d'échange paroi-
composite

Coefficient de convection a la
paroi

Capacité calorifique massique
de I'inox

Capacité calorifique massique
de lI'ammoniac

Capacité calorifique massique
de GNE

Capacité calorifique massique
de MnClz(NHg)z

Capacité calorifique massique
de MnCI2(NH3)6

Capacité calorifique volumique
de GNE

Porosité du diffuseur

Porosité du MnClI,(NHs),
Porosité du MnClI,(NHs)e
Porosité du grain MnCl,(NHz3),
Porosité du grain MnCl,(NH3)g
Perméabilité du diffuseur
Perméabilité du MnCly(NHs),

Perméabilité du MnCly(NHs)g

rayon du diffuseur

épaisseur du réacteur
épaisseur de la paroi
Epaisseur du salt wall
Epaisseur contact paroi
épaisseur du collier chauffant
conductivité équivalente de la
cale

conductivité PTFE
conductivité équivalente collier
chauffant

(Rth inox+Rth micatRth inox)

Tableau Ax14.6 : Valeurs des parametres connus dans le modéle Comsol Multiphysic®©.
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Annexe 13 : Résultats expérimentaux du banc de caractérisation

250 oo 100 —Tr_in1
‘ : —Tr_in2
—Tr_in3

Tr_ind4
~Tr_in5

200

150 —Tr_in6
—Tr_in7
- =Tr_p_b

- =Tr_p_a

Température (°C)

---Tr_br_ext
= =Tr_cch_ext
Tr_br_b
- Tr_br_a
0 ! B eeseetrereesrsesesTEseTS 0o — T_evlig

0 60 120 180 240 300 360 420 480 540 600 — - T_cdpar
temps(s) .. %Pu_cch

Figure Ax13.20 : Evolution des températures expérimentales lors de la 6éme régénération de
la série 1 de galettes de composite réactif.

250 —Tr_inl
—Tr_in2
200 —Tr_ind
8) —Tr_in5
o‘q',‘ —Tr_in6
é 150 —Tr_in7
\g —Tr_p_a
£ 100 —Tr_p_b
s Tr_cch_ext
50 —Tr_br_a
—Tr_br_b
Tr_br_ext
o -—+—r .. Teq(p_r)

0 60 120 180 240 300 360
Temps (min)

Figure Ax13.21 : Evolution des températures expérimentales lors de la 1ére régénération
régulée (courbe verte) sur 3 températures cibles de la série 2 de galettes de composite réactif.
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Figure Ax13.22 : Evolution des pressions lors de I'ouverture de I'électrovanne/vanne
manuelle. 4eme test en transfert de masse (hors réaction) de la série 1 de galettes de

composite réactif.
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Figure Ax13.23 : Evolution des pressions lors de I'ouverture de I'électrovanne/vanne
manuelle. 3eme test en transfert de masse (hors réaction) de la série 2 de galettes de

composite réactif.
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Annexe 14 : Methodologie de détection et d'identification de défauts par la
logique floue

Cette annexe reprend une partie des travaux réalises par [Mondjo-Mondjo 2015] dans le cadre
d’une collaboration avec 1’équipe ELIAUS de PROMES. Un exemple simple est donné ici,
sans rentrer dans les détails, des étapes nécessaires pour travailler avec la logique floue.

Pour évaluer la limitation de transfert prépondérante entre transfert de masse ou thermique, un
critere d'entrée e; est défini :

e;(t)=(T.(1)+T, 1), —(TO)+T,O), e AX15(80)

En Figure Ax14.24 est tracé le critére es pour différents défauts de typologie et d'intensité
connus. Pour des défauts purement thermiques, le critere est négatif et pour des défauts de
transfert de masse, ce critére est positif.

101

-
e ] o]

0'?

——ColmHke-12
= ColmHke-13
-10 ——ColmHke-15
===ColmVke-12
===ColmVke-16
DecCRh50
==:DecCRh70

-
-
-
-
P s
- -
-----------------
------
-----
-
-

1000 2000 3000 2000 5000 6000

Temps (s)

Figure Ax14.24 : Critére d'évaluation de la limitation de transfert prédominante [Mondjo-
Mondjo 2015]

Le Tableau Ax14.7 regroupe la base des regles choisies pour ce critére ez et le paramétrage
des systemes flous.

En utilisant la logique floue, il est possible d'orienter le diagnostic de défauts d'un réacteur a
travers les différentes branches d'un algorithme (cf.Figure Ax14.25). L'influence de chaque
critere  donné (es, ey, e3, €4 et es) est "pesée” par des regles adaptées. Suivant ce qui est
renseigné par la "defuzzification", I'étape suivante de l'algorithme menera vers une branche ou
une autre et un nouveau test logique aura lieu. Ainsi, par étapes successives, un diagnostic
peut étre établi.
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§ 2 Négatif Tolérable Positif
g2
Variables g 2
linguistiques en g4
entrée ° 3
Sz 0
Q
A S 77 BOB 77
e3 [°C]
[
28 LdT normale
£
L
. £ g LdT plutét massique LdT plutét thermique
Variables g g P ! P &
linguistiques en s 3
sortie o @
Pz 0
D [5+]
77 B0B 77
Limitation de transfert prédominante [-]
- Sie3(t) est Tolérable alors Limitation de transfert normale ;
Base des régles - Siez(t) est Négatif alors Limitation de transfert plutdt massique ;
- Siez(t) est Positif alors Limitation de transfert plutdt thermique.

Tableau Ax14.7 : Détection et identification de la limitation de transfert prédominante (LdT)

[Mondjo-Mondjo 2015]

—

r-—-—---

Autre(s) défaut(s) non
répertorié(s)

—
Test en synthese Test thermique
v
NON Valeur de
h[W.m™2.K~1]

Y

Valeur de k[m?]

Décollement du réactif
a la paroi

Entrée du diffuseur
colmatée

<L

OUI/NON

Limitation de transfert
prédominante

Valeur de k[m?]

‘_

NON
| ' Paroi latérale du
. diffuseur colmatée
oul

Figure Ax14.25 : algorithme de détection et d’identification de défauts de colmatage et de

décollement a la paroi [Mondjo-Mondjo 2015]
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ABREGE

INSTALLATION DE REFRIGERATION D'UN CAISSON ISOTHERME
JUSQU'A UNE TEMPERATURE CIBLE- PROCEDE ASSOCIE

La présente invention conceme un procede de réfrigération d'un caisson
jusgu'a une temperature cible selon lequel

- on place un évaporateur dans ledit caisson ;

- on met en communication fluidique ledit evaporateur avec un réacteur
thermochimique Ri ;

- gimultanément, on évacue la chaleur produite au niveau dudit
reacteur Ri ;

De maniére caractéristigue, on fournit au moins n=1 autres réacteurs
thermochimiques ;

[} on détermine la pression Pevi dans ledit évaporateur aprés sa mise en
communication fluidigue avec ledit réacteur thermochimique Ri et la température
dudit réacteur thermochimique Ri connecté audit évaporateur ;

I} lorsque la différence de température DTRI entre la température dudit
reacteur Ri connecte audit evaporateur et la température d'équilibre TeSi dudit
melange réactif contenu dans ledit reacteur thermochimique Ri, & la pression
Pevi dudit évaporateur est égale & un premier écart donné etiou lorsgue la
difference de température DTev enfre ledit évaporateur et Fintéreur dudit caisson
est égale a un deuxieme ecart donne, on isole ledit reacteur Ri dudit évaporateur
et Fon met en communication fluidique ledit évaporateur avec au moins un
reacteur thermochimique Ri+1 dont |a pression est inférieure Pevi etiou la
température est inférieure a valeur donnée simultanément on évacue également
tout ou partie de la chaleur produite au niveau dudit ou desdits réacteurs Ri+1
connectés audit &vaporateur ,

[} on répéte les étapes | et |l en référence au réacteur thermochimique
Ri+1 en communication fluidigue avec ledit evaporateur (E) jusgu'a Fobtention de
ladite température cible dans ledit caisson C.
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Résumé

Maitriser la logistique de la chaine du froid a des températures de -20°C/-30°C reste un enjeu
majeur de sécurité sanitaire. Des solutions auto-réfrigérées basées sur des systemes
thermochimiques sont trés adaptées a la mise en température rapide de caissons isothermes
et de leur maintien pendant plusieurs heures. Différents concepts et configurations de
procédés répondant a cette problématique sont proposés. Leur modélisation dynamique de
type nodale, impliquant une gestion thermodynamique d'un ou plusieurs réacteurs, a permis
d'analyser leurs comportements et d'évaluer leur pertinence. Les configurations les plus
performantes sont sélectionnées et analysées afin d'établir un pré-dimensionnement
industriel du procédé.

D'autre part, la fiabilité de ces systemes thermochimiques repose sur la qualité des transferts
de masse et de chaleur au sein des réacteurs. A cette fin, une approche de diagnostic de
dysfonctionnements possibles de réacteurs est développée. La méthodologie proposée
s'appuie sur la comparaison de la réponse expérimentale du réacteur testé a celle modélisée
d'un réacteur opérant dans les mémes conditions opératoires présentant ou non des défauts.
Une base de données de comportements de réacteurs défaillants, établie par simulations de
défauts de typologies et d'intensités connues, permet ainsi la détection et l'identification
rapide de possibles dysfonctionnements de réacteurs issus de la chaine de fabrication.

Mots clés : Procédés thermochimiques, congélation, modélisation dynamique,
caractérisation réacteurs solide/gaz

Abstract

A better cold chain logistics understanding and control is a major safety issue in deep freezing
processes within -20°C/-30°C. Self-cooling solutions based on thermochemical systems
appear very suitable for rapid cooling of isothermal containers and its temperature regulation
for several hours. Different process concepts and configurations are presented to tackle this
problem. Through their dynamic nodal modeling, involving thermodynamic management of
one or various reactors, an analysis of their behaviors is performed to evaluate their
relevance. A selection of the best performing configurations leads us to an industrial pre-
design.

To undertake quality measures, a diagnosis approach for possible reactors malfunctions is
developed. The methodology is based on a comparison of experimental responses between
tested reactor and reference one under the same operating conditions. A database of
simulated faulty behaviors will allow the detection and identification of possible malfunctions
of reactors coming from the production line.

Keywords: thermochemical process, deep freezing, dynamic model, reactor solid/gas
characterization
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