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Introduction générale : Contexte et problématiques 

1. Contexte et objectifs de la thèse 

1.1. Contexte global 

L’énergie, en tant que grandeur physique qui mesure la capacité à effectuer des 
transformations, est au cœur de chacune de nos actions. L’accélération des transformations 
que vit l’humanité depuis la révolution industrielle à partir des années 1750, est d’ailleurs 
fortement corrélée à l’arrivée de différentes ressources d’énergie abondantes et peu chères 
sur le marché, le charbon, le pétrole et le gaz notamment. Si ces transformations ont sans 
communes mesures permis d’améliorer la qualité de vie de l’être humain, nous commençons 
aujourd’hui à voir les effets néfastes que ces sources d’énergies peuvent avoir sur le climat. 
Comment, dès lors, assurer un confort de vie à tous sans dépendre de ces ressources 
énergétiques ? 

Afin d’éviter les écueils du passé, il est inutile de réfléchir à long terme à une source 
d’énergie dépendante d’une ressource liée à un stock épuisable, l’énergie prélevée dans 
l’environnement devra donc être de nature renouvelable. Parmi les énergies renouvelables à 
disposition, beaucoup sont de natures intermittentes comme le solaire ou l’éolien. Le stockage 
de telles ressources d’énergie est donc un point essentiel et, aujourd’hui encore, un verrou au 
développement massif de ces sources d’énergies. 

Pour rappel, une source d’énergie primaire est une forme d’énergie disponible dans 
la nature avant toute transformation. L’énergie finale est l’énergie directement utilisée par 
l’Homme pour ses besoins, elle provient de l’énergie primaire après diverses transformations. 
Cette notion de transformation est régie par les 2 principes de la thermodynamique. Là où le 
premier principe nous indique la conservation de l’énergie lors des transformations, le second 
principe nous informe de l’irréversibilité de ces transformations. Cette irréversibilité se 
manifeste le plus souvent par une création de chaleur, co-produit de la transformation. Quelle 
que soit la transformation considérée, le passage d’une forme d’énergie à une autre est 
soumise à ces irréversibilités qui s’accompagnent alors d’une création de chaleur, le plus 
souvent rejetée dans l’environnement. Cette chaleur a néanmoins parfois un potentiel 
énergétique important et il semble donc essentiel de réfléchir à sa réutilisation afin 
d’améliorer l’efficacité des chaînes de transformation d’énergie. Le potentiel énergétique de 
la chaleur se traduit par la connaissance de l’exergie qu’elle contient. Cette notion, encore peu 
répandue, est pourtant essentielle et traduit la quantité de travail que l’on va pouvoir extraire 
de cette source de chaleur. Afin d’extraire du travail d’une source de chaleur, il faut 
nécessairement avoir deux sources thermiques à des températures différentes pour qu’un 
transfert thermique s’établisse. En général, la seconde source est l’environnement à 
température ambiante. C’est de ce transfert thermique que sera extrait le travail et il sera 
possible d’en extraire d’autant plus que la différence de température entre les deux sources 
thermiques est importante. Si la seconde source est l’environnement, on aura donc tout 
intérêt à travailler avec une source de chaleur à la température la plus élevée possible. Il 
semble néanmoins important de s’intéresser aujourd’hui aux sources de chaleur de faible 
température car selon Forman et al. [1], 72% de l’énergie primaire mondiale est perdue sous 
forme de chaleur et 63% de cette chaleur est rejetée à des températures inférieures à 100°C. 
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Les systèmes thermochimiques, objets d’étude de cette thèse, peuvent permettre de 
répondre à une partie des problèmes soulevés précédemment. La chaleur, principale source 
d’alimentation de ces systèmes, peut être utilisée à basse température et leur fonctionnement 
induit nécessairement une fonction de stockage sous forme d’un potentiel chimique. Ce 
stockage est particulièrement intéressant pour sa densité énergétique et parce que la phase 
de stockage (entre la charge et la décharge) peut se faire à température ambiante sans 
autodécharge dans le temps. Enfin, les systèmes thermochimiques permettent d’obtenir tout 
un panel d’effets utiles comme la production de froid, de travail mécanique ou encore 
l’élévation de la température d’une source de chaleur. 

Ces systèmes sont néanmoins peu répandus du fait de leur coût et de leur efficacité 
encore relativement faible comparée aux systèmes présents sur le marché. On peut 
cependant miser sur le fait qu’une amélioration de leur efficacité permettrait à l’industrie de 
s’approprier ce type de système ce qui ferait alors mécaniquement baisser les coûts de 
production. C’est pourquoi, la recherche, et notamment une partie des travaux décrits dans 
ce mémoire, s’intéresse aujourd’hui à l’amélioration de l’efficacité de ce type de procédés.  

1.2. Le projet RECIF 

Cette thèse s’est déroulée dans le cadre du projet RECIF, financé par l’ANR, qui vise à 
la conception d’un micro-réseau de cogénération d’électricité et de froid qui peut fonctionner 
de manière autonome vis à vis du réseau électrique principal. Les contraintes liées à ce micro-
réseau sont dictées par le contexte particulier de la Polynésie française, lieu d’implantation de 
ce micro-réseau et qu’il convient donc de décrire. 

1.2.1. Le contexte de la Polynésie française 

a) Géographie 

Tout d'abord,  selon l’observatoire Polynésien de l’énergie [2], 93,5% de l’énergie 
primaire est importée ce qui en fait un pays particulièrement dépendant énergétiquement 
parlant. La Figure 0.I.1, issue de ce rapport, présente la répartition des importations d’énergie 
(à gauche) et la répartition des ressources locales valorisées (à droite). 

 
Figure 0.I.1 : Répartition des ressources énergétiques de la Polynésie française en 2020 

(Source : [2]). 
 

 Le coût de ces importations représente une part importante du coût final qui se 
répercute alors naturellement sur le prix de l’énergie finale, comme l’électricité par exemple, 
qui est vendue au consommateur 30 𝑐€/𝑘𝑊ℎ contre 17 𝑐€/𝑘𝑊ℎ en France métropolitaine. 
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De plus, l'étalement géographique des 118 îles et atolls qui composent la Polynésie 
française ne permet pas de connecter électriquement ces îles entre elles. Chaque île habitée 
(70 au total) constitue donc un réseau électrique à part entière qui doit à la fois assurer la 
continuité du service et la régulation de la fréquence du réseau [3]. Le caractère insulaire 
d'une part, et la faible densité de population d'autre part entraîne généralement 
l’impossibilité d’une production énergétique à grande échelle, une production décentralisée 
est donc en général favorisée. 

b) Climat et besoins énergétiques 

Le climat tropical humide de la Polynésie doit également être pris en compte car il 
impacte fortement la demande d’énergie finale. En effet, on ne compte quasiment aucun 
besoin de chauffage, hormis pour l’eau chaude sanitaire, la majorité des besoins étant 
imputée à la consommation en électricité et en froid. Une étude par sondage conduite par 
TNS SOFRES [4] indique notamment que 48% de l’énergie finale consommée est dédiée au 
pôle froid qui comprend la climatisation (12 %), la réfrigération (23 %) et la congélation (13 %) 
comme le montre la Figure 0.I.2. 

 
Figure 0.I.2 : Répartition de la consommation moyenne des ménages à Tahiti. Étude par 

sondage (Source : [4]). 

 L’ADEME a également conduit une étude [5] dans laquelle il est indiqué que la 
consommation liée à la climatisation dans les entreprises et administrations peut représenter 
jusqu’à 55 % de la consommation totale. Un micro-réseau destiné à cet environnement se 
devra donc de répondre en priorité aux besoins en électricité et en froid.  

Concernant la production d’énergie électrique d’origine renouvelable en Polynésie 
française, l’exploitation de l’énergie éolienne est fortement limitée en raison d’une vitesse de 
vent trop faible [6]. 

Le climat et la latitude des îles de Polynésie permettent néanmoins d’envisager une 
forte production d’énergie solaire car l’ensoleillement moyen est de 5,8 𝑘𝑊ℎ/𝑚2 par jour 
contre 3,6 𝑘𝑊ℎ/𝑚2 à Paris par exemple. La pénétration dans le mix énergétique Polynésien 
de cette ressource caractérisée par une forte variabilité implique nécessairement d’associer 
des moyens de stockage. 
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1.2.2. Typologie du micro-réseau RECIF 

Des constatations effectuées précédemment découle la typologie retenue pour le 
micro-réseau RECIF. En premier lieu, celui-ci devra fournir de l’électricité et du froid à un 
bâtiment car ces deux pôles représentent la majeure partie des besoins énergétiques. 
L’énergie primaire utilisée sera nécessairement de nature renouvelable pour pallier les 
problèmes d’importation d’énergie fossile. L’hydroélectricité est exclue afin de proposer un 
micro-réseau qui puisse être implanté largement en Polynésie française et proposer une 
production décentralisée d’énergie. Enfin, le solaire est préféré à l’éolien car son potentiel est 
bien plus important. La production de froid dans ce micro-réseau est en majeure partie 
assurée par transformation de l’électricité en froid à l’aide d’une pompe à chaleur. Ce type de 
système est largement répandu et aucun système ne présente à ce jour des performances 
équivalentes. 

Le caractère intermittent de l’énergie solaire implique alors nécessairement la 
présence de moyens de stockage dans le micro-réseau. On retrouve principalement deux 
formes de stockage d’électricité dans la littérature : mécanique ou chimique. Les stockages 
mécaniques comprennent les stockages gravitationnels, le stockage par air comprimé et le 
stockage par inertie. Le stockage gravitationnel, généralement réalisé par pompage d’eau 
dans une station de transfert d’énergie par pompage (STEP), est exclu afin que le micro-réseau 
puisse s’implanter à grande échelle en Polynésie sans recourir à la construction de barrage. Le 
stockage par air comprimé (CAES) requiert un apport thermique lors de la phase de restitution 
de l’énergie afin de contrer la baisse de température engendrée par la détente du gaz. Cet 
apport représente une quantité importante d’énergie qui est généralement fournie par 
combustion de gaz ce qui est exclu dans le cas présent. Enfin le stockage inertiel, ne permet 
pas d’envisager un stockage de grande ampleur, il est généralement utilisé sur de très courtes 
durées, de l’ordre de 15 minutes, notamment pour réguler la fréquence du réseau grâce à la 
forte dynamique qu’il propose. On retrouve principalement parmi les stockages d’électricité 
sous forme chimique deux technologies : les batteries électrochimiques et le stockage sous 
forme d’hydrogène. L’utilisation de batteries électrochimiques, couramment utilisées pour le 
stockage d’électricité, doit être réduite au maximum du fait de leur faible durée de vie et de 
la difficulté de recyclage due au contexte géographique de la Polynésie française. Le stockage 
sous forme d’hydrogène a ainsi été retenu pour le projet RECIF.  

L’hydrogène, utilisé en tant que vecteur énergétique, est aujourd’hui au cœur de 
nombreuses études pour plusieurs raisons. Il présente en premier lieu une densité 
énergétique massique plus élevée que la plupart des vecteurs énergétiques utilisés à l’heure 
actuelle. Sa densité énergétique (33 𝑘𝑊ℎ/𝑘𝑔) est respectivement 2,8 fois supérieure à celle 
de l’essence et 4 fois supérieure à celle du charbon [7]. Ce point reste néanmoins à nuancer 
car la très faible masse volumique de l’hydrogène, environ 82 g/m3 à température et pression 
ambiante entraine des difficultés notamment au regard de son stockage. En effet, le stocker 
sous forme gazeuse à température et pression ambiantes requiert de très grands volumes. 
Trois pistes sont aujourd’hui privilégiées pour améliorer la densité volumique de stockage de 
l’hydrogène : un stockage de gaz sous pression, un stockage sous forme liquide à -253 °C ou 
un stockage dans des matériaux solides par adsorption de l’hydrogène gazeux. Le stockage 
liquide est exclu car la consommation d’énergie dédiée à la liquéfaction du gaz est trop 
importante. Le stockage dans des matériaux solides est encore à l’état de recherche à l’heure 
actuelle car la proportion d’hydrogène sorbé par masse de sorbant est faible (6 % maximum) 
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ce qui engendre une densité massique de stockage très faible. Le stockage sous forme gazeuse 
a ainsi été retenu car il est relativement simple à mettre en œuvre et peu coûteux. Les densités 
énergétiques volumiques de stockage obtenues sont fortement dépendantes de la pression 
de stockage, le Tableau 0.1 donne quelques valeurs obtenues à différentes pressions 
correspondant à différentes applications. 

Pression Masse volumique Densité énergétique 

1 bar 0,082 𝑘𝑔.𝑚−3 2,7 𝑘𝑊ℎ.𝑚−3 

50 bar (projet RECIF) 3,9 𝑘𝑔.𝑚−3 131 𝑘𝑊ℎ.𝑚−3 

350 bar (bus) 23 𝑘𝑔.𝑚−3 776 𝑘𝑊ℎ.𝑚−3 

700 bar (voiture d’un particulier) 39 𝑘𝑔.𝑚−3 1306 𝑘𝑊ℎ.𝑚−3 

Tableau 0.1 : Récapitulatif des masses volumiques et densités énergétiques obtenues par un 
stockage d’hydrogène sous différentes pressions à 25 °C. 

  Parmi les autres points d’attractivité de l’hydrogène, on retrouve le fait qu’il est 
inoffensif au regard de nombreux indicateurs concernant la santé (toxicité, acidification des 
écosystèmes, corrosivité…) ou concernant l’environnement car il ne participe pas à la 
déplétion de la couche d’ozone, à l’eutrophisation de l’eau et n’émet pas de gaz à effet de 
serre lors de son utilisation. Ce dernier point est néanmoins à nuancer car aujourd’hui 95% de 
la production mondiale est assurée par vaporeformage d’hydrocarbure, procédé fortement 
émetteur de CO2. Une production par électrolyse à partir d’énergie renouvelable est 
cependant possible comme dans le cas du projet RECIF. 

En effet, l’électrolyse de l’eau permet, grâce à un apport d’énergie électrique, une 
décomposition de la molécule d’eau (H20) en dioxygène (O2) et dihydrogène (H2). A l’heure 
actuelle, on dénombre 3 familles d’électrolyseurs sur le marché : les alcalins, les hautes 
températures et les électrolyseurs à membrane à échange de protons. Les électrolyseurs 
alcalins et hautes températures ont généralement des températures de fonctionnement 
comprises respectivement autour de 90 °C et 1000 °C. Le problème majeur de ces deux 
technologies est leur faible dynamique du fait du temps nécessaire à leur montée en 
température. En effet, afin d’assurer la stabilité en fréquence d’un micro-réseau il est 
nécessaire d’avoir des composants capables de s’adapter rapidement aux fluctuations de 
puissance. Un électrolyseur ayant une dynamique trop faible engendrerait ainsi une quantité 
de batteries électrochimiques importantes pour pallier ces fluctuations. Pour cette raison, la 
technologie à membrane à échange de protons (PEM) est retenue pour le projet RECIF. Celle-
ci fonctionne généralement autour de 70-80 °C. 

Afin de restituer l’énergie électrique sur le réseau, une pile à combustible est utilisée. 
La réaction chimique inverse est réalisée afin de produire de l’électricité dont le seul coproduit 
sera de l’eau. On dénombre actuellement 6 grands types de piles à combustible : les AFC 
(Alcaline Fuel Cells), les PEMFC (Proton Exchange Membrane Fuel Cells), les DMFC (Direct 
Methanol Fuel Cells), les PAFC (Phosphoric Acid Fuel Cells), les MCFC (Molten Carbonate Fuel 
Cells) et les SOFC (Solid Oxid Fuel Cells). Comme pour les électrolyseurs, la dynamique est ici 
directement reliée au temps de montée en température des différentes piles à combustibles. 
Une pile PEM est donc retenue pour le projet RECIF car cette technologie fonctionne 
également à une température d’environ 70-80 °C. 
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Les technologies retenues pour l’électrolyseur et la pile à combustible présentent 
néanmoins l’inconvénient d’un rendement relativement faible (respectivement 70 et 50 %) 
qui engendre un important dégagement de chaleur à basse température (70-80 °C). Afin 
d’améliorer l’efficacité globale du micro-réseau il a été décidé d’exploiter cette chaleur. Deux 
pistes sont ainsi possibles, la réutilisation de la chaleur pour produire de l’électricité ou du 
froid. Le contenu exergétique de la chaleur à 80 °C ne permet pas réellement d’envisager une 
production intéressante d’électricité car, pour une température ambiante de 25 °C, seulement 
15 % de l’énergie thermique pourrait être transformée en électricité dans un cycle idéal de 
Carnot. Afin de transformer la chaleur en froid, plusieurs technologies coexistent. Cette 
transformation de chaleur en froid étant le cœur d’étude de cette thèse, ces différentes 
technologies sont décrites dans l’état de l’art présenté dans le Chapitre I. 

1.3. Conclusion 

Cette introduction a permis de mettre en exergue les contraintes liées à la conception 
d’un micro-réseau d’énergie pour la Polynésie française. Il a ainsi été montré que la finalité du 
système doit être la production d’électricité et de froid. L’énergie solaire est utilisée comme 
ressource énergétique afin de profiter du fort potentiel que présente la Polynésie, d’éviter 
toute source d’énergie non renouvelable et de proposer un micro-réseau pouvant s’implanter 
sans contrainte géographique. La transformation d’électricité en froid se fait grâce à une 
pompe à chaleur. Le caractère intermittent de l’énergie solaire impliquant de recourir à des 
moyens de stockage d’énergie, un stockage sous forme d’hydrogène a été retenu. Les 
contraintes liées à la stabilité en fréquence du micro-réseau ont orienté le choix de 
l’électrolyseur et de la pile à combustible vers une technologie à membrane à échange de 
protons. Enfin, un système de transformation de l’énergie thermique dégagée par ces deux 
composants en froid est introduit dans le micro-réseau afin d’améliorer son efficacité globale. 
Du fait du rendement plus faible de la pile à combustible (50 %) en comparaison de 
l’électrolyseur (70 %), il a dans un premier temps été décidé de ne s’intéresser qu’à la 
récupération de la chaleur de la pile. La récupération de la chaleur de l’électrolyseur sera 
effectuée dans un second temps. Un schéma du micro-réseau est proposé sur la Figure 0.I.3. 

 
Figure 0.I.3 : Schéma de fonctionnement du micro-réseau mettant en exergue les différentes 

interactions entre les composants du micro-réseau. 
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2. Organisation du manuscrit et objectifs des travaux de thèse 

Le cœur d’étude de cette thèse est le système de transformation de l’énergie 
thermique en froid. Pour cette raison, le premier chapitre de cette thèse est consacré à une 
étude bibliographique qui permettra au lecteur d’appréhender l’état des connaissances 
scientifiques sur les différents procédés existants et de justifier le choix du procédé 
thermochimique retenu. 

Le deuxième chapitre s’intéresse au micro-réseau dans sa globalité. L’objectif visé par 
ces travaux est de proposer une méthodologie permettant de simultanément dimensionner 
et proposer une stratégie optimale d’un micro-réseau tel que RECIF. Un algorithme 
d’optimisation a été développé et testé sur deux cas d’études différents. Une étude sur les 
profils de charge en électricité et en froid est également menée à l’aide de cet algorithme 
d’optimisation afin d’identifier les profils les plus pertinents pour le micro-réseau RECIF. La 
dernière partie de ce chapitre est dédiée à la présentation du micro-réseau RECIF dans sa 
globalité à travers une description de chacun de ses composants. 

L’étude des systèmes thermochimiques hybrides a également été un des objectifs 
importants de cette thèse. L’introduction d’un compresseur dans les procédés 
thermochimiques est discutée dans le troisième chapitre de ce mémoire. En effet, cet ajout 
peut s’avérer intéressant dans le cadre du projet RECIF car il apporte une flexibilité au système 
en le rendant plus facilement pilotable et en proposant de nouvelles applications comme la 
valorisation de chaleur basse température (jusqu’à la température ambiante) et la production 
de froid basse température permettant d’envisager des applications de réfrigération voire de 
congélation. Une étude sur ces systèmes hybrides est proposée afin d’étudier les 
performances de ces systèmes en fonction du sel utilisé dans le procédé. 

Les résultats de la campagne expérimentale menée lors de cette thèse sont présentés 
dans le quatrième chapitre. Cette campagne a été l’occasion de tester le fonctionnement des 
systèmes hybrides précédemment mentionnés et de recueillir suffisamment de données pour 
effectuer la validation d’un modèle dynamique développé lors de ces travaux de thèse. 

La modélisation dynamique des systèmes thermochimiques hybrides a également 
été un des objectifs majeurs de ces travaux de thèse. Le cinquième chapitre est dédié à la 
présentation du modèle developpé selon le formalisme de Représentation Énergétique 
Macroscopique (REM). Ce formalisme est particulièrement intéressant dans le cas présent 
pour deux raisons. D’une part il permet, par inversion du modèle, de déduire des structures 
de commande permettant de piloter le compresseur du système thermochimique hybride afin 
d’obtenir un comportement particulier. D’autre part, ce formalisme permet un couplage aisé 
avec d’autres systèmes. Cela permet notamment d’envisager un modèle global du micro-
réseau. 

Le sixième chapitre illustre la mise en application du modèle REM. Deux cas d’étude 
sont développés. Le premier permet de mettre en avant la faisabilité de la commande du 
compresseur pour assurer une régulation de la température d’une chambre froide négative. 
Le second cas d’étude permet l’étude du couplage thermique entre la pile à combustible et le 
système thermochimique. Il est ainsi démontré qu’il est possible d’obtenir une commande du 
compresseur permettant de réguler la température de la pile à combustible tout en 
maximisant le transfert thermique entre ces deux composants. Enfin, le modèle global du 
micro-réseau est abordé en fin de chapitre.
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Chapitre I : Étude bibliographique 

Comme expliqué dans l’introduction générale de cette thèse, l’ensemble des travaux 
réalisés se sont déroulés dans le cadre du projet RECIF. Cette thèse a été centrée autour de la 
valorisation de la chaleur induite par le fonctionnement de la pile à combustible pour assister 
la production de froid et ainsi améliorer l’efficacité globale du micro-réseau. Ce chapitre 
permet de faire un état de l’art des technologies à disposition qui sont de trois types : les 
systèmes passant par une conversion intermédiaire en énergie mécanique, les systèmes à 
sorption et les systèmes thermochimiques. 

1. Conversion intermédiaire en énergie mécanique 

L’ensemble des technologies faisant appel à une conversion intermédiaire sous forme 
d’énergie mécanique fonctionnent à l’aide d’un couplage de deux cycles thermodynamiques. 
Le premier cycle, un cycle moteur ditherme, permet de transformer l’énergie thermique en 
énergie mécanique en utilisant une partie du transfert thermique entre les deux sources de 
chaleur pour produire du travail mécanique. Le second, un cycle récepteur ditherme, permet 
de transformer l’énergie mécanique produite par le premier cycle en froid grâce à une 
inversion du transfert thermique naturel qui s’effectue alors de la source froide vers la source 
chaude. Ainsi, l’utilisation de travail mécanique permet de pomper de la chaleur à la source 
froide pour la refroidir davantage afin de réinjecter cette chaleur dans la source chaude. La 
combinaison d’un cycle moteur et d’un cycle récepteur aboutit ainsi à une machine tritherme. 
Une illustration de ce couplage est proposée sur la Figure I.1. 

 
Figure I.1 : Échange d'énergie d'un cycle moteur (a), d'un cycle récepteur (b) et du couplage 

des deux cycles précédents aboutissant à un cycle tritherme (c). 

Le cycle à compression mécanique de vapeur est aujourd’hui le plus utilisé pour la 
production de froid. On le retrouve dans les réfrigérateurs, congélateurs ou encore pompes à 
chaleur.  Ce cycle comporte un compresseur, un condenseur, un organe de détente et un 
évaporateur. Ces composants ainsi que le cycle thermodynamique dans un diagramme 
pression-enthalpie sont représentés sur la Figure I.2. Ce cycle permet d’utiliser un travail 
mécanique pour comprimer un gaz à haute pression (1→2). Le gaz est ensuite condensé 
(2→3) puis le liquide ainsi obtenu est détendu (3→4). Le liquide basse pression s’évapore alors 
en absorbant de la chaleur à la source froide (4→1) puis le cycle est répété. Plusieurs cycles 
moteurs peuvent être couplés à ce cycle. 
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Figure I.2 : Schéma d'un cycle à compression mécanique de vapeur et représentation du cycle 

dans un diagramme pression-enthalpie. 

1.1. Moteur Stirling 

Un moteur Stirling est composé de deux chambres, une chambre d’expansion 
(chambre chaude) et une chambre de compression (chambre froide), comportant chacune un 
piston comme le montre la Figure I.3. La source de chaleur est utilisée pour déplacer le piston 
par dilatation du gaz de la chambre d’expansion. En se dilatant, le gaz chaud est transféré à la 
chambre froide ce qui déplace le piston de celle-ci vers le haut. Le mouvement du piston de la 
chambre froide est transféré au piston de la chambre chaude par l’intermédiaire d’une roue 
afin d’évacuer l’intégralité du gaz chaud vers la chambre froide et d’accentuer le déplacement 
du piston de la chambre froide. Le gaz chaud, à présent dans la chambre froide, se refroidit au 
contact de la source froide. La diminution de volume ainsi engendrée déplace le piston de la 
chambre froide dans l’autre sens. Le piston de la chambre chaude, entrainé par le mouvement 
de celui de la chambre froide, remonte et aspire alors tout le gaz vers la chambre chaude et 
le cycle peut alors se répéter. Le cycle obtenu peut être représenté dans un diagramme 
pression-volume comme le montre la Figure I.3. Le cycle obtenu est composé d’une détente 
isotherme (1→2), d’un refroidissement isochore (2→3), d’une compression isotherme (3→4) 
et d’un chauffage isochore (4→1). 

 
Figure I.3 : Schéma d’un moteur Stirling et représentation du cycle thermodynamique dans un 

diagramme pression-volume. 
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Le couplage entre le moteur Stirling et le cycle à compression mécanique de vapeur 
se fait grâce à un axe de rotation commun entre la roue du moteur et le compresseur. Ce 
couplage n’a pas été retenu dans le cadre du projet RECIF du fait du faible rendement obtenu 
pour des températures de sources chaudes de l’ordre de 80 °C. De plus, le fait que de 
nombreuses pièces soient mobiles peut potentiellement entrainer une usure prématurée et 
ainsi nécessiter une maintenance régulière ce qui peut s’avérer problématique au vu du 
contexte géographique de la Polynésie française. 

1.2. Cycle de Rankine 

Un cycle de Rankine est un cycle moteur permettant une production d’énergie 
mécanique à partir d’énergie thermique. Ce cycle comporte un générateur de vapeur, un 
organe de détente, un condenseur et une pompe.  La chaleur est ici utilisée pour chauffer puis 
vaporiser un liquide (1→2). Le gaz à haute pression ainsi obtenu est détendu dans un organe 
de détente (2→3). Le gaz basse pression est alors condensé (3→4), le liquide pompé (4→1) 
puis le cycle est répété. Une schématisation de différents composants ainsi qu’une 
représentation du cycle thermodynamique dans un diagramme pression-enthalpie sont 
proposés sur la Figure I.4. 

 
Figure I.4 : Schéma des composants d'un cycle de Rankine et représentation dans un 

diagramme pression-volume. 

Le couplage entre un cycle moteur de Rankine et un cycle à compression mécanique 
de vapeur peut se faire sous 3 formes différentes. La plus évidente est sans doute l’utilisation 
d’une turbine (organe de détente) dans le cycle de Rankine mécaniquement liée au 
compresseur du cycle à compression mécanique de vapeur. Une deuxième possibilité est 
l’utilisation d’un éjecto-compresseur, organe assurant la détente dans le cycle de Rankine qui, 
par effet venturi, entraîne le gaz du cycle à compression mécanique de vapeur remplaçant 
ainsi le compresseur. Un couplage grâce à l’utilisation de pistons liquides a également été 
envisagé [8]. 

L’ensemble de ces cycles combinés n’ont pas été retenus pour le projet RECIF du fait 
de leur complexité de mise en œuvre. 
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1.3. Système thermoacoustique 

Un moteur thermoacoustique est composé d’un matériau poreux, ou de plaques 
parallèles dans sa version la plus simple, de deux échangeurs de chaleur qui permettent de 
générer un gradient de température dans les plaques et d’un résonateur comme le montre le 
schéma (a) de la Figure I.5. Le gradient de température dans l’empilement de plaques du 
moteur donne naissance à une onde acoustique dans le résonateur. 

Un récepteur thermoacoustique, représenté sur le schéma (b) de la Figure I.5, permet 
de générer un gradient de température dans les plaques lors du passage de l’onde acoustique 
générée par un haut-parleur. Ce gradient engendre un transfert de chaleur qui permet de 
soutirer de la chaleur à la source froide. 

Le couplage direct d’un moteur et d’un récepteur thermoacoustiques permet de 
directement utiliser les ondes acoustiques du moteur dans le récepteur et ainsi de produire 
un effet frigorifique à partir d’une source de chaleur. 

 
Figure I.5 : Illustration d'un moteur et d'un récepteur thermoacoustique. 

Ce procédé n’a pas été retenu pour le projet RECIF du fait de sa faible maturité à 
l’heure actuelle pour des températures peu élevées. 

2. Systèmes à sorption 

La transformation de la chaleur en froid se fait ici en exploitant la différence de 
potentiel chimique entre deux constituants. La sorption est un phénomène physicochimique 
par lequel une espèce chimique gazeuse, le sorbat, vient se lier à un matériau sorbant, qui 
peut être solide ou liquide. On parle d’absorption lorsque le sorbat pénètre dans le volume du 
sorbant liquide et d’adsorption lorsqu’il se fixe à la surface du sorbant solide.  

2.1. Procédé à absorption 

2.1.1. Présentation du procédé 

Un procédé à absorption utilise la faculté d’un liquide, une solution saline ou un 
mélange binaire, à absorber et à désorber la vapeur. Les couples réfrigérant/absorbant que 
l’on retrouve dans les machines commercialisées sont principalement les couples 
eau/bromure de lithium pour les applications de froid positif et ammoniac/eau pour le froid 
négatif. D’autres couples existent mais sont encore à l’état de recherche. La solubilité de la 
vapeur dans le liquide est divariante, trois paramètres intensifs (température, pression et 
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concentration par exemple) doivent être imposés pour que la réaction d’absorption ou de 
désorption ait lieu. Cette constatation implique la présence d’isostères représentant 
l’équilibre thermodynamique en température et pression pour chaque concentration de 
réfrigérant dans la solution. On qualifiera d’isostère riche un isostère pour lequel la solution 
est fortement concentrée en réfrigérant et d’isostère pauvre lorsque la concentration en 
réfrigérant est faible.  

Une machine à absorption est principalement composée d’un désorbeur, d’un 
condenseur, d’un évaporateur, de deux détendeurs, d’un absorbeur et d’une pompe comme 
le montre la Figure I.6. La chaleur est utilisée pour effectuer la réaction de désorption (réaction 
endothermique) qui permet de libérer une certaine quantité de gaz réfrigérant de la solution 
initialement riche en gaz. Le gaz obtenu est ensuite condensé (1→2) tandis que la solution 
riche s’appauvrit et rejoint ainsi une isostère de moindre concentration (1→2’). Une fois le 
gaz condensé (phénomène exothermique), le fluide est détendu (2→3) puis évaporé (3→3’). 
L’évaporation (phénomène endothermique) permet de prélever de la chaleur à la source 
froide. Le gaz est alors redirigé vers l’absorbeur où il est absorbé (réaction exothermique) par 
la solution pauvre (3’→4). La solution riche obtenue est pompée vers le désorbeur et le cycle 
peut ainsi recommencer. 

 
Figure I.6 : Schéma d'un cycle à absorption et représentation du cycle thermodynamique dans 

un diagramme de Oldham [ln(P)=f(-1/T)]. 

Comme pour le cycle de Rankine, le travail mécanique de la pompe est souvent 
négligé car de faible valeur en comparaison des autres transferts d’énergie. 

Un cycle à absorption possède l’avantage de pouvoir fonctionner en continu car la 
solution circule en continu entre l’absorbeur et le désorbeur. Ce mode de fonctionnement 
n’est pas possible avec les procédés à sorptions solides puisque le réactif est fixe. 
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2.1.2. Couplage pile à combustible – système à absorption 

La récupération de la chaleur d’une pile à combustible afin d’alimenter une machine 
à absorption liquide-gaz s’est considérablement développée depuis les années 2000. Dès 
2001, un article de Silveira et al. [9] présente une simulation d’un système qui utilise la chaleur 
rejetée par une pile à combustible à sel fondu afin d’alimenter un système à absorption 
permettant de produire de l’eau froide pour un bâtiment. Ils montrent un rendement 
théorique de 86% contre 42% lorsque la chaleur n’est pas récupérée. Néanmoins, cet article 
tout comme de nombreux autres [10-18], utilisent une pile à haute température SOFC (400-
1000 °C) ou encore [19,20] qui utilisent une pile MCFC (650 °C). Ces systèmes sont donc exclus 
du champ d’étude. L’étude qui suit se cantonne à répertorier les articles qui proposent un 
couplage avec une pile PEM fonctionnant à basse température (environ 80 °C). Lorsqu’un 
coefficient de performance (COP) est mentionné dans la suite, celui-ci fait référence au ratio 
entre l’énergie frigorifique produite et l’énergie thermique consommée à la source chaude. 

L’article de Pilatowsky et al. [21] propose l’étude de la récupération de la chaleur 
issue d’une pile PEMFC fournissant de la chaleur à 80 °C pour alimenter un système à sorption 
monométhylamine-eau produisant du froid pour une application de climatisation. Ce système 
à absorption atteint des coefficients de performances compris entre 0,44 et 0,57 pour des 
températures d’évaporation entre 5 et 10 °C. Il est démontré que le rendement global de la 
pile est ainsi amélioré. 

Calise et al. [22] étudient un système similaire basé sur une pile PEMFC couplée à un 
système à absorption LiBr-H20 mais propose également une production d’eau chaude 
sanitaire. Cet article met en avant les difficultés du couplage thermique car la pile ne doit pas 
dépasser 80 °C afin de ne pas endommager la membrane tandis qu’il est nécessaire d’avoir 75 
°C en entrée du système à absorption. L’étude montre néanmoins la faisabilité de ce type de 
système ainsi que son intérêt économique. 

Pour pallier le problème de la température trop basse en entrée du système à 
absorption Chen et al. [23] proposent notamment de chauffer d’avantage le fluide caloporteur 
en sortie de pile à l’aide de capteurs solaires. Cette chaleur est ensuite utilisée dans un 
système à absorption double-effet qui permet, une fois la chaleur prélevée par ce système, de 
conserver une température suffisante pour chauffer de l’eau chaude sanitaire. 

Chen et al. [24] proposent une autre étude sur un système basé sur une pile PEM 
couplée thermiquement à un système à absorption. Cette étude est une optimisation 
multicritère sur l’efficacité énergétique, le rendement exergétique, un critère économique (le 
coût annuel) et un critère environnemental (réduction annuelle des gaz à effet de serre). Les 
variables d’optimisations sont les pressions de gaz de la pile à combustible, sa température et 
sa densité de courant. L’optimisation mène à une amélioration de 40% des performances par 
rapport au système non optimisé. Cet article met ainsi en avant l’intérêt, pour un même 
système, d’être soumis à une étude préalable d’optimisation, ce qui sera abordé dans le 
Chapitre II de cette thèse. 

La difficulté de valorisation de chaleur à 70-80°C a motivé l’exclusion des systèmes à 
absorption pour le projet RECIF.  De plus, les deux autres types de sorption proposent une 
fonction de stockage d’énergie sous forme d’un potentiel chimique inhérente à leur mode de 
fonctionnement discontinu ce qui paraît particulièrement intéressant dans le cadre d’un 
micro-réseau autonome. 
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2.2. Procédé à adsorption 

2.2.1. Présentation du procédé 

Les procédés à adsorption utilisent la faculté de certains solides à adsorber et 
désorber une vapeur. Les couples sorbant/sorbat les plus utilisés sont les couples zéolite/eau, 
gel de silice/eau et charbon actif/méthanol. Les liaisons entre le sorbat et le sorbant sont des 
liaisons physiques faibles, de nature électrostatique, comme les liaisons hydrogène ou les 
liaisons basées sur des interactions de type Van der Waals.  

Un procédé à adsorption utilise cinq composants principaux : un réacteur, un 
condenseur, un réservoir, un détendeur et un évaporateur.  La chaleur est apportée au niveau 
du réacteur afin de monter en température et pression le mélange réactif riche (1→2), une 
fois la pression du condenseur atteinte celui-ci contraint la pression du réacteur, l’échange 
thermique avec la source chaude permet alors d’imposer une température de contrainte 
supérieure à la température d’équilibre, à la pression du condenseur et à la concentration du 
sorbat. La désorption se met en place et une certaine quantité de gaz est désorbée puis 
condensée (2→3). Le sel, initialement riche s’appauvrit à mesure que le gaz se désorbe pour 
rejoindre un isostère de plus faible concentration (2→3’). Le liquide obtenu par condensation 
est stocké dans un réservoir temporairement le temps que le mélange réactif redescende en 
température (3’→4’). Une fois la pression dans le réacteur inférieure à la pression de 
saturation, à la température de l’évaporateur, le liquide contenu dans le réservoir peut alors 
être détendu (3→4), évaporé (4→4’) afin de rejoindre le réacteur. L’adsorption se met alors 
en place, le gaz est adsorbé ce qui enrichit le mélange qui rejoint un isostère plus riche (4’→1). 

 
Le fonctionnement du cycle à adsorption est discontinu puisqu’il est nécessaire que 

le réacteur soit dans deux états thermodynamiques différents lors de la désorption et de 
l’adsorption. Cela engendre implicitement une fonction de stockage à ce système puisqu’il est 
possible de laisser le système au repos avec une quantité de réfrigérant liquide dans le 
réservoir à température ambiante. 
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2.2.2. Couplage pile à combustible – système à adsorption 

Les articles faisant mention de la réutilisation d’une pile à combustible haute 
température [25]–[29] ne sont pas détaillés ici car hors du cadre de l’étude. Plusieurs articles 
font néanmoins référence à la réutilisation de la chaleur d’une pile à combustible basse 
température à l’aide d’un système à adsorption. 

Clausse et al. [30] proposent d’alimenter un système à adsorption à partir de la 
chaleur dégagée par la combustion des résidus d’hydrogène non utilisés par la pile à 
combustible. Trois couples réactifs sont étudiés : charbon actif/méthanol, gel de silice/eau et 
zéolite/eau. Les meilleures performances sont obtenues avec ce dernier couple. Ici, c’est la 
combustion des résidus qui permet d’atteindre une température suffisante pour la 
désorption. 

 Intimi et al. [31] proposent d’utiliser la chaleur d’une pile PEM dans un système de 
climatisation par dessication. Les performances énergétiques sont évaluées et comparées 
avec une pompe à chaleur classique. Les résultats sont cependant peu adaptés à notre étude 
car les auteurs indiquent que plus le climat est chaud et humide et moins les performances de 
ce système sont intéressantes. 

L’article de Ebrahimi et al.  [32] propose un système de trigénération basé sur la 
récupération de chaleur d’une pile PEM permettant d’alimenter en chaleur un cycle à 
adsorption double effet basé sur le couple gel de silice/eau. Ce système, utilisant également 
le stock restant d’eau chaude dans un générateur thermoélectrique afin d’accroître la 
production d’électricité, a un rendement énergétique théorique de l’ordre de 75% et un 
rendement exergétique de 53%. Les auteurs indiquent néanmoins dans cet article que 
l’échange thermique entre la pile et le système à adsorption doit être conçu avec minutie car 
la température de sortie de la pile (80°C) est proche de la température minimale nécessaire 
pour le système à adsorption. 

La littérature scientifique concernant la réutilisation de la chaleur d’une pile à 
combustible dans un système à adsorption est moins fournie que pour les systèmes à 
absorption. Néanmoins, toutes les études font mention du fait que la température en sortie 
de la pile est à la limite d’utilisation du système à adsorption. Afin de pouvoir diminuer la 
température de fonctionnement de la pile à 60-70 °C dans le but d’augmenter la durée de vie 
de la membrane, il sera ainsi difficile d’utiliser un système à adsorption. De plus, la faible 
quantité de chaleur mise en jeu dans la réaction d’adsorption entraine une densité de 
stockage d’énergie plus faible que pour les systèmes thermochimiques. Cette dernière 
technologie a ainsi été retenue pour la valorisation de la chaleur de la pile à combustible du 
projet RECIF et est détaillée dans le suite de ce chapitre. 

3. Les systèmes thermochimiques  

Le cœur d’étude de cette thèse concerne donc les procédés thermochimiques. Ces 
procédés sont basés sur une réaction chimique entre un sel et un gaz réfrigérant. Il est courant 
de voir ce type de procédé classé parmi les systèmes à sorption comme étant une sous-
catégorie des systèmes à adsorption puisqu’il s’agit ici d’une réaction entre un sorbat et un 
sorbant solide. Pour différencier les systèmes à adsorption des systèmes thermochimiques, 
on retrouve parfois la mention de sorption physique pour l’adsorption et sorption chimique 
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pour les systèmes thermochimiques. Cette dénomination vient du fait de la nature de la liaison 
entre le sorbant et le sorbat qui peut être soit physique dans le cas de l’adsorption soit 
chimique dans le cas des procédés thermochimiques.  Divers types de réactions chimiques, de 
natures différentes, peuvent être mises en œuvre selon les réactifs solides et gazeux mis en 
œuvre. On peut ainsi retrouver des réactions de complexation, de coordination, 
d’hydrogénation ou encore d’oxydation. Les propriétés thermodynamiques de ces réactions 
ont permis de concevoir de nombreux procédés de stockage et de transformation énergétique 
qui répondent à des besoins divers tels que le stockage thermique ou la production différée 
de chaleur, de froid et plus récemment de travail mécanique. 

3.1. Historique des procédés thermochimiques 

Les premières mentions dans la littérature scientifique ayant trait aux procédés 
thermochimiques remontent au début du 19ème siècle, notamment par De Saussure et 
Faraday. Ce dernier cherchant notamment à obtenir de l’ammoniac sous forme liquide [33]. Il 
utilise alors un sel, le chlorure d’argent, afin d’adsorber dans un premier temps de l’ammoniac 
gazeux et parvient ensuite, à l’aide d’une source de chaleur, à libérer l’ammoniac en chauffant 
le sel et à le liquéfier grâce à un condenseur. Cette expérimentation a ainsi permis d’entrevoir 
le potentiel d’application et l’exploitation des systèmes thermochimiques pour la production 
de froid. Le 20ème siècle marque l’arrivée de premiers systèmes de réfrigération basés sur des 
procédés thermochimiques. L’apparition sur le marché se fait en 1960 avec notamment la 
commercialisation d’une machine basée sur la réaction de l’ammoniac et du chlorure de 
calcium [34]. Avec le développement des machines à compression mécanique de vapeur, les 
recherches sur ce type de procédés sont laissées de côté et ne réapparaissent que dans les 
années 1970 à la suite du premier choc pétrolier et de l’augmentation du prix de l’énergie. Les 
premières recherches sur la possibilité d’utiliser l’énergie solaire pour faire fonctionner de tels 
systèmes apparaissent alors avec Tchernev, Meunier ou encore Alefeld. Les systèmes à 
adsorption sont une fois encore laissés de côté durant quelques années par la communauté 
scientifique qui se consacre davantage aux systèmes à absorption. Ce n’est que dans la 
seconde moitié des années 80, avec l’interdiction d’utilisation des HFC et CFC en tant que 
fluides frigorigènes, que les recherches reprennent activement avec plus d’une centaine 
d’articles scientifiques. Les premières conférences dédiées à ces procédés ont alors lieues. 
Aujourd’hui la recherche se concentre principalement sur l’amélioration des performances et 
de la densité de puissance de ces systèmes qui restent encore les deux verrous à 
l’industrialisation de ces procédés. Le lecteur pourra se référer aux articles [35] et [36] afin 
d’approfondir l’historique de ces procédés. 

La description du fonctionnement global des procédés thermochimiques requiert la 
compréhension des phénomènes mis en jeu à plus petite échelle. Les propriétés 
thermodynamiques des phénomènes seront décrites en premier lieu, notamment celles 
relatives à leur équilibre thermodynamique et leur cinétique chimique. La partie suivante 
porte sur la conception du réacteur, composant dans lequel est mis en œuvre le matériau 
réactif et où se déroule la réaction chimique. Enfin, le fonctionnement d’un procédé de 
stockage thermochimique « classique » mettant en œuvre un tel réacteur est décrit afin de 
familiariser le lecteur avec ce type de système. 



 

  

Chapitre I : Étude bibliographique 
18 

3.2. Généralités sur la réaction chimique 

La réaction de sorption chimique implique 3 composants. Lors de la phase que l’on 
qualifie de synthèse, le sel déchargé en ammoniac 𝑆0, réagit avec 𝜈 moles de gaz pour former 
le sel chargé en ammoniac 𝑆1. La réaction inverse est appelée décomposition. L’équation (I.1) 
décrit ce processus renversable.  

𝑆0 + 𝜈. 𝐺𝑎𝑧
→
𝑠𝑦𝑛𝑡

←
𝑑é𝑐

𝑆1 (I.1) 

La variation d’enthalpie molaire liée à la réaction de synthèse du sel 𝑆1 peut 
s’exprimer grâce à la relation décrite par l’équation (I.2). 

𝛥𝑟ℎ = ℎ1 − ℎ0 − 𝜈. ℎ𝑔  (I.2) 

On nomme enthalpie de réaction Δ𝐻𝑟 l’énergie thermique libérée par l’absorption 
d’une mole de gaz lors de la réaction de synthèse. Celle-ci peut être exprimée à partir de 
l’équation (I.3). 

∆r𝐻 = −
Δrℎ

𝜈
 (I.3) 

L’enthalpie de réaction dépend de la pression et de la température à laquelle 
s’effectue la réaction mais il est d’usage, compte tenu des relativement faibles amplitudes de 
température et de pression subies par les procédés thermochimiques, de faire l’hypothèse 
que l’enthalpie de réaction est constante, et égale à l’enthalpie de réaction dans les conditions 
normales de pression et de température (𝑃° = 1 𝑏𝑎𝑟 et 𝑇° = 25 °𝐶). On définit ainsi 
l’enthalpie standard de réaction 𝛥𝑟𝐻°. 

On définit le taux d’avancement 𝑋 de la réaction comme la proportion de sel 
synthétisé (sel chargé en ammoniac) par rapport à la quantité totale de sel présente dans un 
réacteur, on a donc 𝑋 = 0 si la réaction de décomposition est complète et 𝑋 = 1 si la réaction 
de synthèse est complète. Ainsi, comme le montre l’équation (I.4), l’avancement peut être 
exprimé comme le ratio de sel chargé en ammoniac (𝑁1) sur la quantité totale de sel (𝑁0 +
𝑁1). 

𝑋 =
𝑁1

𝑁0 + 𝑁1
 (I.4) 

Il est parfois possible de former successivement plusieurs sels différents à partir d’un 
même sel réactif. Ainsi, lors de la réaction entre le bromure de baryum et l’ammoniac par 
exemple, les produits suivants peuvent être formés : BaBr2(NH3), BaBr2(NH3)2, BaBr2(NH3)4 et 
BaBr2(NH3)8. Afin de bien identifier la réaction ayant lieu, on utilisera une notation 
particulière : le terme BaBr2(8/4) fera ainsi référence à la réaction de synthèse du BaBr2(NH3)8 
à partir du BaBr2(NH3)4. 

L’étude de la variance de Gibbs pour cette réaction chimique entre un solide et un 
gaz montre que ce processus est monovariant, ce qui signifie que l’équilibre 
thermodynamique, pour lequel coexiste le sel chargé 𝑆1 et le sel déchargé 𝑆0, n’est caractérisé 
que par un seul paramètre intensif (pression ou température par exemple). Cet équilibre peut 
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être décrit en première approximation à l’aide de la relation de Clausius-Clapeyron décrite par 
(I.5).  

P(𝑇) = 𝑃𝑟𝑒𝑓. 𝑒𝑥𝑝 (
𝛥𝑟𝐻

°

𝑅
−
𝛥𝑟𝑆

°

𝑅. 𝑇
) (I.5) 

Cette équation relie la pression d’équilibre de la réaction 𝑃 à la température 

d’équilibre 𝑇. 𝛥𝑟𝐻
° et 𝛥𝑟𝑆

° correspondent respectivement à l’enthalpie et l’entropie de 
réaction dans les conditions standard. 

Afin d’engager un des deux sens de la réaction décrite par l’équation (I.1), soit la 
décomposition, soit la synthèse, il est nécessaire de placer le réactif hors de son équilibre 
thermodynamique. Deux contraintes opératoires en température et pression (𝑇𝑐, 𝑃𝑐) doivent 
alors être imposées au réacteur. Ainsi pour engager une réaction de décomposition, il est 
nécessaire d’imposer une pression opératoire inférieure à la pression d’équilibre 
correspondant à la température de contrainte appliquée ou, de manière équivalente, une 
température opératoire supérieure à la température d'équilibre correspondant à la pression 
de contrainte appliquée. Une réaction de synthèse est obtenue si l’inverse est imposé au 
réacteur. Une illustration de ces contraintes de mise hors équilibre est proposée sur la Figure 
I.7. 

 

Figure I.7 : Illustration des écarts à l'équilibre nécessaires pour obtenir une réaction de 
décomposition ou de synthèse. 
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3.3. Les couples réactifs 

3.3.1. Le sorbat gazeux 

Les deux fluides les plus couramment employés dans les systèmes thermochimiques 
sont l’eau et l’ammoniac. Leurs propriétés respectives sont rappelées dans le Tableau I.1. 

Fluide Ammoniac Eau 

Formule chimique 𝑁𝐻3 𝐻2𝑂 

Température d’ébullition à 1 bar −33,6 °𝐶 100 °𝐶 

Température de cristallisation à 1 bar −77,7 °𝐶 0,00 °𝐶 

Point critique 132 °𝐶 | 113 𝑏𝑎𝑟 374 °𝐶 | 221 𝑏𝑎𝑟 

Masse molaire 17,0 𝑔.𝑚𝑜𝑙−1 18 𝑔.𝑚𝑜𝑙−1 

Enthalpie de vaporisation à 25 °C et 1 bar 1,38.106 𝐽.𝑚𝑜𝑙−1 2,26.106 𝐽.𝑚𝑜𝑙−1 

Masse volumique à 25 °C et 1 bar 682 𝑘𝑔.𝑚−3 958 𝑘𝑔.𝑚−3 

Tableau I.1 : Propriétés de fluides usuellement employés dans les procédés thermochimiques 
(Données obtenues avec CoolProp). 

D’autres fluides tels que l’hydrogène, l’éthanol, le méthanol, le dioxyde de carbone, 
la méthylamine ou encore la diméthylamine ont également été étudiés dans la littérature 
scientifique mais de manière plus marginale.  

Le choix d’un fluide se fait selon plusieurs critères : thermodynamique, économique, 
toxicité, disponibilité… Il faut également s’assurer de la compatibilité du fluide sélectionné 
avec l’application envisagée. Il sera par exemple important de ne pas fonctionner près du 
point de cristallisation du fluide sous peine de voir le fluide de travail passer à l’état solide. 

3.3.2. Le sorbant solide 

On retrouve dans la littérature un grand nombre de sels réactifs. L’article de Wang et 
al. [37] propose un état de l’art sur de nombreux couples réactifs pouvant être mis en œuvre. 
On peut regrouper ces réactifs en 3 grandes catégories : les halogénures de métal, les hydrures 
et les oxydes métalliques. 

a) Halogénures de métal 

Les halogénures de métal (ou halogénure métalliques) sont des composés chimiques 
constitués d’un halogène (Cl, Br, I) et d’un métal, principalement de type alcalino-terreux (Mg, 
Ca, Sr, Ba) ou de transition (Mn, Fe, Co, Ni). Les réactions chimiques avec ces sels 
s’apparentent à des réactions de complexation qui présentent généralement une enthalpie 
de réaction élevée. Ces couples réactifs sont soumis à des problèmes d’agglomérations et de 
frittage, ce qui demande une attention toute particulière lors de leur mise en œuvre afin 
d’éviter ces phénomènes qui limitent les cinétiques de réaction. La multitude de couples 
réactifs disponibles de ce type, réagissant avec l’ammoniac, permet d’exploiter de la chaleur 
jusqu’à 320°C. Au-delà une décomposition de l’ammoniac a lieu du fait de l’action catalytique 
de l’acier inoxydable utilisé pour l’enveloppe des réacteurs. 
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b) Hydrures de métal 

L’hydrogène, utilisé en tant que gaz réactif, peut réagir avec de nombreux composés 
selon différentes réactions. Il peut ainsi réagir avec le lithium, le calcium ou encore des alliages 
métalliques pour former des composés tels que LiH ou CaH2 par exemple. L’utilisation de 
l’hydrogène implique un fonctionnement du système où il sera toujours à l’état gazeux car 
l’hydrogène est difficile à liquéfier. L’hydrogène libéré lors de la décomposition dans un 
réacteur sera alors généralement capté et adsorbé dans un second réacteur. Ces procédés 
couplant deux réactions chimiques sont qualifiés de procédés à résorption. Les réacteurs de 
ce type de système sont souvent très lourds du fait de la faible masse d’hydrogène sorbé par 
masse de sorbat. Une évaluation des systèmes basés sur ce type de matériau pour des 
applications de pompe à chaleur et de production de froid est présentée dans l’article de 
Willers et al. [38]. 

Ce type de matériau permet d’exploiter des sources de chaleur à bien plus haute 
température qu’avec les halogénures de métal (jusqu’à 400°C). De plus, ils présentent bien 
souvent l’avantage d’avoir une cinétique de réaction élevée. Cependant, la conductivité 
thermique de ces sels à tendance à diminuer avec le temps dégradant ainsi les performances 
du procédé. 

c) Oxydes métalliques 

Les oxydes métalliques peuvent également faire office de sorbant car il existe des 
réactions chimiques avec l’oxygène, l’eau ou encore le dioxyde de carbone. On retrouve dans 
la littérature des oxydes de calcium, de plomb, de magnésium ou encore de titane. Ces sels ne 
s’utilisent qu’avec des sources de chaleur ayant une température supérieure à 150 °C mais ils 
permettent d’exploiter de la chaleur à plus haute température que les deux catégories de sels 
précédentes (jusqu’à 1000°C). L’enthalpie de réaction de ces sels est généralement élevée et 
permet ainsi d’envisager des applications de stockage ayant une forte densité énergétique. 

3.4. Le réacteur 

Le réacteur est le siège de réactions endothermique et exothermique entre un solide 
et un gaz. Plusieurs technologies de réacteurs ont été développées et plusieurs méthodes de 
classifications existent. La plus communément employée consiste à classer les réacteurs selon 
le mode de mise en œuvre du solide réactif. On distingue ainsi 3 grandes familles de réacteurs : 

 Les réacteurs à lit à empilement contiennent un sel qui peut être fixe dans le réacteur, 
ou entrainé par une bande transporteuse, brassé par rotation ou encore vibré. 

 Les réacteurs à lit fluidisé, également appelés réacteurs à lit suspendu, sont formés 
par une suspension du mélange réactif traversée par le gaz réactif. Le solide se 
présente alors sous forme de poudre et la suspension est provoquée soit en faisant 
tomber des grains par gravité soit en soufflant le sorbat gazeux à travers la poudre. 

 Les réacteurs à lit entrainé sont composés d’un lit de particules transportées par un 
gaz à fort débit. 

Chacune de ces 3 typologies est illustrée sur la Figure I.8. 
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Figure I.8 : Représentation schématique d'un lit à empilement, d'un lit fluidisé et d'un lit 
entrainé en phase de synthèse. 

L’article de Clarke et al. [39] propose une comparaison de ces différentes 
technologies. La mise en œuvre et la modélisation d’un lit fixe à empilement possède 
l’avantage d’être simple à mettre en œuvre et à modéliser mais présente les transferts 
thermiques et massiques les plus faibles. Les réacteurs à lit fluidisé et à lit entrainé permettent 
de bien meilleurs transferts de chaleur et de masse mais les phénomènes hydrodynamiques 
sont complexes à modéliser et à mettre en œuvre. Le réacteur à lit fluidisé peut également 
poser des problèmes d’érosion interne du réacteur qui diminue la durée de vie de ce dernier. 
En revanche ce type de réacteur permet une très bonne homogénéité de la température et 
de la pression dans le réacteur. L’utilisation de sel pur dans un réacteur à lit fixe, bien que 
possible, pose souvent des problèmes d’agglomération qui altèrent le transport de gaz dans 
le réacteur dans le temps. En effet, la circulation du gaz réactif au sein du milieu poreux ne 
doit pas être un facteur limitant pour le déroulement de la réaction, notamment lors des 
réactions de synthèse au cours desquelles il est observé une augmentation volumique 
importante du solide réactif diminuant la perméabilité au gaz.  Par ailleurs, les puissances de 
réactions sont fortement limitées par la très faible conductivité thermique du sel (de l’ordre 
de 0,1 à 0,5 𝑊.𝑚−1. 𝐾−1). Afin de favoriser les transferts de masse et de chaleur dans un 
réacteur, il est courant de mélanger le sel à un matériau poreux et conducteur de chaleur tel 
que le graphite naturel expansé (GNE), la vermiculite ou encore la mousse métallique. Ces 
matériaux sont sélectionnés pour leur conductivité thermique élevée et leur porosité qui 
contribue à une meilleure diffusion du gaz au sein du réactif. Ces mélanges permettent 
également d’améliorer les propriétés mécaniques, notamment l’élasticité du mélange réactif, 
qui permet ainsi d’absorber les variations de volume du réactif au cours des réactions, sans 
trop limiter la qualité des transferts de masse. Le taux de sel dans le mélange réactif résulte 
d’une optimisation car pour de fortes densités de GNE le transport de matière est favorisé 
tandis que le transport de masse est diminué. 

3.5. Description d’un procédé thermochimique conventionnel 

De nombreux procédés thermochimiques ont été développés dans la littérature 
scientifique. On parle de système ouvert lorsque le sorbat est puisé et rejeté dans 
l’environnement et de système fermé lorsque celui-ci subit un cycle en circuit fermé. Certains 
fluides frigorigènes comme l’ammoniac sont nécessairement employés dans des systèmes 
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fermés. Afin de cycler le sorbat dans un système fermé, il est nécessaire de coupler la réaction 
de sorption à un autre processus physico-chimique. Il est possible d’utiliser un changement 
d’état liquide/gaz du fluide de travail ou bien une autre réaction de sorption (système à 
résorption). Le procédé décrit dans la suite est un système fermé couplant une réaction entre 
le BaCl2(8/0) et l’ammoniac à un changement d’état liquide/gaz de l’ammoniac.  

Un système thermochimique fermé est constitué de 5 composants principaux 
représentés sur le schéma de la Figure I.9 : 

 Le réacteur, siège de la réaction chimique, est couramment connecté soit à une 
source chaude permettant d’apporter de l’énergie thermique lors de la phase de 
décomposition (𝑄𝑑𝑒𝑐) soit à une source permettant d’évacuer la chaleur dégagée par 
la réaction de synthèse (𝑄𝑠𝑦𝑛𝑡). Cette seconde source est souvent l’environnement 

ambiant. 
 Un condenseur permettant de liquéfier l’ammoniac gazeux grâce à un échange 

thermique avec une source qui est souvent l’environnement (𝑄𝑐𝑜𝑛𝑑). 
 Un réservoir pour stocker l’ammoniac liquide à température ambiante. 
 Un organe de détente qui permet de détendre le liquide de la pression du réservoir 

à celle de l’évaporateur. 
 Un évaporateur qui permet de vaporiser l’ammoniac liquide et ainsi d’absorber une 

quantité de chaleur (𝑄𝑒𝑣𝑎𝑝) à une source froide que l’on cherche à refroidir 

davantage. 

Le cycle fonctionne selon deux phases distinctes représentées respectivement en 
rouge (phase de décomposition du sel réactif) et bleu (phase de synthèse) sur le diagramme 
de Clausius-Clapeyron de la Figure I.9. Ce type de diagramme permet de représenter les 
courbes d’équilibre des réactions par des droites selon l’équation décrite dans (I.5). Lors de la 
phase de décomposition, l’énergie thermique de la source chaude (𝑄𝑑𝑒𝑐) est transférée au 
réacteur afin d’élever sa température. Le réacteur étant fermé, l’élévation de température 
entraîne une élévation de la pression du fait de l’équilibre monovariant de la réaction. Lorsque 
la pression dans le réacteur atteint la pression qui règne dans le condenseur, ces deux 
composants sont connectés. La pression dans le réacteur est ainsi fixée par le condenseur et 
la température est conditionnée par l’échange thermique avec la source chaude. Le réactif est 
alors mis hors équilibre et la réaction de décomposition a lieu : le gaz est désorbé et s’écoule 
vers le condenseur. Dans le condenseur, le gaz est refroidi jusqu’à atteindre l’état de vapeur 
saturante (désurchauffe des vapeurs) puis se condense. Ces deux phénomènes impliquent 
qu’une quantité de chaleur (𝑄𝑐𝑜𝑛𝑑) doit être évacuée. Cette chaleur est évacuée à l’aide d’un 
échange thermique avec l’environnement dans l’exemple présenté ici. Le liquide ainsi obtenu 
est stocké à température ambiante dans le réservoir. 

Lorsque l’utilisateur souhaite produire du froid, le réacteur est isolé et refroidi, grâce 
à un échange thermique avec le milieu environnant ici, faisant chuter sa pression. Lorsque sa 
pression devient inférieure à la pression de l’évaporateur, le réacteur est connecté à 
l’évaporateur. Le gaz est alors sorbé chimiquement par le sel réactif produisant ainsi un 
dégagement de chaleur (𝑄𝑠𝑦𝑛𝑡). Cette réaction chimique entre le gaz et le sel réactif provoque 

une diminution de la pression à l’évaporateur et, pour pallier cette baisse de pression, le 
liquide contenu dans l’évaporateur se vaporise en induisant un effet endothermique.  Le 
liquide du réservoir à température ambiante est alors détendu à la pression de vaporisation 
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et rejoint l’évaporateur. Le caractère endothermique de l’évaporation permet d’absorber de 
la chaleur à la source froide (𝑄𝑒𝑣𝑎𝑝), qui est l’effet utile recherché.  

 
Figure I.9 : Diagramme de Clausius-Clapeyron d'un procédé thermochimique classique 

permettant de stocker la chaleur en vue d’une production différée de froid. 

3.6. Pile à combustible et système thermochimique 

Au moment de la conception du projet RECIF, la littérature ne faisait mention 
d’aucune étude concernant la réutilisation de la chaleur d’une pile à combustible à l’aide d’un 
procédé thermochimique. Un article est néanmoins paru depuis [40]. Cet article propose une 
simulation numérique sous Matlab pour un système de cogénération très proche de celui 
développé dans le cadre du projet RECIF. La pile à combustible est une PEMFC et la chaleur 
est réutilisée dans un système thermochimique utilisant de l’ammoniac et du NaBr(5,25/0). 
Le couplage entre la pile et le système thermochimique est fait à l’aide d’un thermosiphon qui 
agit comme un réservoir de chaleur. Le thermosiphon fonctionne avec de l’eau et permet deux 
choses : garder une température constante en entrée de la pile à combustible et permettre 
de stocker la chaleur même quand le système thermochimique ne peut plus en absorber. Le 
système d’équations modélisant le comportement du système est résolu grâce à Matlab en 
utilisant la méthode de Newton-Raphson. Les critères de convergence sont la température du 
réacteur, la masse d’ammoniac dans le réacteur et l’avancement de la réaction. Les résultats 
montrent une puissance froide théorique de 400W pour une puissance électrique entre 600 
et 1400W et le rendement du système global atteint 63% contre 50% lorsque la chaleur n’est 
pas réutilisée. 

Le fait que la littérature soit peu fournie sur ce type de couplage combiné au fait que 
ces systèmes proposent une fonction de stockage de forte densité énergétique et puissent 
fonctionner à partir d’une source de chaleur basse température a motivé le fait de 
sélectionner ce type de procédé pour le projet RECIF. 
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3.7. Cycles hybrides à compresseur 

Lorsque l’on souhaite valoriser de l’énergie thermique basse température, il peut être 
intéressant de coupler le système thermochimique classique avec un compresseur lorsque la 
température de la source chaude n’est pas suffisante pour mettre le réacteur dans les 
conditions opératoires hors équilibre pour initier la réaction de décomposition, c’est-à-dire 
lorsque sa pression d’équilibre à la température de la source chaude est inférieure à la 
pression imposée par le condenseur.  

Les premières références de systèmes hybrides à compresseur remontent à des 
études menées à la fin des années 80 notamment avec les thèses de D. Lucazeau [41] et P. 
Neveu [42]. La première thèse étudie le compresseur dans un objectif de régulation de la 
puissance de réaction. Elle montre ainsi qu’il est notamment possible de piloter la pression du 
réacteur par l’intermédiaire du compresseur et influer ainsi sur l’écart à l’équilibre imposé et 
par suite sur la cinétique de la réaction. La seconde thèse a permis de montrer par simulation 
que la modification de la pression à l’aspiration du compresseur placé entre les deux réacteurs 
d’un système à résorption, permet d’envisager une production du froid à plus basse 
température.  

On retrouve néanmoins dans des études plus récentes, une description de systèmes 
à résorption hybrides à compresseur utilisés pour effectuer une élévation de température de 
la source chaude, on parle alors de thermo-transformateur. Les articles de Van der Pal et al. 
[43,44] discutent par exemple la faisabilité technique et économique de tels systèmes à 
l’échelle industrielle. Ils ont ainsi montré que la mise en œuvre de tels systèmes semble 
réaliste tant sur le plan technique qu’économique puisqu’un retour sur investissement entre 
2 et 9 ans est estimé. 

 Jiang et al. [45] ont réalisé une étude sur un système de thermo-transformation 
similaire permettant de produire de la chaleur à plus de 150 °𝐶 à partir d’une source chaude 
à moins de 90 °𝐶. Un coefficient de performance représentant le ratio entre l’énergie 
thermique en sortie du système et celle en entrée est estimé à environ 0,4. Cette possibilité 
d’élever la température de la source chaude est notamment intéressante pour des 
applications de chauffage dans les régions au climat froid. Jiang et al. [46] proposent ainsi un 
stockage de chaleur inter-saisonnier avec comme cas d’étude une région pour laquelle la 
température extérieure est comprise entre −30 et −5 °𝐶. Deux couples de sels sont étudiés 
MnCl2-CaCl2 et MnCl2-CaCl2. L’utilisation du compresseur permet notamment d’améliorer le 
coefficient de performance (COP) de 0,768 à 0,865 pour le premier couple et de 0,739 à 0,847 
pour le second. Le même ordre de grandeur d’amélioration est observé sur le rendement 
exergétique, critère de performance qui tient compte de la qualité de l’énergie. 

Plus récemment l’article de Babu et al. [47] propose un cycle à résorption dans lequel 
le compresseur est utilisé dans un cycle permettant de produire simultanément du froid et de 
la chaleur. Le compresseur est utilisé lors de la phase de restitution de l’énergie afin 
d’augmenter la température de la chaleur produite. Une analyse paramétrique sur la 
température de production du froid (5/10/15 °𝐶) et sur le ratio de compression, a été 
réalisée en considérant 6 sels différents. Les principaux résultats montrent ainsi la possibilité 
de produire de la chaleur jusqu’à 176 °𝐶 à l’aide des sels FeCl2(2/0) et NaBr(5,25/0) ainsi que 
la possibilité d’atteindre des coefficients de performance proches de ce que proposent les 
pompes à chaleur. 
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Un article de Gao et al. [48] propose une étude sur un procédé à résorption hybride 
continu. L’objectif est ici de réutiliser la chaleur rejetée par un processus de séchage industriel 
pour en augmenter sa température et être réinjectée en entrée du process. Le 
fonctionnement continu est rendu possible grâce à l’utilisation de 2 réacteurs identiques. Pour 
une température de 70°C en entrée du processus, le système produit de la chaleur à 120°C. 
Le COP, défini dans cet article comme le ratio de l’énergie thermique en sortie sur l’énergie 
électrique consommée par le compresseur est de 6,5 pour le sel SrCl2(8/1). 

Le reste des études intégrant un compresseur dans un procédé thermochimique 
concerne l’utilisation d’un compresseur lors de la phase de décomposition, ce qui permet 
d’utiliser des sources de chaleur à plus basse température que celles requises pour un système 
sans compresseur. On retrouve notamment dans l’article de Ferrucci et al. [49] une étude 
théorique sur un système combinant une machine à compression mécanique de vapeur et un 
procédé thermochimique dont la décomposition est assistée par compresseur. Le cas d’étude 
porte sur la climatisation d’un bâtiment en Polynésie Française. Lorsqu’un besoin en 
climatisation se produit durant la journée, la machine à compression mécanique de vapeur se 
met en route en consommant l’électricité soit provenant de panneaux photovoltaïques soit 
directement celle du réseau. Si ce besoin disparaît et que de l’électricité produite par les 
panneaux est toujours disponible, la décomposition assistée d’un réacteur contenant le sel 
BaCl2(8/0) peut alors être déclenchée. Le soir, le système thermochimique peut alors produire 
du froid sans consommer d’électricité. Le système permet ainsi une production de 4 𝑘𝑊ℎ de 
froid par jour et par mètre carré de panneau photovoltaïque. Cette étude propose notamment 
une analyse paramétrique sur la température de la source thermique utilisée pour la 
décomposition (variant de la température ambiante à 70°C) les pincements thermiques dans 
les différents échangeurs et le rendement isentropique du compresseur. Les impacts sur le 
coefficient de performance et le rendement exergétique sont étudiés. Enfin, une comparaison 
à d’autres systèmes de production de froid incluant différents moyens de stockage est 
effectuée (batterie, eau glacée, glace). L’étude montre ainsi qu’il est possible d’atteindre des 
performances relativement similaires aux systèmes conventionnels à l’aide de ce procédé 
hybride. Une campagne expérimentale a également été menée dans le thèse de F. Ferrucci 
[50].  Ces expérimentations ne permettent néanmoins pas de conforter les résultats de l’étude 
théorique car l’utilisation d’un by-pass pour réinjecter une partie du refoulement à l’aspiration 
du compresseur, du fait qu’il soit surdimensionné par rapport au prototype, n’a pas permis 
d’évaluer les performances réelles du système. Néanmoins un mode de fonctionnement 
hybride permettant de s’affranchir de ce by-pass, pour lequel la phase de décomposition du 
réacteur est effectuée en même temps qu’un cycle à compression mécanique de vapeur, a 
permis d’atteindre un COP de 2,61. Ce COP est défini comme le ratio de l’énergie frigorifique 
produite sur l’énergie électrique consommée par le compresseur. 

L’article de Fitó et al. [51] propose une validation expérimentale de ce procédé et 
montre qu’il est possible de réduire de 35 °𝐶 la température nécessaire pour la décomposition 
du sel BaCl2(8/0). Cette étude expérimentale est accompagnée d’une validation d’un modèle 
dynamique permettant par la suite une étude de cas. Cette étude propose un cycle 
fonctionnant sur 24h permettant de produire 40𝑘𝑊 de froid pour une chambre froide 
industrielle. Il est ainsi montré que de meilleurs coefficients de performance qu’avec des 
systèmes conventionnels à compression mécanique de vapeur peuvent être atteints. 



 

  

Chapitre I : Étude bibliographique 
27 

On retrouve dans l’article de Zisopoulos et al. [52] une étude sur un système de 
cogénération chaleur/froid pour une habitation. Le compresseur permet ici de valoriser une 
source de chaleur à 60°C. Ce système permet de couvrir 34% des besoins de climatisation en 
été et 85% des besoins de chauffage en hiver.  

Deux articles récents de la même équipe de recherche, Gao et al. [53,54], proposent 
une étude sur la réutilisation de la chaleur des gaz d’échappement d’un véhicule à l’aide d’un 
procédé thermochimique. Le compresseur permet notamment d’envisager la récupération de 
la chaleur à bas régime moteur, lorsque les gaz d’échappements sont peu chauds. 
L’application envisagée est un véhicule frigorifique. Durant le fonctionnement du véhicule le 
réacteur est décomposé soit directement à l’aide de la chaleur des gaz d’échappement si ceux-
ci sont assez chauds, à haut régime moteur donc, ou bien d’assister la décomposition à l’aide 
du compresseur à bas régime moteur. La production de froid durant le fonctionnement du 
véhicule est assurée par une pompe à chaleur classique et le système thermochimique 
prolonge cette production lorsque le véhicule est à l’arrêt. Un coefficient de performance de 
1,65 est atteint grâce au sel MnCl2(6/2). Ce coefficient de performance est défini comme le 
ratio de l’énergie frigorifique produite sur l’énergie électrique consommée par le compresseur 
puisque l’énergie thermique apportée par les gaz d’échappements est considérée comme 
gratuite ici. 

On retrouve également dans la littérature plusieurs articles traitant de la 
problématique du stockage de chaleur inter-saisonnier. Ma et al. [55] proposent notamment 
une étude sur un stockage inter-saisonnier de chaleur basé sur un procédé thermochimique 
utilisant le sel SrCl2(8/1) qui réagit avec l’ammoniac. L’étude vise à comparer ce système 
hybride alimenté par des collecteurs solaires thermiques à un système utilisant une résistance 
électrique alimenté par du photovoltaïque pour chauffer le réacteur. Il est montré que le 
système thermochimique hybride à compresseur permet d’atteindre de meilleures 
performances. Avec un ratio de compression de 4, le système consomme 848𝑘𝑊ℎ 
d’électricité et 4465 𝑘𝑊ℎ d’énergie solaire thermique durant l’été pour restituer 3227 𝑘𝑊ℎ 
de chaleur durant l’hiver. Un rendement de stockage est défini comme le ratio entre l’énergie 
stockée sous forme d’un potentiel chimique sur la somme des énergies solaires et électriques. 
Il est ainsi montré que le rendement de ce système de stockage est d’environ 60 % pour une 
densité énergétique de l’ordre de 147 𝑘𝑊ℎ par mètre cube de système. La même équipe de 
recherche propose l’étude d’un stockage de chaleur inter-saisonnier dans lequel la chaleur 
ainsi que l’électricité sont fournies par un panneau photovoltaïque/thermique (PV/T) [56]. Le 
même couple réactif est utilisé et, au travers d’une étude de cas, les résultats montrent la 
possibilité d’assurer un chauffage durant tout l’hiver pour un foyer anglais typique. Pour ce 
faire, le système utilise 30 𝑚2 de panneaux PV/T et 22 𝑚3 de composite. Pour un ratio de 
compression d’environ 11, le système atteint un coefficient de performance de 0,88.  

4. Conclusion 

Ce chapitre a été l’occasion de présenter les différentes technologies permettant une 
valorisation de chaleur basse température (80 °C) en froid. Les systèmes utilisant une 
conversion intermédiaire en énergie mécanique sont bien souvent, pour la plupart, complexes 
car ils sont basés sur un couplage entre deux cycles thermodynamiques. Le premier cycle 
permet une production de travail mécanique qui est alors utilisé par le second cycle pour 
obtenir une production frigorifique. De plus, ces procédés ne proposent pas de fonction de 
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stockage ce qui est particulièrement intéressant dans le cadre du projet RECIF car, la nuit, les 
profils de consommation classiques des habitations font apparaître principalement une 
demande en froid due à la climatisation. 

Les procédés à sorption ont ensuite été présentés. A la suite d’une description de leur 
fonctionnement et d’une étude bibliographique permettant de lister les couplages existants 
entre ces procédés et les piles à combustible PEM ceux-ci n’ont pas été retenus pour le projet 
RECIF pour deux raisons. D’une part ils nécessitent une température de source chaude pour 
fonctionner à la limite de ce que fournit une pile PEM, d’autre part, la fonction de stockage 
est soit inexistante pour les systèmes à absorption, soit présente une densité énergique moins 
importante que les procédés thermochimiques dans le cas des systèmes à adsorption. Les 
procédés thermochimiques ont donc été retenus pour le projet RECIF. 

Une description approfondie du fonctionnement de ces procédés a alors été 
proposée à travers la description de la réaction chimique, du réacteur et d’un procédé de 
stockage thermochimique classique. Enfin, une étude bibliographique a été menée sur les 
hybridations possibles de ce type de procédé avec un compresseur. Cette étude a permis de 
mettre en avant la faisabilité de l’utilisation du compresseur lors de la phase de décomposition 
pour permettre une valorisation de la chaleur à plus basse température. Certaines études ont 
également montré la possibilité d’utiliser le compresseur lors de la phase de synthèse mais 
celles-ci se cantonnent aux systèmes à résorption dans lequel l’effet utile est l’augmentation 
de la température de la source chaude. Cette constatation a motivé une partie des travaux de 
cette thèse concernant l’utilisation du compresseur lors de la phase de synthèse pour 
permettre une production de froid à plus basse température. Ces différentes hybridations 
pourraient ainsi permettre au micro-réseau RECIF de valoriser d’autres sources thermiques 
comme la chaleur émise par les panneaux photovoltaïques par exemple ou bien de proposer 
de nouvelles applications à plus basses températures comme la réfrigération ou la 
congélation. 
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Chapitre II : Dimensionnement, gestion et conception optimisées 
d’un micro-réseau isolé 

Avant d’étudier en profondeur le système thermochimique, cœur d’étude de cette 
thèse, ce chapitre s’intéresse au micro-réseau dans sa globalité.  

 La première étude présente une méthodologie d’optimisation par essaim de 
particules permettant simultanément de dimensionner le micro-réseau et d’en proposer une 
stratégie de gestion. En effet, dans le cadre de réseaux déconnectés du réseau principal, la 
stratégie de pilotage des différents composants et la gestion des stockages doivent être 
réalisées avec soin et de manière concomitante afin de s’assurer que les demandes soient 
toujours satisfaites sur un horizon de temps donné. 

La seconde étude permet d’estimer les profils de charges les plus adaptés à un micro-
réseau tel que celui développé dans le cadre du projet RECIF. Cette étude, grâce à l’algorithme 
d’optimisation par essaim de particules, permet dans un premier temps de mettre en avant 
les profils de charges qui rendent pertinent le stockage électrique réalisé par un stockage 
d’hydrogène associé à un système électrolyseur/pile à combustible, par rapport au stockage 
électrochimique conventionnel (batteries). Dans un second temps, cette étude permet de 
mettre en avant les profils qui rendent intéressante l’intégration d’un stockage 
thermochimique de froid au micro-réseau. Ces deux études ont fait l’objet d’un article paru 
dans Energy [57].  

La troisième partie est dédiée au micro-réseau RECIF et permet une description des 
principaux composants. Le dimensionnement du micro-réseau étant désormais fixé par les 
choix effectués pour chaque composant, il sera vu en dernière partie en quoi l’algorithme 
d’optimisation développé dans la première étude pourrait constituer un outil d’aide à la 
gestion du micro-réseau RECIF. 

1. Dimensionnement et gestion optimale d’un micro-réseau 

1.1. Algorithme d’optimisation  

L’objectif est de développer une méthodologie capable de dimensionner de manière 
optimale les stockages énergétiques d’un micro-réseau et de proposer une stratégie de 
gestion des différents composants de ce micro-réseau. Cette méthodologie s’appuie sur la 
méthode d’optimisation par essaims de particules,  ou Particle Swarm Optimisation, plus 
connue sous l’acronyme PSO, développée par Kennedy et Eberhart en 1995 [58].  

Ce choix a notamment été motivé par la souplesse autorisée dans la formulation de 
la fonction objectif. En effet, comme développé par la suite, il est très aisé d’ajouter des 
contraintes à cette fonction objectif et de pondérer chacune d’elles afin d’en prioriser 
certaines. De plus, cet algorithme permet de fournir une solution convenable en un temps 
correct, de l’ordre de quelques minutes pour les simulations présentées ici. Il est cependant 
bien question ici d’une solution « convenable » et non de la solution optimale au sens 
mathématique du terme car cet algorithme permet seulement d’obtenir une solution sous-
optimale. En effet, en fonction du critère de fin de l’algorithme il est tout à fait possible que 
celui-ci ait convergé vers un minimum local ou bien, plus simplement, que celui-ci n’ait pas 
convergé. Cette dernière possibilité a été exclue ici en s’assurant que le nombre d’itérations 
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soit suffisant pour assurer la convergence de l’algorithme. Le principe de cet algorithme est 
relativement simple, un essaim de particules parcours l’espace des solutions à la recherche de 
la solution optimale. Cet algorithme permet de définir la position d’une particule comme une 
solution possible au problème d’optimisation. La position d’une particule, et donc une solution 
possible du problème d’optimisation, correspond à une valeur donnée pour chacune des 
variables d’optimisation. L’espace des solutions est ainsi défini par l’intégralité des valeurs que 
peuvent prendre les variables d’optimisation. Afin de définir l’espace de recherche, 
l’utilisateur choisit de borner chacune des variables. À chaque itération de l’algorithme, les 
particules se déplacent dans cet espace selon un vecteur particulier, défini par la suite par 
l’équation (II.1), puis un score est calculé à l’aide de la fonction objectif pour chacune des 
particules en fonction de sa position. Si la particule obtient son meilleur score (c’est-à-dire sa 
plus faible valeur), celui-ci est alors stocké. Le score de la meilleure des particules de l’essaim 
est également gardé en mémoire et servira à diriger les particules de l’essaim à chaque 
itération. La qualité de la convergence est caractérisée par un critère d’arrêt, et, tant que le 
critère d’arrêt de l’algorithme n’est pas atteint, les itérations continuent. Les critères d’arrêts 
peuvent prendre plusieurs formes, il est par exemple possible de définir un score minimal en 
dessous duquel les itérations s’arrêtent ou bien un nombre d’itérations défini. La procédure 
de fonctionnement de cet algorithme est décrite sur le schéma de la Figure II.1. 

 

Figure II.1 : Description de la procédure itérative de l'algorithme PSO. 
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 Les particules ont initialement une position et une vitesse aléatoires, et vont 
parcourir l’espace des solutions possibles selon un vecteur vitesse redéfini à chaque itération 
comme la somme des 3 vecteurs suivants : 

 Le vecteur, en rouge dans l’équation (II.1), représentant la vitesse actuelle de la 
particule que l’on pondère par un facteur 𝜔 ∈ [0; 1]. Ce facteur, appelé facteur 
d’inertie, permet de pondérer la vitesse des particules. Il peut être pris constant ou 
bien décroitre à chaque itération afin de diminuer progressivement la vitesse des 
particules pour faciliter la convergence de l’algorithme. 

 Un vecteur, en bleu dans l’équation (II.1), permettant de diriger la particule vers 
l’endroit où elle a obtenu son propre meilleur score lors des précédentes itérations. 
Ce vecteur est pondéré par le produit de deux paramètres : 𝐶1 ∈ [0; 1] et Φ1 ∈ [0; 1]. 
Le premier paramètre permet de pondérer le poids de cette composante du vecteur 
vitesse par rapport aux deux autres vecteurs et le second est pris aléatoirement entre 
0 et 1 afin de donner un caractère aléatoire au déplacement des particules. 

 Un vecteur, en vert dans l’équation (II.1), permettant de diriger la particule vers 
l’endroit où le meilleur score de toutes les particules a été atteint. Comme pour le 
vecteur précédent ce vecteur est pondéré par le produit de deux paramètres : 𝐶2 ∈
[0; 1] et Φ2 ∈ [0; 1]. Le premier paramètre permet de pondérer le poids de ce 
vecteur vitesse par rapport aux deux autres et le second est pris aléatoirement entre 
0 et 1 afin de donner un caractère aléatoire au déplacement des particules. 

Finalement il est possible d’exprimer la vitesse de la particule 𝑖 à l’itération 𝑡 + 1 
comme la somme des 3 vecteurs décrits précédemment comme le montre l’équation (II.1). 

Connaissant le vecteur vitesse V⃗⃗ i(t + 1) et la position de la particule à un instant 𝑡 donné 𝑋𝑖(𝑡) 
il est possible de déterminer sa position à l’instant d’après 𝑋𝑖(𝑡 + 1). Dans cette équation 

�⃗� 𝑏𝑒𝑠𝑡 représente la meilleure position obtenue pour la particule et 𝐺 𝑏𝑒𝑠𝑡 la meilleure position 
de toutes les particules. 

V⃗⃗ i(t + 1) = ω ∙ Vi⃗⃗⃗  (t) + 𝐶1 ∙ Φ1 ∙ (�⃗� 𝑏𝑒𝑠𝑡 − 𝑋 𝑖(𝑡))  + 𝐶2 ∙ Φ2 ∙ (𝐺 𝑏𝑒𝑠𝑡 − 𝑋 𝑖(𝑡))  (II.1) 

Une illustration du déplacement des particules est disponible sur la Figure II.2. 

 

Figure II.2 : Schéma de déplacement d'une particule entre l’instant t et t+1 selon l'algorithme 
PSO. 
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Dans le cadre de l’optimisation du dimensionnement des stockage d’énergie et de 
leur gestion dans le micro-réseau, il est nécessaire au préalable de définir les équations 
décrivant le comportement de celui-ci. Il reste ensuite à définir les variables d’optimisation en 
leur assignant des bornes afin de définir un espace de recherche. Enfin, la définition d’une 
fonction objectif permettra d’évaluer chaque particule. Ces 3 parties sont décrites dans la 
suite de ce chapitre puis deux études de cas permettent d’illustrer et valider le 
fonctionnement de l’algorithme. 

1.2. Modélisation du micro-réseau RECIF 

Dans le cadre de cette étude préliminaire, des modèles simples pour chaque 
composant du micro-réseau ont été appliqués. Dans un premier temps, deux réacteurs 
thermochimiques, distincts et fonctionnant en déphasage, ont été considérés afin de toujours 
en avoir un des deux en phase décomposition pour valoriser la chaleur en provenance du 
système hydrogène et le second en synthèse pour produire du froid à la demande. Le système 
étudié est représenté sur la Figure II.3. Sur cette figure, les puissances électriques sont notées 

�̇�, les puissances thermiques �̇� et la puissance associée au débit d’hydrogène �̇�𝐻2 . Δ𝑟𝐻. 

Comme discuté dans le Chapitre I, le micro-réseau RECIF a été construit en cherchant à 
minimiser la quantité de batteries, qui restent cependant essentielles pour répondre aux forts 
appels transitoires de puissance car les dynamiques de l’électrolyseur et de la pile à 
combustible ne sont pas suffisantes. Dans la suite de cette étude, une faible quantité de 
batteries a donc été intégrée au coût global du système (2 kWh) mais n’a pas été considérée 
pour l’étude d’optimisation de la gestion du micro-réseau afin de simplifier la modélisation du 
réseau. Sachant que le temps de démarrage des différents composants électrique (pile à 
combustible et électrolyseur) est de l’ordre d’une quinzaine de minutes, la quantité de 
batterie a été choisie de manière à pouvoir fournir 4 kW d’électricité pendant le démarrage 
des composants. La quantité de batterie a ensuite été doublé afin de prendre un facteur de 
sécurité suffisant et d’assurer une profondeur de décharge de l’ordre de 50 % au maximum. 

 
Figure II.3 : Schéma du micro-réseau à l'étude. 
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1.2.1. Panneaux solaires 

Un panneau photovoltaïque convertit le rayonnement solaire en électricité avec un 
certain rendement. On considère ici que les panneaux solaires fonctionnent à rendement 
constant. Un rendement global de 15% (𝜂𝑃𝑉 = 0,15) a été considéré ce qui correspond à une 
moyenne plutôt basse des performances des panneaux au silicium monocristallin mais qui 
permet de tenir compte des pertes liées à l’utilisation d’un convertisseur en sortie des 
panneaux. Le rayonnement solaire est pris égal au GHI (Global Horizontal Irradiance) car les 
panneaux seront installés quasiment horizontalement à Tahiti, situé à 18° de latitude sud. La 
puissance reçue par le panneau est donc considérée comme le produit du GHI par la surface 
de panneaux installés (𝑆𝑝𝑣). Le schéma de la Figure II.4 permet d’illustrer les différents flux 

d’énergie autour du panneau.  

 
Figure II.4 : Schéma des flux d'énergie d'un panneau photovoltaïque. 

L’équation (II.2) permet ainsi d’exprimer la puissance électrique fournie par une 
surface 𝑆𝑝𝑣 de panneau.  

�̇�𝑃𝑉(𝑡) = 𝜂𝑃𝑉 ∙ 𝑆𝑃𝑉 ∙ 𝐺𝐻𝐼(𝑡)  (II.2) 

1.2.2. Pompe à chaleur 

Le coefficient de performance de la pompe à chaleur est défini comme le rapport de 
la puissance frigorifique produite sur la puissance électrique utilisée pour alimenter la pompe 
à chaleur. Le COP est considéré constant dans cette étude (𝐶𝑂𝑃ℎ𝑝 = 3,5). La transformation 

d’énergie réalisée par la pompe à chaleur est schématisée sur la Figure II.5. 

 
Figure II.5 : Schéma des flux d'énergie d'une pompe à chaleur. 

La puissance frigorifique absorbée par la pompe à chaleur (�̇�ℎ𝑝) peut ainsi être 

exprimée à partir de la puissance électrique appelée (�̇�ℎ𝑝) comme le montre l’équation (II.3). 

�̇�ℎ𝑝 = �̇�ℎ𝑝 ∙ 𝐶𝑂𝑃ℎ𝑝 (II.3) 

1.2.3. Électrolyseur 

L’électrolyseur permet une production d’hydrogène à partir d’énergie électrique. Son 
rendement est défini comme le rapport de la puissance contenue dans le débit d’hydrogène 
sur la puissance électrique incidente. Ayant un rendement inférieur à 1, cette conversion 
entraîne une production de chaleur à environ 70-80 °C dans le cas présent. Le schéma de la 
Figure II.6 permet de rendre compte des différents flux d’énergie en présence. 

   .   ( )    ( )
Panneaux PV

   =
   .   ( )

   ( )

   ( )    ( )

Pompe à chaleur

     =
    

   ( )



 

  

Chapitre II : Dimensionnement, gestion et conception optimisées d’un micro-réseau isolé 
34 

 
Figure II.6 : Schéma des flux d'énergie d'un électrolyseur. 

En considérant un rendement de l’électrolyseur constant (𝜂𝑒𝑙 = 0,7) il est possible 

d’estimer la chaleur dégagée par l’électrolyseur (�̇�𝑒𝑙) à partir de l’énergie électrique servant à 

alimenter l’électrolyseur (�̇�𝑒𝑙) comme décrit par l’équation (II.4). 

�̇�𝑒𝑙 = (1 − 𝜂𝑒𝑙) ∙ �̇�𝑒𝑙 (II.4) 

1.2.4. Pile à combustible 

Une pile à combustible permet de produire de l’électricité par dissociation des 
molécules de dihydrogène. Le rendement d’une pile à combustible est défini comme le 
rapport de la puissance électrique produite sur la puissance contenue dans le débit 
d’hydrogène incident. Cette transformation s’accompagne d’une production de chaleur à 
environ 70-80 °C. Les différents flux d’énergie sont schématisés sur la Figure II.7. 

 
Figure II.7 : Schéma des flux d'énergie d'une pile à combustible. 

De même que pour l’électrolyseur, en tenant compte d’un rendement constant pour 
la pile à combustible (𝜂𝑓𝑐 = 0,5), il est possible d’exprimer la puissance thermique dégagée 

par la pile à combustible (�̇�𝑓𝑐) à partir de la puissance électrique fournie par cette dernière 

(�̇�𝑓𝑐) comme exposé dans l’équation (II.5). 

�̇�𝑓𝑐 =
(1 − 𝜂𝑓𝑐)

𝜂𝑓𝑐
∙ �̇�𝑓𝑐 (II.5) 

1.2.5. Évolution de la quantité d’énergie électrique stockée sous forme hydrogène 

Afin de calculer l’évolution du stock d’énergie électrique (Δ𝐸𝐻2) disponible sous 

forme d’hydrogène, un bilan sur le stock d’hydrogène est effectué comme le montre 
l’équation (II.6). On retrouve dans ce bilan le flux d’énergie apporté par la production 
d’hydrogène de l’électrolyseur et le flux d’énergie prélevé au stockage pour alimenter la pile 
à combustible.  

Δ𝐸𝐻2 = (𝜂𝑒𝑙 ∙ �̇�𝑒𝑙(𝑡) −
�̇�𝑓𝑐(𝑡)

𝜂𝑓𝑐
) ∙ Δt (II.6) 

1.2.6. Évolution de la quantité d’énergie frigorifique stockée sous forme thermochimique 

La quantité de froid stockée est directement proportionnelle à la quantité 
d’ammoniac liquide présent dans le réservoir. Cette quantité augmente lorsque le système 
thermochimique récupère de la chaleur auprès de l’électrolyseur ou de la pile à combustible 
et diminue lorsque de l’ammoniac est utilisé pour produire du froid par le système 
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   ( )
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thermochimique. Un schéma des flux d’énergie du système thermochimique est présenté sur 
la Figure II.8.  

 
Figure II.8 : Schéma des flux d'énergie d'un système thermochimique. 

On remarquera ici que le COP, défini comme le rapport entre l’énergie frigorifique 
produite (𝑄𝑡𝑐𝑠) et l’énergie thermique apportée au réacteur en décomposition (𝑄𝑐) ne peut 
être défini à chaque instant mais uniquement sur un cycle complet car la production de froid 
et la décomposition du réacteur sont dissociées dans le temps. 

En première approximation, on peut considérer que toute la chaleur apportée au 
réacteur permet de produire un débit de gaz en sortie de réacteur. Cela revient à négliger la 
chaleur sensible nécessaire pour monter le réacteur en température. L’enthalpie standard de 

réaction (Δ𝑟𝐻
°) traduit ce phénomène et permet d’estimer le nombre de moles de gaz 

désorbée par quantité de chaleur apportée. On peut également calculer la puissance 
frigorifique grâce à la connaissance du débit d’évaporation et à l’enthalpie standard de 

vaporisation (Δvap𝐻
°). Il est ainsi possible d’estimer le COP du système thermochimique de 

manière simplifiée grâce à l’équation (II.7).  

𝐶𝑂𝑃𝑇𝐶𝑆 =
𝑄𝑡𝑐𝑠
𝑄𝑐

=
nN 3. Δvap𝐻

°

nN 3. Δ 𝐻
° =

Δvap𝐻
°

Δ 𝐻
°  (II.7) 

Pour un système thermochimique à ammoniac réagissant avec le sel BaCl2(8/0) on a 

ainsi Δr𝐻
° = 38,2 𝑘𝐽.𝑚𝑜𝑙−1 et Δvap𝐻

° = 23,3 𝐽. 𝑚𝑜𝑙−1 soit 𝐶𝑂𝑃𝑇𝐶𝑆 = 0,6. La variation 

d’énergie contenue dans le stock froid (Δ𝐸𝑐𝑜𝑙𝑑) peut ainsi être calculée en fonction de la 

puissance électrique consommée par l’électrolyseur (�̇�𝑒𝑙), la puissance électrique produite 

par la pile (�̇�𝑓𝑐) et la puissance frigorifique produite par le système thermochimique (�̇�𝑡𝑐𝑠) 

selon l’équation (II.8). 

Δ𝐸𝑐𝑜𝑙𝑑 = (((1 − η𝑒𝑙) ∙ �̇�𝑒𝑙(𝑡) +
1 − η𝑓𝑐
η𝑓𝑐

∙ �̇�𝑓𝑐(𝑡)) ∙ 𝐶𝑂𝑃𝑇𝐶𝑆 − �̇�𝑡𝑐𝑠(𝑡)) ∙ Δt (II.8) 

1.3. Variables d’optimisation 

L’objectif est ici de dimensionner les différents composants et d’identifier une 
stratégie optimale de pilotage du système. Les variables d’optimisation sont donc choisies en 
fonction de ces deux contraintes. Le dimensionnement des composants se fait à l’aide de la 
puissance maximale pour l’électrolyseur, la pile à combustible et la pompe à chaleur mais en 
termes de quantité d’énergie à stocker pour le réservoir d’hydrogène et d’ammoniac.  Pour le 
dimensionnement du micro-réseau, 3 variables d’optimisations sont considérées : 

 La surface de panneau solaire en 𝑚2 (𝑆𝑃𝑉) 
 Le volume du stockage d’hydrogène en 𝑚3 (𝑉𝐻2) 

 Le volume du stockage d’ammoniac en 𝑚3 (𝑉𝑁𝐻3) 

  ( )     ( )
Système thermochimique

      =
     

  ( )
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Les puissances des composants du système (électrolyseur, pile à combustible et 
pompe à chaleur) ne sont pas prises comme variables d’optimisation car leur 
dimensionnement sera déduit de la stratégie de gestion du micro-réseau comme expliqué plus 
loin dans ce chapitre. Afin que cette stratégie puisse être optimisée, un paramètre 𝛼 compris 
entre 0 et 1 est défini pour représenter la part de l’énergie frigorifique produite par la pompe 
à chaleur. Ainsi, si 𝛼 = 1, tout le froid est produit par la pompe à chaleur et le système 
thermochimique n’est pas utilisé. L’algorithme est ainsi libre, à chaque pas de temps, de 
définir la part de froid produite par la pompe à chaleur, le complément étant fourni par le 
système thermochimique. Dans le cas où le système est optimisé sur 24h avec un pas de temps 
de 1h, il y aura ainsi 24 valeurs différentes de 𝛼 à optimiser et 3 paramètres de 
dimensionnement, soit 27 variables d’optimisation en tout. La taille de l’espace des solutions 
est donc dépendante de la durée sur laquelle l’utilisateur souhaite optimiser le système ainsi 
que du pas de temps choisi. La position d’une particule, donc une solution possible au 
problème d’optimisation, est ainsi représentée par un vecteur donnant une valeur à chacune 
des variables d’optimisation.  

A chaque itération de l’algorithme et pour chaque particule, le dimensionnement de 
chaque composant peut être déduit grâce à la procédure décrite sur la Figure II.9. Il faut ainsi 
regarder en premier lieu la valeur du paramètre 𝛼 donnée par l’algorithme afin d’en déduire 
les puissances frigorifiques délivrées par la pompe à chaleur et le système thermochimique. Il 
est ensuite nécessaire de savoir si un excès ou un manque d’électricité se produit sur le réseau 
afin d’actionner l’électrolyseur dans le premier cas ou la pile à combustible dans le second. A 
la fin de la simulation, lorsque le nombre d’itérations atteint la valeur définie, le maximum de 
chacune des puissances requises est considéré pour déterminer le dimensionnement de 
l’électrolyseur, de la pile à combustible et de la pompe à chaleur. La taille des stockages est 
quant à elle estimée en regardant l’amplitude énergétique de chaque stock nécessaire au bon 
fonctionnement du réseau. 

 
Figure II.9 : Description de la procédure de calcul des puissances en jeu à chaque itération. 
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1.4. Fonction objectif 

Afin de donner un score à chaque particule, une fonction objectif est définie pour 
caractériser les différentes contraintes du micro-réseau. Dans le cas du projet RECIF, ce micro-
réseau est voué à être isolé du réseau électrique et à fonctionner de manière autonome, la 
première des contraintes est donc de toujours répondre aux demandes en électricité et en 
froid. Ainsi, à chaque pas de temps, la minimisation de la valeur absolue de la différence entre 
la production et la consommation d’électricité et de froid permet de contraindre l’algorithme 
à respecter ces demandes comme le montre respectivement les équations (II.9) et (II.10). 

𝑆𝑐𝑜𝑟𝑒𝑒𝑙𝑒𝑐 =∑|�̇�𝑝𝑣(𝑡)

𝑇𝑓

𝑡=0

+ �̇�𝑓𝑐(𝑡) − �̇�𝑐ℎ𝑎𝑟𝑔𝑒(𝑡) − �̇�𝑒𝑙(𝑡) − �̇�ℎ𝑝(𝑡)| (II.9) 

 

𝑆𝑐𝑜𝑟𝑒𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 =∑|�̇�ℎ𝑝(𝑡) ∙ 𝐶𝑂𝑃ℎ𝑝

𝑇𝑓

𝑡=0

+ �̇�𝑡𝑐𝑠1(𝑡) + �̇�𝑡𝑐𝑠2(𝑡) − �̇�𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑(𝑡)| (II.10) 

Il est également souhaitable que l’état des stockages soient supérieurs ou égal à l’état 
initial à la fin de la simulation. La différence entre l’état initial et final du stock est alors calculée 
pour l’électricité et le froid en sommant à chaque pas de temps la quantité d’énergie fournie 
ou puisée dans les stockages comme le montre les équations (II.11) et (II.12). Le score ainsi 
obtenu est négatif si le stock final est supérieur à l’état initial et positif si l’inverse se produit. 
La minimisation de ces deux scores permet ainsi de contraindre l’algorithme à obtenir un stock 
supérieur à l’état initial en fin de simulation. 

𝑆𝑐𝑜𝑟𝑒𝐻2 =∑((
�̇�𝑓𝑐(𝑡)

𝜂𝑓𝑐
− 𝜂𝑒𝑙 ∙ �̇�𝑒𝑙(𝑡)) ∙ Δ𝑡)

𝑇𝑓

𝑡=0

 (II.11) 

𝑆𝑐𝑜𝑟𝑒𝑁𝐻3 =∑(�̇�𝑡𝑐𝑠(𝑡) − ((1 − η𝑒𝑙) ∙ �̇�𝑒𝑙(𝑡) +
1 − η𝑓𝑐
η𝑓𝑐

∙ �̇�𝑓𝑐(𝑡)) ∙ 𝐶𝑂𝑃𝑡𝑐𝑠) ∙ Δ𝑡

𝑡𝑓

𝑡=0

 (II.12) 

Enfin, un dernier critère doit également être ajouté afin que l’algorithme minimise la 
taille des composants. En effet, sans un critère de ce type, il suffirait de prendre une surface 
infiniment grande de panneaux solaires pour obtenir un système remplissant toutes les 
contraintes précédentes. Dans le cas présent, un critère économique a été choisi afin de 
minimiser le coût global du système sur son cycle de vie. Le coût sur le cycle de vie du système 
(𝐿𝐶𝐶) est défini comme la somme, pour chaque composant, de l’investissement initial, des 
coûts de maintenance et également des coûts de leur remplacement en considérant des 
durées de vie propres à chaque composant. La durée de vie totale du système est de 25 ans 
dans cette étude. Afin d’appliquer ce critère, les coûts unitaires décrits dans le Tableau II.1 
sont utilisés. Ceux-ci ont été extraits des articles [59–61]. 
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Composant Coût initial 
Coût de 

maintenance 
Coût de 

remplacement 
Durée de 

vie 

Panneaux 
photovoltaïques 

250 €/𝑚2 7 €/𝑚2/𝑎𝑛 200 €/𝑚2 + 25 𝑎𝑛𝑠 

Électrolyseur 1 500 €/𝑘𝑊 80 €/𝑘𝑊/𝑎𝑛 1 300 €/𝑘𝑊 10 𝑎𝑛𝑠 

Pile à combustible 4 000 €/𝑘𝑊 200 €/𝑘𝑊/𝑎𝑛 2 000 €/𝑘𝑊 8 𝑎𝑛𝑠 

Réservoir 
d’hydrogène 

30 €/𝑘𝑊ℎ 5 €/𝑘𝑊ℎ/𝑎𝑛 25 €/𝑘𝑊ℎ + 25 𝑎𝑛𝑠 

Pompe à chaleur 500 €/kW 100 €/kW/an 400 €/kW + 25 𝑎𝑛𝑠 

Système 
thermochimique 

500 €/𝑘𝑊ℎ 15 €/𝑘𝑊ℎ/𝑎𝑛 400 €/𝑘𝑊ℎ + 25 𝑎𝑛𝑠 

Batteries 
électrochimiques 

400 €/𝑘𝑊ℎ 10 €/𝑘𝑊ℎ/𝑎𝑛 300 €/𝑘𝑊ℎ 4 𝑎𝑛𝑠 

Tableau II.1 : Tableau récapitulatif des coûts spécifiques d’investissement, de maintenance et 
de remplacement pour chacun des composants. 

Il est important de noter ici que ces prix sont largement discutables, notamment le 
prix du système thermochimique puisque ce type de système n’est encore développé 
industriellement à l’heure actuelle. L’expérience passée du laboratoire PROMES en termes de 
fabrication de prototypes a ainsi permis d’obtenir une estimation du prix. Il est rappelé ici que 
les résultats qui suivent, notamment concernant le prix total du micro-réseau sont discutables 
mais que l’intérêt de cette étude réside plus dans sa méthodologie que dans les résultats 
affichés. Ayant défini un modèle de comportement du micro-réseau, des variables 
d’optimisation et une fonction objectif il a été possible de le tester sur deux études de cas 
différentes. 

1.5. Études de cas 

1.5.1. Bureaux à l’université de Polynésie française 

a) Profils de charges 

Une étude de cas est ici réalisée afin de vérifier la pertinence de la démarche ainsi 
développée. Afin d’évaluer une des applications possibles du projet RECIF, un bâtiment de 
l’université de Polynésie Française a été instrumenté. Une photo de ce bâtiment est disponible 
sur la Figure II.10 sur laquelle la zone rouge représente la partie instrumentée. Ce bâtiment 
est formé de 12 modules préfabriqués organisés en 10 bureaux. Le bureau double (en rouge) 
est formé de 2 préfabriqués pour une surface totale de 29m² qui abrite 2 personnes. La 
climatisation est réglée à 24°C par les utilisateurs. Le bureau est équipé de 2 ordinateurs de 
bureau, 4 écrans LED, 8 tubes fluorescents LED, une machine à café et un climatiseur split de 
2,1kW électrique. Le bâtiment a été instrumenté pour connaitre à chaque instant la 
consommation électrique du bâtiment à l’aide d’un analyseur de réseau. L’irradiation solaire 
a été mesurée à 100m de ce bâtiment. 
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Figure II.10 : Photo d'un bâtiment de l'université de Polynésie Française. La zone rouge 
correspond à la zone instrumentée. 

4 jours consécutifs de mesures sur ce bâtiment sont disponibles. La Figure II.11 
représente le GHI (à gauche) et la consommation électrique et froide (à droite) durant ces 4 
jours. 

 

Figure II.11 : GHI (à gauche) et consommations mesurées (à droite) dans le bâtiment 
instrumenté. 
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b) Résultats de l’optimisation 

Les résultats du dimensionnement ainsi que les coûts estimés pour chacun des 
composants pour une durée de vie de 25 ans sont donnés dans le Tableau II.2. La répartition 
des coûts est visible sur le diagramme de la Figure II.12. 

Composant Dimensionnement Coût 

Panneaux photovoltaïques 24,8 𝑚2 10 500 € 

Électrolyseur 2,1 𝑘𝑊 13 700 € 

Pile à combustible 1,0 𝑘𝑊 16 800 € 

Réservoir d’hydrogène 11 𝑘𝑊ℎ 1 600 € 

Pompe à chaleur 1,5 kW 4 500 € 

Système thermochimique 5,5 𝑘𝑊ℎ 5 600 € 

Batteries électrochimiques 2,0 𝑘𝑊ℎ 5 500 € 

  ≃ 58 500 € (𝑡𝑜𝑡. ) 

Tableau II.2 : Résultats du dimensionnement sur le bâtiment instrumenté à l’université de la 
Polynésie française. 

 

 

Figure II.12 : Répartition des coûts entre les différents composants du micro-réseau 
alimentant un bureau de l’université de la Polynésie française. 

On peut ainsi constater que la majeure partie du coût (51%) est due au stockage 
électrique sous forme d’hydrogène (électrolyseur + stockage H2 + pile à combustible). Le coût 
du système thermochimique est estimé à 11% du coût total soit un coût équivalent à la pompe 
à chaleur (9%). Il est également possible de noter que le système requiert environ 25m² de 
panneaux solaire ce qui représente une puissance crête installée de l’ordre de 4kW. Le coût 
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total du système est estimé à environ 60 000€ or, à titre de comparaison, 40 000€ auraient 
été dépensés pour alimenter ce bâtiment pendant 25 ans s’il était connecté au réseau 
électrique avec un coût de l’électricité à 30c€/kWh. 

La Figure II.13 permet d’analyser la stratégie de gestion de l’énergie électrique 
obtenue grâce à cette optimisation. Sur cette figure, les puissances consommées sont 
négatives et les puissances produites positives. En comparant l’enveloppe externe des 
puissances cumulées positives avec celles négatives, on constate que la demande est toujours 
satisfaite. La puissance électrique fournie par les panneaux est représentée en orange et celle 
de la pile à combustible en bleu. La consommation électrique du bâtiment est en vert, celle 
de l’électrolyseur en jaune et celle de la pompe à chaleur en violet. La stratégie de pilotage 
est en accord avec ce qui a été défini puisque l’électrolyseur ne démarre que lorsque la 
puissance des panneaux est supérieure à la consommation du bâtiment et l’électrolyseur n’est 
jamais allumé en même temps que la pile à combustible, ce qui est cohérent. 

 

Figure II.13 : Gestion de l'énergie électrique au cours des 4 jours de simulation. 

La Figure II.14 représente l’évolution de l’énergie stockée sous forme d’hydrogène au 
cours du temps. On constate ici que l’état du stock revient bien à l’état initial à la fin de la 
simulation. Cette figure permet également de calculer le volume du stock à prévoir car afin 
d’obtenir 11 kWh d’énergie au maximum dans le stock, il est nécessaire d’avoir 330 g 
d’hydrogène soit environ 85 L pour un stockage à 50 bar. 
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Figure II.14 : Evolution de l’énergie stockée sous forme d’hydrogène au cours des 4 jours de 

simulation. 

La gestion de l’énergie frigorifique obtenue pour la charge froide est visible sur 
la Figure II.15. Sur cette figure, la consommation en froid du bâtiment est représentée en 
violet, la puissance frigorifique fournie par la pompe à chaleur en jaune et par le système 
thermochimique en bleu et orange afin de pouvoir différencier les 2 réacteurs. Ici encore la 
demande est toujours satisfaite mais il est cependant possible de constater que la majeure 
partie de la consommation de froid est fournie par la pompe à chaleur (92%). Cette valeur est 
à mettre en regard du coût du système thermochimique qui représente 11% du coût total 
alors qu’il ne fournit que 8% de l’énergie nécessaire au bâtiment, son intérêt est donc 
fortement discutable dans le cas de cette étude. Cette constatation a notamment motivé 
l’étude suivante qui permet de discuter de l’intérêt d’un système thermochimique en fonction 
des profils de charge du bâtiment. 

 

Figure II.15 : Gestion de l'énergie frigorifique au cours des 4 jours de simulation. 
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1.5.2. Bâtiment résidentiel à Hawaï 

a) Profils de charge 

Une seconde étude de cas a été menée et présentée dans [57]. Cette étude porte sur 
un bâtiment résidentiel à Hawaï dont le comportement a été simulé. Cette étude est 
complémentaire puisque la typologie du bâtiment est différente, la consommation de ce 
nouveau bâtiment correspondant à la consommation de 3 à 4 ménages. L’optimisation 
effectuée sur ce bâtiment entraîne donc des composants de bien plus grande capacité que 
dans l’étude de cas précédente. Les données sont disponibles pour une année complète. Afin 
que le dimensionnement tienne compte des pires conditions subies au cours de l’année, la 
période la moins favorable a été extraite afin d’effectuer le dimensionnement. Afin de décider 
de la durée de cette période une étude a été menée pour étudier l’impact de cette durée sur 
le prix du système. Les résultats sont présentés sur la Figure II.16. On constate ainsi qu’il existe 
un nombre de jours (environ 7) à partir duquel le prix du système diminue fortement. Cela 
s’explique par le fait que plus la période considérée est longue et plus il est probable qu’elle 
contienne des journées à fort ensoleillement permettant de recharger les niveaux de stocks. 

 
Figure II.16 : Impact de la durée de la période considérée pour le dimensionnement sur le prix 

du micro-réseau. 

Les profils d’ensoleillement et de consommation pour la période de 7 jours la moins 
favorable sont décrits sur la Figure II.17. 
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Figure II.17 : Profils d’ensoleillement et de consommation en électricité et en froid durant la 

période de 7 jours la moins favorable de l’année. 

b) Résultats de l’optimisation 

La stratégie de gestion du micro-réseau obtenue sur la période de 7 jours est 
présentée sur la Figure II.18 pour l’électricité et Figure II.19 pour le froid. 

 
Figure II.18 : Gestion de l'énergie électrique au cours des 7 jours de simulation. 
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Figure II.19 : Gestion de l'énergie frigorifique au cours des 7 jours de simulation. 

On constate pour ce cas d’étude que les demandes sont également toujours 
satisfaites. Les états des stocks, non représentés ici pour éviter de surcharger ce chapitre, 
reviennent également au moins à l’état initial à la fin de la simulation. Le système 
thermochimique présente néanmoins ici un intérêt plus important puisqu’il assure 46 % de la 
demande en froid. Néanmoins, comme présenté dans le Tableau II.3 qui présente le 
dimensionnement et les coûts de chaque composant sur la durée de vie du système (25 ans), 
le système thermochimique coûte ici 15 000 € contre seulement 2 000€ pour la pompe à 
chaleur. 

Composant Dimensionnement Coût 

Panneaux photovoltaïques 168 𝑚2 71 000 € 

Électrolyseur 17 𝑘𝑊 103 000 € 

Pile à combustible 3,7 𝑘𝑊 48 000 € 

Réservoir d’hydrogène 78 𝑘𝑊ℎ 12 000 € 

Pompe à chaleur 600 W 2 000 € 

Système thermochimique 9 𝑘𝑊ℎ 15 000 € 

Batteries électrochimiques 2 𝑘𝑊ℎ 5 000 € 

  ≃ 258 000 € (𝑡𝑜𝑡. ) 

Tableau II.3 : Résultats du dimensionnement sur un bâtiment résidentiel à Hawaï. 
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La répartition des coûts est présentée sur la Figure II.20. La part du coût imputable à 
la gestion électrique est bien plus importante que dans le cas précédent car le bâtiment simulé 
ici présente une consommation de climatisation faible par rapport à la consommation 
électrique. En effet, la partie gestion du froid du micro-réseau représente ici seulement 7 % 
du prix (contre 20 % dans l’autre étude de cas). Comme mentionné précédemment, la majeure 
partie du coût du système de gestion du froid est due au système thermochimique. Cela 
s’explique par le fait que la gestion électrique fait souvent appel à l’électrolyseur et à la pile à 
combustible et donc qu’une importante quantité de chaleur est dégagée ce qui permet 
d’utiliser plus régulièrement le système thermochimique.  

 
Figure II.20 : Répartition des coûts entre les différents composants du micro-réseau 

alimentant un bâtiment résidentiel à Hawaï. 

1.6. Conclusion 

Cette étude a permis de mettre en évidence l’intérêt d’utiliser une telle méthodologie 
d’optimisation par essaims de particules. L’algorithme développé se révèle en effet capable 
de simultanément dimensionner le système et d’en proposer une stratégie de gestion en 
accord avec le dimensionnement obtenu. La gestion obtenue respecte les contraintes 
imposées : respect des demandes en électricité et en froid, retour à l’état initial des stocks en 
fin de simulation et minimisation du coût. 

On constate également que la typologie du bâtiment étudié a un impact non 
négligeable sur la répartition des coûts du micro-réseau. Cette constatation a menée à réaliser 
une étude supplémentaire afin de déterminer la typologie des profils de charge les plus 
pertinents pour la mise en œuvre d’un stockage hydrogène par rapport à un stockage à l’aide 
de batteries électrochimiques d’une part et, d’autre part, à l’utilisation d’un stockage 
thermochimique. Cette étude est particulièrement intéressante dans le cadre du projet RECIF 
car elle doit permettre d’identifier et cibler les typologies de bâtiments les plus adaptées à ce 
type de micro-réseau. 
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2. Impact des profils de consommation 

2.1. Impact des profils de consommation sur l’intérêt d’utiliser un stockage hydrogène 

Pour mener cette étude, une série de profils de charges a été construite en faisant 
varier les parts de l’énergie électrique et de l’énergie frigorifique consommées la nuit et le 
jour. 7 profils de consommation électrique et 7 profils de consommation de froid ont ainsi été 
créés, aboutissant alors à 49 profils tous caractérisés par une même consommation globale 
sur la journée, de 48 kWh d’électricité et de 36 kWh de froid. Ces quantités correspondent à 
l’énergie moyenne consommée chaque jour dans le bâtiment de la seconde étude de cas. 

Afin d’illustrer le processus de création de ces profils, la Figure II.21 présente 9 de ces 
profils. On constate ainsi que l’ensoleillement est gardé constant chaque jour et suit une 
courbe de beau temps (en cloche) entre 6h et 18h. Les différentes courbes de charges sont 
construites selon un ratio variable entre l’énergie consommée le jour et la nuit : un ratio de 1 
correspond donc à un profil constant durant toute la journée et un ratio de 2 correspond à 
une consommation de jour deux fois supérieure à la consommation de nuit. 

 

Figure II.21 : Représentation de 9 des 49 profils de charges conçus pour l'étude. 

Dans un premier temps, l’objectif est de comparer un système utilisant des batteries 
électrochimiques pour le stockage d’électricité par rapport à un système de stockage basé sur 
de l’hydrogène. Il sera considéré pour cette étude que toute la production de froid est assurée 
par la pompe à chaleur et qu’il n’y a pas de système thermochimique dans le système. Une 
profondeur de décharge maximale de 50% a été considérée pour les batteries comme 
mentionné dans l’étude menée par [62]. Cette valeur de profondeur de décharge correspond 
plutôt à des batteries au plomb mais permet de maximiser la durée de vie des batteries si 
celles-ci sont des batteries au lithium. 

Les résultats de cette étude sont présentés dans le Tableau II.4.  Pour chacun des 49 
profils de charge, est mentionnée la réduction de prix obtenue grâce à l’utilisation d’un 
système utilisant l’hydrogène. Lorsque le résultat est négatif, cela signifie qu’il est plus 
intéressant d’utiliser un stockage basé sur l’hydrogène. On peut voir ici qu’il est toujours plus 
intéressant d’utiliser de l’hydrogène mais ce résultat est à nuancer fortement car cela dépend 
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des prix considérés dans l’étude. On constate que la répartition des réductions de coût n’est 
pas totalement uniforme, cela s’explique par le fait que l’algorithme PSO donne des résultats 
sous-optimaux. On constate cependant une tendance qui se dégage. En effet, d’une part il est 
possible de constater le faible impact du profil de consommation de froid sur les résultats 
(uniformité des réductions de coût sur chaque colonne) et d’autre part le fait que plus la 
consommation a lieu la nuit, donc plus la quantité d’énergie à stocker est importante, et plus 
l’hydrogène devient intéressant. 

  Ratio de consommation élec jour/nuit 

  1/4 1/3 1/2 1 2 3 4 

Ratio de consommation de 

froid jour/nuit 

4 -21% -20% -19% -16% -17% -16% -16% 

3 -21% -20% -19% -16% -17% -17% -16% 

2 -22% -21% -19% -17% -17% -17% -16% 

1 -24% -22% -21% -18% -17% -17% -17% 

1/2 -25% -24% -21% -18% -16% -17% -17% 

1/3 -25% -25% -23% -19% -17% -16% -17% 

1/4 -26% -24% -24% -18% -16% -16% -17% 

Tableau II.4 : Réduction du coût global apportée par l'utilisation de l'hydrogène en fonction 
du profil de charge considéré. 

2.2. Impact des profils de charge sur l’intérêt d’utiliser un système thermochimique 

En utilisant la même typologie de profils, il est possible de comparer un système de 
stockage à hydrogène utilisant une pompe à chaleur pour la production de froid à un système 
hybride intégrant un système thermochimique à une pompe à chaleur. Les résultats de l’étude 
sont présentés dans le Tableau II.5 dans lequel un résultat négatif indique qu’il devient plus 
intéressant d’un point de vue économique d’intégrer dans le micro-réseau un système de 
stockage sous forme thermochimique. On peut par ailleurs constater que le profil de 
répartition jour/nuit de la consommation électrique a peu d’impact sur les résultats. En 
revanche, plus la consommation de froid a lieu la nuit et plus il devient intéressant d’ajouter 
un système thermochimique au réseau. Enfin, il est possible de constater que la réduction des 
coûts est de 3% au maximum ce qui signifie que le gain est relativement faible pour les profils 
de consommation étudiés. 
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  Ratio de consommation élec jour/nuit 

  1/4 1/3 1/2 1 2 3 4 

Ratio de consommation de 

froid jour/nuit 

4 7% 8% 8% 4% 9% 8% 9% 

3 7% 6% 6% 3% 7% 8% 8% 

2 5% 4% 4% 3% 2% 6% 7% 

1 2% 2% 4% 2% 0% 3% 4% 

1/2 1% 1% 1% 0% -1% -1% 2% 

1/3 1% 1% 1% 0% -1% -3% -1% 

1/4 1% 0% 0% -2% -2% 0% -1% 

Tableau II.5 : Réduction du coût global du micro-réseau apportée par l’intégration d'un 
système de stockage thermochimique pour la production de froid en fonction du profil de 

charge considéré. 

Enfin, il est possible d’exploiter les 2 études précédentes pour comparer un système 
utilisant des batteries alimentant une pompe à chaleur au micro-réseau RECIF utilisant un 
stockage « hydrogène » qui alimente une pompe à chaleur intégrant un système 
thermochimique pour la production de froid. On constate alors, comme résumé dans 
le Tableau II.6, que plus les besoins énergétiques ont lieu la nuit et plus il devient intéressant 
économiquement de mettre en œuvre un système comme celui du projet RECIF. 

Ce phénomène est relativement intuitif puisque, comme expliqué précédemment, 
plus les profils de charges requièrent du stockage d'énergie et plus il faut augmenter la 
quantité de batteries. En revanche, le fait qu’il faille stocker beaucoup d’énergie a moins 
d’impact sur le dimensionnement en puissance de l’électrolyseur et de la pile à combustible. 

  Ratio de consommation élec jour/nuit 

  1/4 1/3 1/2 1 2 3 4 

Ratio de consommation de froid 

jour/nuit 

4 -15% -14% -12% -12% -10% -10% -8% 

3 -16% -15% -14% -14% -12% -10% -9% 

2 -18% -17% -16% -14% -15% -12% -11% 

1 -23% -20% -18% -16% -16% -15% -14% 

1/2 -24% -23% -20% -18% -17% -18% -16% 

1/3 -25% -24% -22% -19% -17% -19% -18% 

1/4 -25% -24% -24% -19% -17% -17% -17% 

Tableau II.6 : Réduction du coût global apportée par la mise en œuvre d’un micro-réseau de 
type RECIF en comparaison d’un système à batterie et pompe à chaleur en fonction du profil 

de charge considéré. 
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2.3. Conclusion 

 Cette étude a donc permis d’évaluer différentes typologies de profil de 
consommation énergétique et dégager ceux qui semblent pertinents pour le système RECIF à 
l’aide de l’algorithme d’optimisation précédemment développé. Ainsi, il s’avère que plus la 
consommation électrique est déphasée de la production photovoltaïque diurne et plus il 
devient intéressant de passer sur un système hydrogène, et plus les besoins en froid sont 
déphasés de la production diurne d’électricité plus il devient également intéressant d’intégrer 
un stockage thermochimique au réseau. 

Il a ainsi été montré que le micro-réseau RECIF est adapté à des applications 
nécessitant un stockage énergétique important, ce qui était relativement prévisible. En effet, 
si la consommation est totalement en phase avec la production, il serait plus simple et donc 
moins couteux d’alimenter la charge directement à l’aide des panneaux solaires avec une 
faible quantité de batteries pour s’affranchir des coupures du réseau et des intermittences de 
la ressource solaire de courte durée. 

3. Architecture et gestion du réseau RECIF 

Les choix technologiques effectués pour chacun des composants du micro-réseau 
RECIF sont décrits dans cette partie. Ce micro-réseau est destiné à faire de la recherche et à 
discuter de l’amélioration de l’efficacité apportée par le système thermochimique. Pour ces 
raisons, le micro-réseau n’est pas connecté physiquement à un bâtiment, les charges seront 
dans un premier temps émulées afin de pouvoir étudier différentes typologies de bâtiment. 
De même, l’énergie fournie par les panneaux sera dans un premier temps émulée afin de 
pouvoir tester le micro-réseau soumis à diverses contraintes météorologiques. Ne connaissant 
ni les profils de charge, ni les profils de production solaire, le dimensionnement du micro-
réseau a été effectué approximativement à partir de l’expérience passée des différents 
laboratoires impliqués dans le projet. Le laboratoire FEMTO-ST, spécialisé dans l’hydrogène, a 
ainsi proposé un dimensionnement et des composants permettant de mettre en place 
l’intégralité du stockage d’électricité. Le laboratoire PROMES a quant à lui proposé un 
dimensionnement pour la partie froid. L’intégralité des composants ont été envoyés à Tahiti 
et placés dans un container qui servira par la suite de salle d’expérimentation. Une 
photographie de ce container est proposée sur la Figure II.22. 

 
Figure II.22 : Photographie du container RECIF servant de salle d'expérimentation. 
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3.1. Production et stockage électrique 

Le schéma de la Figure II.23 permet de présenter les interactions des différents 
composants électriques du réseau. Au cœur du micro-réseau, on trouve un bus continu (DC) 
48V. Les panneaux solaires permettent d’alimenter ce bus grâce à un régulateur MPPT 
(Maximum Power Point Tracking). Ce régulateur permet de régler la tension fournie par les 
panneaux de telle sorte que la puissance produite soit maximisée. La pile à combustible 
alimente également le bus au travers d’un hacheur permettant d’élever le niveau de tension 
en sortie de la pile afin que le courant puisse être injecté sur le bus DC. Un onduleur triphasé 
permet d’alimenter les charges électriques du bâtiment en courant alternatif ainsi que le 
compresseur qui permet soit une production de froid directe (mode pompe à chaleur) ou 
assistée par le réacteur thermochimique (mode synthèse assistée), soit la régénération 
assistée du réacteur (décomposition assistée). Une des phases du triphasé permet également 
d’alimenter l’électrolyseur en courant alternatif monophasé. 

 
Figure II.23 : Schéma électrique du micro-réseau RECIF. 

3.1.1. Électrolyseur 

L’électrolyseur à membrane à échange de protons (PEM) utilisé pour le projet RECIF 
est le HyProvide P1 de chez GreenHydrogen. Une photographie de cet électrolyseur est 
disponible sur la Figure II.24. Cet électrolyseur a une capacité de production d’environ 
1 𝑁𝑚3. ℎ−1. Celui-ci est alimenté en monophasé 230V et consomme 36 A en fonctionnement. 
L’eau utilisée pour l’électrolyse doit être déminéralisée de manière à avoir une conductivité 
électrique inférieure à 1 𝜇𝑆/𝑐𝑚. Son débit d’eau doit être au maximum de 5 𝐿/𝑚𝑖𝑛 et sa 
température d’entrée de maximum 65 °C. 
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L’hydrogène obtenu en sortie de cet électrolyseur est sous pression, environ 50 bar, 
ce qui permet de s’affranchir de l’utilisation d’un compresseur pour stocker l’hydrogène. On 
retrouve également en sortie de cet électrolyseur un sécheur permettant d’éliminer toute 
trace d’eau dans l’hydrogène et ainsi d’atteindre une pureté supérieure 99,9%. L’oxygène 
produit par cet électrolyseur est rejeté dans l’environnement. Le rendement en 
fonctionnement nominal de cet électrolyseur est donné à 70%.  

 
Figure II.24 : Photographie de l'électrolyseur PEM du projet RECIF. 

Le Tableau II.7 est un récapitulatif des caractéristiques de l’électrolyseur. 

 Donnée Valeur 

Él
ec

tr
o

ly
se

u
r 

Technologie PEM 

Puissance électrique 5,5 𝑘𝑊 

Tension d’alimentation 230 𝑉𝑎𝑐 

Courant appelé 36 𝐴 

Capacité de production d’hydrogène 1 𝑁.𝑚3/ℎ 

Rendement nominal 70 % 

Sé
ch

eu
r 

Puissance électrique 400 𝑊 

Tension d’alimentation 230 𝑉𝑎𝑐 

Courant appelé 13 𝐴 

Capacité de traitement 1 𝑁.𝑚3/ℎ 

Tableau II.7 : Récapitulatif des caractéristiques de l'électrolyseur PEM du projet RECIF. 
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3.1.2. Pile à combustible 

La pile à combustible à membrane à échange de proton a été fournie par l’entreprise 
H2SYS partenaire du projet. Cette pile est construite autour d’un stack Ballard FCgen-1310 
refroidi par eau et composé de 27 cellules. Une photographie de cette pile est disponible sur 
la Figure II.25. Cette pile produit environ 1,3 kW d’électricité en fonctionnement nominal et 
délivre alors 80 A sous 16 Vdc. Son rendement est d’environ 50%. La pression d’hydrogène en 
entrée doit être comprise entre 4 et 10 bar, il est donc nécessaire de placer un détendeur 
entre le réservoir et la pile. L’oxygène nécessaire à la réaction est directement puisé dans 
l’environnement. 

 

 
Figure II.25 : Photographie de la pile à combustible PEM du projet RECIF. 

Le Tableau II.8  est un récapitulatif des caractéristiques de la pile à combustible. 

Donnée Valeur 

Technologie PEM 

Puissance électrique 1,3 𝑘𝑊 

Tension 16 𝑉𝑑𝑐 

Courant 80 𝐴 

Rendement nominal 50 % 

Tableau II.8 : Récapitulatif des caractéristiques de la pile à combustible. 
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3.1.3. Circuit d’hydrogène 

L’électrolyseur et la pile à combustible sont connectés au travers d’un circuit 
d’hydrogène. L’hydrogène produit par l’électrolyseur s’écoule directement dans un réservoir 
de 850L au travers d’un clapet anti-retour. Lors du fonctionnement de la pile à combustible, 
l’hydrogène gazeux est détendu afin de diminuer sa pression entre 4 et 10 bar puis s’écoule 
au travers d’un clapet anti-retour. Un schéma du couplage est proposé sur la Figure II.26. 

 

 
Figure II.26 : Schéma du circuit d'hydrogène entre l'électrolyseur et la pile à combustible. 

Le Tableau II.9 est un récapitulatif des caractéristiques du couplage hydrogène entre 
l’électrolyseur et la pile à combustible. 

Donnée Valeur 

Pression de sortie sécheur 50 𝑏𝑎𝑟 

Pression entrée pile 4 − 10 𝑏𝑎𝑟 

Pression maximale stockage 60 𝑏𝑎𝑟 

Capacité de stockage 850 𝐿 

Tableau II.9 : Récapitulatif des caractéristiques de la boucle d'hydrogène. 

3.1.4. Circuit hydraulique 

Un circuit hydraulique permet d’alimenter l’électrolyseur en eau déminéralisée. On 
retrouve sur ce circuit une cuve de stockage d’eau brute de 1000 L permettant de récupérer 
les rejets d’eau non consommée par l’électrolyseur et ceux de la pile à combustible. L’eau 
traverse ensuite un déminéralisateur puis est stockée temporairement dans un réservoir de 
100 L avant d’entrer dans l’électrolyseur. Le niveau de ce réservoir tampon est contrôlé par 
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un flotteur déclenchant la pompe d’alimentation dès que le niveau est insuffisant.  Le circuit 
hydraulique est donc un circuit fermé qu’il est cependant possible de recharger au niveau du 
réservoir d’eau brute si le niveau devient insuffisant. Le schéma du circuit hydraulique de 
l’électrolyseur est présenté sur la Figure II.27. 

 
Figure II.27 : Schéma de la boucle d'eau nécessaire à la production d’hydrogène du projet 

RECIF. 

Les caractéristiques du circuit hydraulique sont récapitulées dans le Tableau II.10 

Donnée Valeur 

Cuve de stockage d’eau brute 1000 𝐿 

Cuve d’eau déminéralisée 100 𝐿 

Capacité de production déminéralisateur 7 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Pression de service déminéralisateur 4 𝑏𝑎𝑟 

Tableau II.10 : Récapitulatif des caractéristiques du circuit hydraulique. 

3.1.5. Batteries électrochimiques 

Comme présenté en introduction de cette thèse, la quantité de batteries a été 
réduite au maximum afin d’éviter les problèmes dus au recyclage de celles-ci. Pour cette 
raison, 2 packs de batteries lithium-ion de 2,2 kWh chacun sont présents dans le micro-réseau. 
Ce pack de batteries a une tension nominale de 48 Vdc, pour un courant nominal de 25 A. 
Cependant, afin de pouvoir répondre aux appels transitoires de puissance, ce pack de 
batteries est capable de fournir 100 A pendant une durée de 15s. Une photographie d’un des 
deux packs est montrée sur la Figure II.28 

 
Figure II.28 : Illustration d'un des deux packs de batterie pour le projet RECIF. 

L’ensemble des caractéristiques des batteries sont redonnées dans le Tableau II.11. 
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Donnée Valeur 

Technologie Lithium-ion 

Capacité installée 4,4 𝑘𝑊ℎ 

Tension nominale 48 𝑉𝑑𝑐  

Courant nominal 25 𝐴 

Pic de courant maximum 100 𝐴 (15𝑠 𝑚𝑎𝑥) 

Durée de vie < 6000 𝑐𝑦𝑐𝑙𝑒𝑠 

Tableau II.11  : Récapitulatif des caractéristiques du packs batteries. 

3.2. Production et stockage du froid 

La production de froid est centrée autour d’un prototype conçu et fabriqué sur place 
à l’université de la Polynésie française lors de la thèse de F. Ferrucci [50]. Ce prototype a par 
la suite été modifié pour les besoins du projet RECIF. Une brève description des principaux 
composants est proposée dans ce chapitre. Le lecteur pourra se référer à la thèse de F. 
Ferrucci pour de plus amples informations ou bien à l’annexe B qui décrit les modifications 
apportées au prototype pour les besoins du projet RECIF et de la campagne expérimentale 
menée lors de cette thèse. 

Le prototype, qui peut être visualisé sur la Figure II.29, est construit autour de 5 
composants majeurs : 

 Un réacteur thermochimique, siège des réactions chimiques entre l’ammoniac et le 
sel réactif BaCl2(8/0) et dont la paroi est en contact avec un fluide caloporteur. 

 Un réservoir d’ammoniac liquide. 
 Un compresseur à piston à vitesse variable. 
 Un condenseur à plaques spiralées, refroidi par un circuit d’eau. 
 Un évaporateur à plaques spiralées de type « noyé » alimenté en eau glycolée. 

Un schéma complet et détaillé du système est disponible sur la Figure II.30. Ce 
prototype est capable de fonctionner selon différentes phases de fonctionnement :  

 La décomposition thermique : le réacteur est chauffé à une température permettant 
une désorption d’ammoniac à la pression du condenseur.  L’ammoniac ainsi désorbé 
est directement condensé puis stocké sous forme liquide dans le réservoir. 

• La décomposition mécaniquement assistée : Le réacteur est chauffé à une 
température ne permettant pas de faire désorber l’ammoniac à une pression 
suffisante pour le faire condenser au condenseur. Le compresseur est alors utilisé 
entre le réacteur et le condenseur afin d’aspirer et comprimer l’ammoniac à la 
pression du condenseur. 

 La synthèse thermique : le réacteur étant refroidi, celui-ci absorbe l’ammoniac et 
aspire naturellement l’ammoniac gazeux de l’évaporateur, induisant alors 
l’évaporation de l’ammoniac liquide dans l’évaporateur à une pression sensiblement 
égale à celle du réacteur. 
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 La synthèse assistée : le compresseur aspire les vapeurs de l’évaporateur et les 
comprime à la pression du réacteur refroidi à température ambiante. L’effet est alors 
double, la chute de pression à l’aspiration permet une température d’évaporation 
bien plus basse et l’augmentation de la pression dans le réacteur favorise la cinétique 
de la réaction de synthèse. Ce mode de couplage est innovant. Les expérimentations 
menées autour de ce mode de fonctionnement sont décrites dans le Chapitre IV. 

• Le mode pompe à chaleur classique : le réacteur n’est plus utilisé, l’ammoniac subit 
un cycle de pompe à chaleur à compression mécanique de vapeur (compression, 
condensation, détente isenthalpique, évaporation). 

 Un mode hybride pompe à chaleur/décomposition thermique : ce mode de 
fonctionnement permet de réaliser une décomposition du réacteur en lui apportant 
de la chaleur tout en faisant fonctionner la pompe à chaleur. Ce mode a fait l’objet 
d’une étude approfondie lors des travaux de thèse de F. Ferrucci [50] et ne sera donc 
pas abordé ici. 

L’ensemble de ces phases de fonctionnement sont décrites sur des schémas 
disponibles en Annexe B. 

 

 
Figure II.29 : Photographie du prototype expérimental. 
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Figure II.30 : Schéma détaillé du prototype expérimental. 
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3.2.1. Réacteurs 

Le prototype comprenait initialement un unique réacteur rempli à l’aide de galettes 
de composite constituée d’un mélange de chlorure de baryum (BaCl2) et de graphite naturel 
expansé (GNE). Le lecteur trouvera de plus amples informations sur ce réacteur dans la Table 
A4.2 de la thèse de F. Ferrucci [50]. Du fait de sa faible capacité de stockage énergétique et de 
son mode de refroidissement par air non adaptés aux spécificités du projet RECIF, ce réacteur, 
illustré sur la Figure II.31, n’a été utilisé que comme un stockage tampon d’ammoniac 
permettant de stocker environ 1,5 kg d’ammoniac. 

 
Figure II.31 : Modèle 3D (à gauche) et photographie (à droite) du réacteur initialement 

présent sur le prototype. 

Dans le cadre du projet RECIF, un nouveau réacteur a été conçu et fabriqué au 
laboratoire PROMES. Ce réacteur a ensuite été ajouté en parallèle de l’ancien réacteur sur le 
dispositif expérimental. Ce nouveau réacteur est composé de 7 tubes réacteurs récupérés du 
réacteur réalisé lors de la thèse de N. Le-Pierres [63]. Les tubes ont été insérés dans une 
calandre en inox dans laquelle circule l’eau utilisée comme fluide caloporteur. Des chicanes 
ont été installées afin de favoriser les échanges thermiques entre le fluide caloporteur et la 
paroi des tubes réacteurs. Une illustration de ce réacteur calandre est disponible sur la Figure 
II.32.  
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Figure II.32 : Modélisation 3D (à gauche) et photographie (à droite) du réacteur fabriqué 

pour le projet RECIF. 

A l’aide des données expérimentales présentées dans la thèse de N. Le Pierres [63], 
il est possible d’estimer la quantité de sel présente dans ce réacteur. En effet, les proportions 
de sel, du chlorure de baryum ici (BaCl2) et de graphite naturel expansé (GNE), ont été choisies 
de manière à obtenir un mélange de masse volumique 𝜌𝑟𝑒𝑎𝑐 = 420 𝑘𝑔.𝑚−3 avec un taux 
massique de sel 𝜏𝑠𝑒𝑙 = 0,8. Cette mise en œuvre résulte d’une optimisation entre le taux de 
sel et la densité apparente du GNE qui permet de maximiser à la fois la densité énergétique 
(pour minimiser la taille du réacteur), la conductivité thermique du mélange (pour favoriser 
l’obtention de puissances élevées) et sa porosité (pour éviter les limitations dues aux 
transferts de masse dans le réactif) comme montré par D. Stitou [64]. 

Le mélange réactif/GNE a été comprimé in situ dans les tubes avant soudure du fond 
bombé supérieur du tube réacteur. Le volume occupé par le composite réactif dans le réacteur 
est ainsi composé du volume total des 7 tubes réactifs avec leur fond bombé inférieur auquel 
il convient de retrancher le volume des diffuseurs. En effet, comme il est possible de le voir 
sur la Figure II.33, 3 diffuseurs de 8 mm de diamètre sont présents dans chaque tube. Cela 
permet d’estimer le volume occupé par le mélange réactif dans le réacteur, soit 𝑉𝑟𝑒𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓 =

40,5 𝐿. Connaissant la masse volumique de ce mélange, il est possible de déduire sa masse 
𝑚𝑟𝑒𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓 = 17 𝑘𝑔 et par suite, la quantité de sel anhydre (BaCl2) présent dans ce mélange en 

tenant compte du taux massique de sel dans le mélange réactif soit 𝑚𝑠𝑒𝑙 = 13,6 𝑘𝑔. Enfin, 
connaissant la masse molaire du chlorure de baryum, le nombre de moles de sel à l’intérieur 

du réacteur global RECIF est donc estimé à 𝑛𝑠𝑒𝑙
𝑡ℎ = 65,3 𝑚𝑜𝑙𝑒𝑠. Afin de vérifier la cohérence 

expérimentale de cette quantité, une pesée de la bouteille d’ammoniac a été effectuée avant 
et après un remplissage complet du réacteur initialement vide, la variation de masse obtenue 
était de 𝑚𝑁𝐻3 = 8,85 ± 0,05 𝑘𝑔. Considérant une réaction totale et en tenant compte de la 

stœchiométrie de la réaction, il en découle le nombre de moles de sel réel ayant réagi lors du 

remplissage 𝑛𝑠𝑒𝑙
𝑒𝑥𝑝 = 64,9 ± 0,4  𝑚𝑜𝑙, confirmant ainsi la valeur théorique estimée 

précédemment. 
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Figure II.33 : Photographie de l'intérieur des tubes réactifs. Source : [63]. 

Une donnée importante concernant le réacteur est son volume mort, c’est-à-dire le 
volume du réacteur occupé par le gaz. Ce volume est constitué du volume des fonds bombés 
supérieurs, du volume des diffuseurs ainsi que du volume poreux du mélange. La porosité du 
mélange réactif 𝜀 peut être calculée à partir de l’équation (II.13) qui décrit l’évolution de la 
porosité en fonction de l’avancement. 

𝜀 = 1 −
𝜏𝑠𝑒𝑙

1 − 𝜏𝑠𝑒𝑙
.

�̃�𝐺𝑁𝐸

Msel. (
1

𝑣𝑚,𝑋=0
. (1 − 𝑋) +

1
𝑣𝑚,𝑋=1

. 𝑋)
−
�̃�𝐺𝑁𝐸
𝜌𝐺𝑁𝐸

 (II.13) 

Dans cette équation 𝜏𝑠𝑒𝑙 représente la proportion massique de sel anhydre insérée 
initialement dans le mélange réactif, �̃�

𝐺𝑁𝐸
 représente la masse volumique apparente du GNE 

dans le mélange, 𝜌𝐺𝑁𝐸 la masse volumique du graphite, 𝑣𝑚,0 le volume molaire du sel anhydre 
et 𝑣𝑚,1 le volume molaire du sel chargé. L’ensemble des caractéristiques du réacteur sont 
récapitulées dans le Tableau II.12. 
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Donnée Valeur 

Longueur des tubes réactifs 1000 𝑚𝑚 

Nombre de tubes réactifs 7 

Diamètre interne des tubes réactifs 85,7 𝑚𝑚 

Diamètre interne calandre 300 𝑚𝑚 

Volume d’un fond bombé 0,16 𝐿 

Diamètre diffuseurs 8 𝑚𝑚 

Longueur diffuseurs 1000 𝑚𝑚 

Nombre moles de sel dans le réacteur 64,9 𝑚𝑜𝑙 

Masse GNE 2,21 𝑘𝑔 

Masse volumique du mélange réactif 420 𝑘𝑔.𝑚−3 

Taux massique de sel anhydre (BaCl2) 0,8 

Masse volumique apparente du GNE 84 𝑘𝑔.𝑚−3 

Masse volumique du graphite compressé 2250 kg.m−3 

Volume molaire du sel anhydre (X=0) 54.10−6 𝑚𝑜𝑙.𝑚−3 

Volume molaire du sel chargé (X=1) 225.10−6 𝑚𝑜𝑙. 𝑚−3 

Porosité à X=0 0,87 

Porosité à X=1 0,60 

Volume réactif 40,3 𝐿 

Volume mort réacteur chargé 17,2 𝐿 

Volume mort réacteur déchargé 25,0 𝐿 

Capacité thermique massique GNE 800 𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Masse paroi réacteur 25,7 𝑘𝑔 

Tableau II.12 : Récapitulatif des caractéristiques du réacteur RECIF. 

3.2.2. Condenseur 

Le condenseur est un échangeur à plaques spiralé permettant de mettre en contact 
thermique le fluide de travail à condenser et le fluide caloporteur. Une illustration de ce 
composant est proposée sur la Figure II.34. 
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Figure II.34 : Schéma 3D (à gauche) et photographie (à droite) du condenseur. 

Les caractéristiques du condenseur sont récapitulées dans le Tableau II.13. 

Donnée Valeur 

Volume disponible pour le fluide de travail 0,5 𝐿 

Surface d’échange 0,351 𝑚2 

Masse paroi condenseur 2,5 𝑘𝑔 

Tableau II.13 : Récapitulatif des caractéristiques du condenseur. 

3.2.3. Réservoir 

Le réservoir initialement présent sur le banc expérimental développé par F. Ferrucci 
[50] à l’Université de Polynésie Française permet de stocker environ 4,3L d’ammoniac liquide 
à 40°C. Ce réservoir est instrumenté à l’aide de 2 thermocouples situés en partie haute et 
basse du réservoir afin de pouvoir mesurer l’homogénéité de température entre la phase 
liquide et le ciel gazeux. Une sonde capacitive est également présente dans ce réservoir afin 
d’estimer la quantité d’ammoniac liquide dans le réservoir. Enfin, un tube de visualisation en 
PTFE de diamètre intérieur 6 mm et extérieur 10 mm est placé en dérivation du réservoir afin 
de pouvoir visualiser le niveau d'ammoniac liquide. C’est notamment à l’aide de ce tube de 
visualisation qu’il a été possible d’effectuer un étalonnage de la canne de niveau. Un schéma 
ainsi qu’une photographie de ce réservoir sont disponibles sur la Figure II.35. 
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Figure II.35 : Schéma (à gauche) et photographie (à droite) du réservoir de 4,3L initialement 

présent dans le système. 

Il s’est avéré que la quantité d’ammoniac qu’il était possible de stocker dans ce 
réservoir était insuffisante au regard des caractéristiques de sorption du nouveau réacteur qui 
a été installé. Afin d’augmenter la capacité de stockage, un second réservoir de 6,8L a été 
réalisé afin de porter la capacité de stockage d’ammoniac liquide à 11,1L. Afin de s’assurer 
que la hauteur d’ammoniac dans les deux réservoirs soient identiques le second réservoir a 
été installé à la même hauteur que le premier et connecté au premier par une tubulure liquide 
en partie basse et une tubulure gaz en partie haute pour permettre une égalisation des 
pressions. La canne de niveau située dans le premier réservoir permet ainsi de déduire la 
hauteur de la colonne d’ammoniac liquide accumulé dans ces 2 réservoirs. 

3.2.4. Évaporateur 

L’évaporateur est composé de plusieurs parties. La partie principale, celle où se 
déroule réellement l’évaporation est un échangeur à plaque spiralé (échangeur SPIREC) de 
mêmes caractéristiques que celui utilisé pour le condenseur avec une capacité du fluide de 
travail de 0,5L. Le lecteur pourra ainsi se référer au Tableau II.13 afin de retrouver l’ensemble 
de ses caractéristiques. Cependant, afin que cet échangeur soit constamment rempli de 
liquide, il est équipé en partie supérieure d’un réservoir d’un litre dans lequel le niveau 
d’ammoniac liquide est régulé à l’aide d’un capteur de niveau. En effet, dès que le niveau 
d’ammoniac est inférieur à ce capteur, l’électrovanne d’alimentation est activée afin 
d’alimenter l’évaporateur avec de l’ammoniac liquide en provenance du réservoir. Lorsque la 
colonne d’ammoniac atteint à nouveau le capteur, l’électrovanne est refermée. Un second 
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capteur de niveau a été ajouté par sécurité à ce réservoir tampon afin de s'assurer que 
l’expérimentation soit coupée dans le cas où le niveau d’ammoniac liquide devienne trop 
important ce qui risquerait notamment d’endommager le compresseur (risque de coups de 
liquide) ou le réacteur (risque de solubilisation du sel). Ce réservoir tampon, dans lequel est 
inséré un capteur de température, et l’évaporateur sont reliés par un siphon permettant à 
l’huile, potentiellement présente dans l’ammoniac du fait de la lubrification du compresseur, 
d’y être stockée (masse volumique de l’huile supérieure à celle de l’ammoniac liquide) puis 
évacuée occasionnellement par la suite grâce à une vanne dédiée. Ce montage est illustré 
sur la Figure II.36. 

 
Figure II.36 : Modélisation 3D (à gauche) et schéma (à droite) de l'évaporateur noyé. 

3.2.5. Compresseur 

Le compresseur, illustré sur la Figure II.37, est un compresseur à double pistons 
refroidis par eau et ayant une débit nominal de 6m3/h à la vitesse de rotation 1450tr/min. Il 
est associé à un moteur triphasé de 3kW piloté par un variateur de fréquence permettant 
réduire la vitesse de rotation. Ce variateur de fréquence a été modifié afin de pouvoir 
atteindre une vitesse de rotation de 580 tr/min (cf. Annexe B). Un by-pass du compresseur est 
également en place afin de permettre une recirculation du gaz entre l’aspiration et le 
refoulement. Cela permet de régler finement le débit de gaz à l’aspiration grâce à une vanne 
micrométrique installée sur le by-pass. Cependant cette solution technique ne permet pas de 
réaliser des bilans d’énergie précis sur le système puisque qu’une partie de l’énergie 
consommée par le compresseur est utilisée pour réaliser la recirculation de l’ammoniac entre 
le refoulement et l’aspiration du compresseur à travers ce by-pass. 
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Figure II.37 : Modélisation 3D du compresseur. 

3.3. Gestion du micro-réseau 

La gestion future du micro-réseau RECIF se fera probablement à l’aide de deux 
algorithmes de gestions différents adaptés à différents horizons de temps. Un premier 
algorithme de gestion, que l’on qualifiera d’algorithme à grande échelle, récupèrera les 
prévisions d’ensoleillement et de consommation et décidera du comportement à adopter en 
fonction de l’état actuel du système. Un second algorithme, dit de contrôle, récupérera alors 
les consignes obtenues et pilotera directement le système en actionnant les différentes 
électrovannes, pompe et interrupteurs du système.  

Au vu des résultats obtenus avec l’algorithme PSO, celui-ci pourrait être utilisé 
comme algorithme à grande échelle. En effet, cet algorithme n’a pas besoin de tourner en 
temps réel, il sera nécessaire de le faire tourner à intervalle régulier, une fois par heure par 
exemple, afin de déterminer quel composant il semble judicieux d’utiliser dans l’heure qui 
vient. Des modifications sont cependant à envisager afin notamment d’intégrer les prévisions 
solaires et les prévisions de consommation à la stratégie de gestion des stockages et de 
pilotage du réseau.  

D’autres algorithmes sont possibles comme ceux actuellement développés par H. 
Lambert, doctorant travaillant également sur le projet RECIF :  l’algorithme de gestion par 
règles [65] et l’algorithme MILP [66]. Le second algorithme gérant le micro-réseau devra 
tourner en temps réel afin de commander à chaque instant les différents composants. Le 
modèle REM, développé en partie lors de cette thèse, paraît tout indiqué pour cela car ce 
formalisme permet d’obtenir une structure de commande par inversion du modèle. 

 Une schématisation de ce que pourrait être la logique de pilotage du micro-réseau 
RECIF est illustrée sur la Figure II.38.  
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Figure II.38 : Proposition de schéma de gestion du micro-réseau RECIF. 

4. Conclusion 

Cette partie est consacrée à l’étude d’un micro-réseau dans sa globalité. Dans un 
premier temps, un algorithme d’optimisation par essaims de particules a été présenté. Celui-
ci permet, comme démontré sur deux études de cas différents, de simultanément 
dimensionner un micro-réseau adapté à des besoins électriques et frigorifiques donnés et de 
proposer également une stratégie de gestion.  

Les résultats de cette étude préliminaire ont motivés une seconde étude afin 
d’identifier les profils temporels de charges les plus pertinents pour le micro-réseau 
développé dans le cadre du projet RECIF. Il a ainsi été montré que les profils pour lesquels 
production solaire et consommation sont déphasées sont plus adaptés pour ce micro-réseau. 

Les différents composants du micro-réseau RECIF ont ensuite été présentés. Enfin, 
une proposition d’amélioration de l’algorithme PSO est proposée afin de participer à la gestion 
future du micro-réseau RECIF. L’objectif serait alors d’intégrer les prévisions solaires et les 
prévisions de consommation à l’algorithme afin que celui-ci décide d’une stratégie de gestion 
du micro-réseau. Cette stratégie serait ensuite utilisée par un algorithme temps réel 
permettant de piloter le micro-réseau.  
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Chapitre III : Systèmes thermochimiques hybrides à compresseur 

Bien qu’intéressante pour améliorer l’efficacité globale du micro-réseau, l’intégration 
d’un système thermochimique pour valoriser de la chaleur basse température ne présente 
pas réellement d’avancée scientifique sur les systèmes thermochimiques à proprement parlé. 

C’est pourquoi il a été décidé de centrer une partie des travaux menés lors de cette thèse sur 
les systèmes hybrides à compresseurs. En effet, comme explicité lors de l’étude 
bibliographique du Chapitre I, ces hybridations sont soit relativement nouvelles dans la 
littérature scientifique soit inexistantes pour l’hybridation utilisant le compresseur lors de la 
phase de synthèse dans le but de produire du froid à plus basse température. 

Le fait qu’un système thermochimique soit capable d’utiliser de la chaleur pour 
produire du froid sans recourir à aucune autre ressource d’énergie coûteuse est un atout 

majeur. L’intégration d’un compresseur dans ces systèmes peut sembler contre-productif du 
fait de la nécessité de consommer de l’électricité supplémentaire pour valoriser la chaleur et 
produire du froid. Néanmoins, ces systèmes hybrides proposent cependant un service 

nouveau : l’utilisation d’un compresseur pour assister la phase de décomposition du réacteur 
permet de valoriser des sources de chaleur non exploitables par les procédés 
thermochimiques conventionnels. De plus, la mise en fonctionnement de ce même 

compresseur en phase de synthèse permet de produire du froid à des températures beaucoup 

plus basses et ainsi d’envisager de nouvelles applications frigorifiques. 

Ce chapitre se focalise sur l’étude de ces deux types d’hybridations qui intègrent un 
compresseur pour assister la phase de décomposition et/ou améliorer la production 
frigorifique en phase de synthèse. L’objectif est ici d’évaluer en régime stationnaire les 
performances de différents systèmes incluant ou non ce compresseur selon plusieurs critères : 
le coefficient de performance (COP), le rendement exergétique (𝜂𝑒𝑥) et le rendement en 
énergie primaire (𝜂𝑒𝑝). Cette étude se concentre sur les systèmes thermochimiques à 

ammoniac visant des applications de production de froid. L’évaluation de 103 ammoniacates 

différents a permis de mettre en avant les sels les plus intéressants selon l’application 
envisagée. Les données thermodynamiques concernant ces sels sont issues des expériences 

passées du laboratoire PROMES. 

Afin de réaliser une étude comparative indépendante du dimensionnement du 
système (surface d’échange, volume de réactif…), du choix des composants (technologie des 

échangeurs, du compresseur…) et de la mise en œuvre du réactif, une approche 

thermodynamique en régime stationnaire a été choisie en considérant les hypothèses 
suivantes :  

 L’impact des phases transitoires entre les phases de fonctionnement du procédé qui 
permettent par exemple au réacteur d’atteindre la température de fonctionnement, 
n’est pas considéré. De par l’expérience acquise au laboratoire, la non prise en 
compte de ces phases conduit à surestimer les performances énergétiques de ces 

procédés d’environ 10 à 15%.  
 Les échangeurs thermiques sont idéalisés de telle sorte que les températures des 

deux fluides échangeant de la chaleur sont égales en sortie d’échangeur. Cette 
hypothèse conduit à considérer des échangeurs à pincements thermiques nuls. 
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 Les pertes de charges liées aux transferts de gaz dans le système sont négligées. 
 Le compresseur fonctionne avec un rendement isentropique constant pris égal à 0,7 

dans cette étude. D’autres causes de dissipations énergétiques ont également été 
négligées (rendements mécanique et électrique parfaits). Le rendement 
volumétrique de compression n’a pas été pris en compte. En effet, celui-ci dépend 
du volume mort du compresseur donc de considérations technologiques sur celui-ci. 

Néanmoins, pour des ratios de compressions relativement faibles, le rendement 
volumétrique peut être considéré comme suffisamment élevé pour être négligé sans 
engendrer une erreur trop importante. En effet, à titre d’illustration, pour un gaz 
parfait subissant un ratio de compression de 5 dans un compresseur ayant un volume 
mort de l’ordre de 2% de la cylindrée, le rendement volumétrique est supérieur à 
95% [67]. Pour cette raison, le ratio de compression a été limité à 5 dans cette étude. 

 Les masses thermiques des parois des différents composants n’ont pas été prises en 

compte. Leurs températures sont donc considérées égales à la température du 
composant. 

 Les points de fonctionnement dans les composants tels que le réacteur, l’évaporateur 
et le condenseur sont supposés correspondre à l’équilibre thermodynamique.  

L’ensemble de ces hypothèses entraîne de fait une surestimation des performances 
des différents cycles étudiés. Les valeurs sont ici données à titre indicatif et peuvent être vues 
comme des valeurs limites de performances. Néanmoins, cette étude reste cohérente dans le 

cadre de la méthodologie employée ici, avec l’objectif de comparer les différents cycles et 
systèmes entre eux en valeur relative et non absolue. 

L’objectif de cette étude comparative est de cibler les sels et les configurations 
potentiellement les plus performantes pour des conditions opératoires ou finalités 
applicatives visées. Le lecteur intéressé pourra ainsi sélectionner quelques sels intéressants 
pour son application et définir la configuration de système la plus appropriée. Le second point 

d’intérêt de cette étude est l’évaluation du gain apporté par l’intégration d’un compresseur. 
En effet, bien que celui-ci fasse globalement baisser les performances du fait de la 
consommation d’électricité, il permet d’étendre la plage d’utilisation d’un sel. Pour une 
application donnée le nombre de sels à disposition est ainsi bien plus important que pour les 
procédés thermochimiques classiques ce qui permet globalement d’améliorer les 
performances que l’on peut attendre des systèmes thermochimiques en choisissant un sel 

présentant de meilleures caractéristiques pour l’application visée. 
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1. Présentation des systèmes hybrides étudiés 

Différentes hybridations « procédé thermochimique/compresseur » sont étudiées 
ici. Bien qu’ayant déjà fait l’objet d’études antérieures, notamment dans les articles de Ferruci 
et al. [49] et de Fitó et al. [51], la décomposition assistée par compresseur est une nouvelle 
fois abordée ici et complète les études précédentes. Les résultats exposés dans ce chapitre 
permettent ainsi de caractériser les performances de nombreux sels, confirmant ceux de la 
littérature obtenus, en particulier pour le sel BaCl2(8/0). Cette étude propose également 
d’utiliser le compresseur lors de la phase de synthèse, cette hybridation est appelée "synthèse 
assistée" dans la suite. Comme exposé au Chapitre I, cette phase n’a encore jamais été étudiée 
dans le but de produire du froid à plus basse température.  

Une phase de décomposition se fait classiquement à l’aide d’une source de chaleur 
dont la température (𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑) est suffisante pour amener le réacteur à la pression de 
condensation. Une fois cette pression atteinte, le réacteur peut être mis hors équilibre car 
soumis à une double contrainte thermodynamique en pression et température, contraignant 
le réacteur à se placer dans les conditions de décomposition du sel réactif chargé en 
ammoniac. Le sel réactif se décompose et produit alors un flux d’ammoniac gazeux qui 
s’écoule du réacteur vers le condenseur en sortie duquel le liquide est collecté dans un 
réservoir. Un schéma du système ainsi que la représentation du trajet thermodynamique de 
l’ammoniac au cours de cette phase dans le diagramme de Clausius-Clapeyron est schématisé 
sur la Figure III.1. 

 
Figure III.1 : Schéma du fonctionnement du système lors de la phase de décomposition 
thermique du système (à gauche) et trajet thermodynamique de l’ammoniac dans le 

diagramme de Clausius-Clapeyron (à droite). 

Lorsque la température (𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
′ ) de la source chaude n’est pas suffisante pour 

atteindre la pression de condensation, l’utilisation d’un compresseur permet de combler 
l’écart de pression entre le réacteur et le condenseur. C’est donc la pression d’aspiration du 
compresseur qui joue le rôle de pression de contrainte pour le réacteur et qui permet de le 
maintenir hors équilibre afin que la réaction de décomposition ait lieu. Un schéma des 
composants utilisés lors d’une phase de décomposition ainsi que la représentation du trajet 
thermodynamique sont proposés sur la Figure III.2. 



 

  

Chapitre III : Systèmes thermochimiques hybrides à compresseur 
72 

 
Figure III.2 : Schéma du fonctionnement du système lors de la phase de décomposition 

assistée par compresseur (à gauche) et trajet thermodynamique subi par l’ammoniac dans 
un diagramme de Clausius-Clapeyron (à droite). 

Lors d’une phase de synthèse classique, décrite sur la Figure III.3, le réacteur et 
l’évaporateur sont initialement à température ambiante et isolés l’un de l’autre. La pression 
d’équilibre dans l’évaporateur est donc bien supérieure à celle dans le réacteur.  Lorsque ces 
2 composants sont connectés au moyen d’une vanne, il s’établit alors un écoulement 
d’ammoniac gazeux de l’évaporateur vers le réacteur. L’apport de gaz au réacteur tend à faire 
augmenter sa pression, le plaçant ainsi hors équilibre et permettant la réaction de synthèse 
et l’absorption chimique de l’ammoniac par le sel. La pression dans l’évaporateur se met alors 
à diminuer jusqu’à ce qu’un nouvel équilibre thermodynamique se mette en place entre ces 
deux composants en fonction des interactions thermiques avec leur environnement respectif. 
Au fur et à mesure que le gaz est soutiré dans l’évaporateur, celui-ci est alimenté en ammoniac 
liquide depuis le réservoir à température ambiante au travers d’un détendeur. 

 
Figure III.3 : Schéma du fonctionnement du système lors de la phase de synthèse thermique 

(à gauche) et trajet thermodynamique de l’ammoniac dans un diagramme de Clausius-
Clapeyron (à droite). 
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L’utilisation d’un compresseur en phase de synthèse permet de découpler et de   
rendre indépendantes les pressions de l’évaporateur et du réacteur comme le montre la 
Figure III.4. Un nouvel équilibre thermodynamique se met alors en place avec une pression 
d’équilibre à l’évaporateur plus faible que celle du réacteur et permet ainsi de produire du 
froid à plus basse température que dans le cas d’une phase de synthèse uniquement pilotée 
par la « thermique » des composants. 

 
Figure III.4 : Schéma du fonctionnement du système lors de la phase de synthèse assistée par 
compresseur (à gauche) et trajet thermodynamique de l’ammoniac dans un diagramme de 

Clausius-Clapeyron (à droite). 

1.1. Diagrammes thermodynamiques 

Afin de mieux visualiser le trajet thermodynamique subit par l’ammoniac dans les 
cycles hybrides, ce trajet est par la suite représenté dans 3 diagrammes thermodynamiques 
différents :  

 Le diagramme de Clausius-Clapeyron [−
𝟏

𝑻
; 𝒍𝒏(

𝑷

𝑷𝟎
)], présenté sur la Figure III.5, est 

fréquemment utilisé car il permet de représenter les équilibres monovariants par des 
droites. Certains points du trajet thermodynamiques sont cependant superposés 
dans ce diagramme. 

  Le diagramme enthalpique ou de Mollier [𝒉;𝑷], présenté sur la Figure III.6, permet 
de lever ce problème car les courbes de saturations, d’une part des phases vapeur et 
liquide de l’ammoniac, d’autre part, de l’ammoniac sorbé et désorbé du sel, sont alors 
distinctes. Ce type de diagramme permet également de visualiser l’évolution du 
contenu énergétique du fluide travail au cours du cycle. Ce diagramme peut ainsi être 
utilisé pour évaluer des COP ou des rendements énergétiques. 

  Le diagramme entropique [𝑻; 𝒔], présenté sur la Figure III.7, permet quant à lui 
d’identifier les sources d’irréversibilités thermodynamiques dans le cycle. Il permet 
également de discuter de la valeur du rendement exergétique. 

Le système thermochimique hybride représenté sur les diagrammes qui suivent, 
exploite une source de chaleur à 60 °C pour produire du froid à -35 °C. La température 
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ambiante a été prise à égale à 25°C. Tous les pincements thermiques ont été considérés 
comme nuls, de telle sorte que les différents points de fonctionnement du cycle soient 
représentés à l’équilibre thermodynamique. 

 

Figure III.5 : Représentation dans le diagramme de Clausius-Clapeyron d'un cycle 
thermochimique hybride utilisant un compresseur pour assister la phase de décomposition 

(en rouge) et intensifier la production de froid en phase de synthèse (en bleu). 

 

Figure III.6 : Représentation dans le diagramme de Mollier d'un cycle de système 
thermochimique utilisant un compresseur pour assister la décomposition (en rouge) et la 

synthèse (en bleu). 
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Figure III.7 : Représentation dans le diagramme entropique d’un cycle thermochimique 
hybride utilisant un compresseur pour assister la phase de décomposition (en rouge) et 

intensifier la production de froid en phase de synthèse (en bleu). 

Sur chaque diagramme sont représentés les différents points de fonctionnement du 

cycle. Le trajet thermodynamique de l’ammoniac lors de la phase de décomposition (ⓐ→ⓕ), 
représentée en rouge sur les différents diagrammes est précisé ci-dessous : 

ⓐ→ⓑ : Le réacteur, isolé et fermé, est mis en contact avec la source chaude, sa 
température augmente en suivant la courbe d’équilibre.  

ⓑ→ⓒ : Le réacteur est ouvert et le compresseur est mis en fonctionnement. Le 
réacteur est ainsi mis hors équilibre et la désorption se met en place. La décomposition est 
supposée se faire de manière isobare et isotherme. 

ⓒ→ⓓ : Le compresseur comprime l’ammoniac jusqu’à la pression de condensation. 
Cette compression est réalisée avec un rendement isentropique constant (𝜂𝑖𝑠 = 0,7). 

ⓓ→ⓔ : La vapeur d’ammoniac surchauffée en sortie de compresseur est d’abord 
refroidie de manière sensible avec l’extérieur jusqu’à atteindre la température de saturation. 
Ce processus est supposé se faire de manière isobare (pertes de charge négligées). 

ⓔ→ⓕ : L’ammoniac est condensé dans le condenseur selon un processus isotherme 
et isobare. Le liquide est évacué par gravité vers un réservoir où il est stocké à température 
ambiante. 

La phase de synthèse (ⓕ→ⓐ), représentée en bleu, correspond à la phase de 
production de froid : 
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ⓕ→ⓖ : L’ammoniac liquide est puisé dans le réservoir et détendu jusqu’à la pression 
d’évaporation. Ce processus est supposé être isenthalpique.  

ⓖ→ⓗ : Le liquide est vaporisé. Ce phénomène étant endothermique, de la chaleur 
provenant de l’environnement de l’évaporateur est absorbée, c’est la production de froid. 

ⓗ→ⓘ : Le gaz en sortie d’évaporateur est légèrement surchauffé (5  ) afin de 
s’assurer qu’à l’aspiration du compresseur, le fluide soit totalement sous forme vapeur.  

ⓘ→ⓙ : Le gaz est comprimé jusqu’à la pression du réacteur en synthèse en 
considérant une compression avec un rendement isentropique constant. 

ⓙ→ⓚ : Le gaz, plus chaud que le réacteur en sortie de compresseur, se refroidit 
dans un processus isobare. 

ⓚ→ⓐ : L’ammoniac est sorbé par le réacteur car celui-ci est soumis à une double 
contrainte en pression et température qui le place dans les conditions nécessaires à la 
synthèse. Cette réaction de synthèse est réalisée de manière isobare et isotherme. 

2. Cadre de l’étude 

2.1. Plage opératoire de l’étude et identification des sels possibles 

Pour cette étude, les données thermodynamiques de 103 ammoniacates ont été 
utilisées. La stœchiométrie de chaque couple réactif, l’enthalpie et l’entropie de réaction ainsi 
que la capacité thermique molaire de chaque sel sont connues. Toutes ces données sont 
accessibles dans une base de données disponible au laboratoire PROMES, établie à partir de 
la littérature scientifique et des caractérisations thermodynamiques menées au laboratoire. 

Cette liste de sels a été restreinte en accord avec la plage opératoire en température 
de l’étude. En effet, pour s’affranchir des limitations par transfert de masse au sein du 
réacteur, une pression minimale opératoire de 0,5 bar est considérée. De même, le procédé 
est contraint par la température de cristallisation de l’ammoniac à -77 °C. Afin de garder une 
marge par rapport à cette température de cristallisation et parce que peu d’applications 
nécessite un froid à une telle température, il a été décidé de limiter l’étude à -50 °C. Enfin, 
parce que le principal intérêt des systèmes thermochimiques réside dans le fait de pouvoir 
valoriser les sources de chaleur à basse température, la température haute de la source de 
chaleur a été limitée à 150 °C. Ces différentes considérations opératoires ont ainsi exclu de 
nombreux sels de l’étude. En effet, comme on peut le constater sur la Figure III.8 la courbe 
d’équilibre de certains sels est en dehors de la fenêtre opératoire considérée lors de cette 
étude. 
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Figure III.8 : Illustration dans un diagramme de Clausius-Clapeyron des sels potentiellement 
utilisables dans la fenêtre opératoire considérée pour l'étude. 

L’étude s’est ainsi restreinte à l’étude de 84 ammoniacates différents qui sont tous 
répertoriés dans le Tableau III.1. Chaque sel est associé à un numéro qui sera par la suite utilisé 
pour identifier chaque sel sur les différentes figures. Il est important de noter que d’autres 
critères, non liés aux conditions opératoires, auraient également pu être pris en compte dans 
cette étude afin de restreindre d’avantage la liste de sels. Afin de rester le plus général 
possible, la température de fusion des sels, leur caractère toxique ou explosif, leur coût, leur 
disponibilité ou encore leurs impacts environnementaux n’ont pas été considérés. 

n° Nom du sel n° Nom du sel n° Nom du sel n° Nom du sel 

1 NH4Cl (3/0) 22 BaBr2 (8/4) 43 PbCl2 (1,5/1) 64 CuBr (1.5/1) 

2 KI (4/0) 23 BaI2 (9/8) 44 PbI2 (2/1) 65 PbI2 (1/0,5) 

3 NH4Br (1/0) 24 CaCl2 (4/2) 45 MnCl2 (6/2) 66 MgCl2 (6)/2) 

4 LiBr (5/4) 25 LiBr (4/3) 46 PbBr2 (2/1) 67 SnI2 (2/1) 

5 PbCl2 (8/3,25) 26 BaBr2 (4/2) 47 LiCl (2/1) 68 PbCl2 (1/0) 

6 PbBr2 (8/5,5) 27 SnI2 (5/3) 48 LiI (4/3) 69 FeBr2 (6/2) 

7 NH4I (1/0) 28 CuI (3/2) 49 CaBr2 (6/2) 70 BaI2 (2/0) 

8 NaBr (5.25/0) 29 BaBr2 (2/1) 50 LiBr (2/1) 71 CuCl2 (3.33/2) 

9 CaI2 (8/6) 30 LiCl (3/2) 51 BaBr2 (1/0) 72 CuBr2 (5/3.33) 

10 LiCl (4/3) 31 BaI2 (8/6) 52 ZnCl2 (4/2) 73 ZnBr2 (4/2) 

11 BaCl2 (8/0) 32 ZnCl2 (6/4) 53 SnI2 (3/2) 74 LiBr (1/0) 

12 PbBr2 (5,5/3) 33 ZnSO4 (5/4) 54 CuCl2 (5/3.33) 75 SnBr2 (2/1) 

13 SnCl2 (4/2,5) 34 SrBr2 (8/2) 55 LiI (3/2) 76 LiI (2/1) 

14 NaI (4.5/0) 35 ZnI2 (6/4) 56 FeCl2 (6/2) 77 ZnSO4 (4/3) 

15 PbCl2 (3,25/2) 36 SrI2 (8/6) 57 LiCl (1/0) 78 CaI2 (6/2) 

16 CuBr (3/1.5) 37 PbCl2 (2/1,5) 58 SnBr2 (3/2) 79 CuBr (1/0) 

17 PbBr2 (3/2) 38 ZnBr2 (6/4) 59 SrI2 (6/2) 80 CuI (1/0.5) 

18 PbI2 (5/2) 39 LiBr (3/2) 60 CuCl (1.5/1) 81 CuBr2 (3.33/2) 

19 CaCl2 (8/4) 40 BaI2 (6/4) 61 MnBr2 (6/2) 82 CuSO4 (5/4) 

20 SnBr2 (5/3) 41 CuI (2/1) 62 SrBr2 (2/1) 83 CuI (0.5/0) 

21 SrCl2 (8/1) 42 BaI2 (4/2) 63 CoCl2 (6/2) 84 CuSO4 (4/2) 

Tableau III.1 : Liste des 84 sels étudiés. 
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2.2. Les indicateurs de performance 

L’évaluation des performances énergétiques est uniquement basée sur des 
considérations thermodynamiques. Toutes les quantités d’énergie et d’exergie calculées sont 
rapportées à une mole d’ammoniac cyclé. Des notations minuscules sont utilisées pour les 
grandeurs molaires dans la suite. 

2.2.1. Le coefficient de performance 

Le coefficient de performance (COP) est régulièrement utilisé pour caractériser les 
systèmes frigorifiques. Il s’exprime comme le ratio entre l’énergie associée à l’effet utile du 
système et l’énergie consommée par le système. Dans notre cas, l’effet utile est le froid 
produit par le système (𝑞𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑) et l’énergie consommée est l’énergie thermique apportée au 

réacteur en décomposition (𝑞𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑) ainsi que l’énergie électrique consommée par le 
compresseur (𝑤). Le COP peut ainsi s’exprimer grâce à l’équation (III.1). 

𝐶𝑂𝑃 =
𝑞𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

𝑤 + 𝑞𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
 (III.1) 

2.2.2. Le rendement exergétique 

Le rendement exergétique permet de tenir compte de la qualité de l’énergie utilisée 
ou fournie. En effet, l’énergie thermique n’a pas la même valeur que l’énergie électrique 
fournie au compresseur. Pour produire un travail par un système thermodynamique en 
exploitant une source d’énergie thermique disponible à une température 𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑, celui-ci 
devra être mis en contact également avec un puit de chaleur à une température inférieure. 
L’énergie transformable en énergie mécanique ne représentera alors qu’une fraction de 
l’énergie transférée entre les deux sources. Pour quantifier l’énergie mécanique (travail) qu’il 
est possible de produire par un tel système ditherme, des facteurs de Carnot sont introduits 
dans l’équation (III.2). 

{
 
 

 
 𝜃𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 =

𝑇𝑎𝑚𝑏
𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

− 1

𝜃𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑 = 1 −
𝑇𝑎𝑚𝑏
𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑

 (III.2) 

L’exergie est définie comme la part d’énergie thermique transformable en énergie 
mécanique. Ainsi, le rendement exergétique s’exprime à l’aide des facteurs de Carnot définis 
précédemment comme indiqué dans l’équation (III.3). 

𝜂𝑒𝑥 =
𝐸𝑥𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

𝑤 + 𝐸𝑥𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
=

𝑞𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑. 𝜃𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

𝑤 + 𝑞𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑. 𝜃𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
 (III.3) 

2.2.3. Le rendement en énergie primaire 

Le rendement en énergie primaire permet de tenir compte des différentes 
transformations et conversions énergétiques qui permettent d’aboutir à l’énergie finale. En 
d’autres termes, plutôt que de tenir uniquement compte de la quantité d’électricité 
consommée par le compresseur, on considère plutôt l’énergie primaire totale nécessaire pour 
produire cette électricité. Le journal officiel de l’union européenne rédigé par la commission 
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européenne [68] définit un ratio entre l’énergie primaire et l’énergie électrique d’environ 𝛽 =
2,5. Ce ratio varie d’un pays à l’autre en fonction du mix énergétique national. Le rendement 
en énergie primaire s’exprime alors selon l’équation (III.4).  

𝜂𝑝𝑟𝑖 =
𝑞𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

𝛽.𝑤 + 𝑞𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
 (III.4) 

2.3. Expression des énergies consommées et produites 

Les indicateurs proposés ne tiennent finalement compte que de 3 quantités d’énergie 
qu’il est nécessaire d’estimer : l’énergie électrique consommée par le compresseur en phase 
de décomposition et/ou en phase de synthèse, l’énergie thermique consommée par le 
réacteur lors de la phase de décomposition et l’effet frigorifique produit par l’évaporation de 
l’ammoniac en phase de synthèse. 

2.3.1. Énergie électrique consommée lors de la compression 

Le rendement isentropique d’une compression se définit comme le rapport du travail 
de compression isentropique sur le travail de compression réel comme le montre l’équation 
(III.5). Ce rendement est supposé constant dans cette étude (𝜂𝑖𝑠 = 0,7). 

𝜂𝑖𝑠 =
𝑤𝑐𝑜𝑚𝑝
𝑖𝑠

𝑤𝑐𝑜𝑚𝑝
 (III.5) 

Le travail de compression isentropique d’un fluide peut s’exprimer par l’équation 
(III.6). 

𝑤𝑐𝑜𝑚𝑝
𝑖𝑠 = ℎ𝑜𝑢𝑡,𝑖𝑠(𝑃𝑜𝑢𝑡, 𝑠𝑖𝑛) − ℎ𝑖𝑛(𝑃𝑖𝑛, 𝑇𝑖𝑛) (III.6) 

La température d’aspiration (𝑇𝑖𝑛) étant connue du fait des pincements thermiques 
considérés comme nuls, il est ainsi possible de déterminer les pressions d’aspiration et de 
refoulement du compresseur qui correspondent aux divers équilibres thermodynamiques 
liquide/vapeur de l’ammoniac et de la réaction solide/gaz. Connaissant la pression et la 
température, il est alors possible de déterminer l’entropie et l’enthalpie de la vapeur en 
utilisant des tables thermodynamiques telles que CoolProp dans notre cas. L’équation (III.7) 
permet ainsi d’obtenir l’expression finale de l’énergie électrique consommée par le 
compresseur en supposant les rendements mécanique et électrique du compresseur égaux à 
1. 

𝑤𝑐𝑜𝑚𝑝 =
ℎ𝑜𝑢𝑡,𝑖𝑠(𝑃𝑜𝑢𝑡, 𝑠𝑖𝑛) − ℎ𝑖𝑛(𝑃𝑖𝑛, 𝑇𝑖𝑛)

𝜂𝑖𝑠
 (III.7) 

2.3.2. Énergie thermique consommée lors de la phase de décomposition 

L’énergie thermique transférée depuis la source chaude vers le réacteur permet 
d’une part d’élever la température du réacteur jusqu’à la température de la source puis 
d’alimenter la réaction de désorption en chaleur car cette réaction est endothermique. 
L’élévation de température du réacteur est calculée à partir de la capacité thermique 
moyenne du sel rapportée à 1 mole d’ammoniac (𝑐𝑚𝑜𝑦). Les hypothèses suivantes sont 

considérées : 
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 Les masses thermiques de la paroi ainsi que celle de la matrice poreuse graphitée à 
laquelle le sel est mélangé sont négligées afin de s’affranchir de toutes considérations 
de dimensionnement, choix des composants et mise en œuvre du composite réactif. 

 Les pincements thermiques sont négligés, la température du réacteur est donc égale 
à la température de la source chaude. 

 L’énergie thermique apportée au réacteur peut alors s’exprimer selon l’équation 
(III.8). 

𝑞𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑 = 𝑐𝑚𝑜𝑦. (𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑 − 𝑇𝑎𝑚𝑏) + 𝛥𝑟𝐻
° (III.8) 

2.3.3. Énergie frigorifique prélevée à la source froide 

L’énergie thermique absorbée pour l’évaporation d’une mole d’ammoniac est 
déterminée en considérant les hypothèses suivantes : 

 La détente subie par le fluide à travers la vanne entre le réservoir et l’évaporateur est 
supposée isenthalpique. L’enthalpie du fluide en entrée d’évaporateur peut ainsi être 
estimée à partir de l’enthalpie du liquide dans le réservoir supposé à saturation à la 
température ambiante.  

 Le pincement thermique entre le fluide caloporteur et l’évaporateur est supposé être 
nul, la température d’évaporation est ainsi égale à la température de froid produit. 

 L’évaporateur fonctionne à l’équilibre thermodynamique, la pression peut donc être 
estimée à partir de la température d’évaporation grâce à la relation de Clausius-
Clapeyron.  

Ces hypothèses permettent d’exprimer l’énergie frigorifique produite à l’évaporateur 
à l’aide de l’équation (III.9). 

𝑞𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 = ℎ𝑖𝑛,𝑒𝑣𝑎𝑝(𝑃𝑠𝑎𝑡(𝑇𝑎𝑚𝑏), 𝑇𝑎𝑚𝑏) − ℎ𝑜𝑢𝑡,𝑒𝑣𝑎𝑝(𝑃𝑠𝑎𝑡(𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑), 𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑) (III.9) 

3. Résultats de l’étude et discussion 

Le modèle précédemment présenté permet d’évaluer les performances des 
différents cycles pour l’ensemble des 84 sels réactifs. Pour une température de source chaude 
donnée et une température de froid produit, une liste de sels peut ainsi être établie et les 
performances pour chacun de ces sels estimées. 

3.1. Extension de la plage opératoire du procédé  

On appelle plage de fonctionnement, ou plage opératoire, l’ensemble des couples de 
températures (𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑, 𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑) de la source de chaleur et de la source froide pour lesquels le 

système thermochimique est capable de fonctionner. Le couple (𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑, 𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑) est appelé 

point de fonctionnement ou condition opératoire. 

Comme évoqué précédemment, pour une même température de condensation, 
l’utilisation d’un compresseur en phase de décomposition permet de faire désorber 
l’ammoniac du sel à l’aide d’une source de chaleur, dont la température est plus basse que 
celle requise pour une phase de décomposition purement thermique (condenseur et réacteur 
à la même pression). 



 

  

Chapitre III : Systèmes thermochimiques hybrides à compresseur 
81 

De même, pour une température de réaction de synthèse donnée, l’utilisation d’un 
compresseur en phase de synthèse permet de diminuer la pression d’évaporation et ainsi la 
température de froid produit en comparaison d’une phase s’effectuant de manière purement 
thermique (réacteur et évaporateur à même pression). 

Un exemple de cette extension de plage de fonctionnement  est proposé pour le sel 
BaCl2(8/0) sur la Figure III.9. Sur cette figure, l’évolution du COP est tracée en fonction des 
températures de la source chaude et de la température de froid produit pour une température 
ambiante de 25°C. Les températures limites pour chaque phase apparaissent sur ce graphique.  

Dans le cas où une phase peut être réalisée sans compresseur, ce sont les pressions 
opératoires, du condenseur en phase de décomposition ou du réacteur en phase de synthèse, 
qui fixent les limites basses de la plage de fonctionnement du système. Par exemple, pour la 
phase de décomposition, la température minimale requise pour que le réacteur atteigne la 
pression du condenseur de 10 bar est de 63 °C. La pression du condenseur étant fixée par les 
échanges thermiques avec le milieu ambiant. Pour la phase de synthèse, lorsque le réacteur 
est à température ambiante (25°C), sa pression d’équilibre est de 1,8 bar, ce qui entraine une 
température minimale d’évaporateur à cette pression de -21 °C.  

Dans le cas où une phase est réalisée avec l’assistance d’un compresseur, de 
nouvelles limites minimales opératoires peuvent alors être redéfinies en fonction du taux de 
compression limite du compresseur. Dans le cadre de cette évaluation, ce ratio est ici limité à 
5, valeur généralement retenue pour un compresseur à piston. 

 

 
Figure III.9 : Représentation 3D du COP en fonction de la plage de fonctionnement pour le sel 
BaCl2(8/0) pour une température ambiante de 25°C et un ratio de compression maximal de 5. 

Les échanges thermiques sont supposés se faire sans pincement. 
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4 points de fonctionnement caractéristiques notés A, B, C et D sont représentés sur 
la Figure III.9. Ces points correspondent respectivement aux limites de la plage opérationnelle 
de chacun des 4 systèmes étudiés :  

 Le point A correspond au système purement thermique. Dans l’exemple du BaCl2, il 
faut une source de chaleur supérieure à 63 °C pour décomposer le sel réactif et il sera 
impossible de produire du froid à une température inférieure à -21 °C. 

 Le point B correspond au système dans lequel la décomposition est assistée par 
compresseur. La température du froid produit reste inchangée et il est alors possible 
d’exploiter une source de chaleur inférieure à 63°C pour réaliser la décomposition du 
réacteur. Pour ce sel, la température limite de la source chaude est de 27 °C. En 
dessous de cette température, la pression du réacteur est trop basse et le taux de 
compression dépasse la limite fixée. 

 Le point C correspond au système avec une synthèse assistée. Dans ce cas, la 
température de la source chaude doit rester supérieure à 63 °C mais le système 
pourra produire du froid jusqu’à une température minimale de -52 °C, limitée par le 
taux de compression défini comme le rapport de la pression d’équilibre du réacteur 
à la température ambiante et la pression d’équilibre de l’évaporateur à cette 
température minimale. 

 Le point D correspond au système où les deux phases sont assistées. Dans ce cas, la 
plage est la plus large possible, le système peut produire du froid à -52 °C à l’aide 
d’une source de chaleur à 25 °C. Cette plage est limitée par les conditions opératoires 
admissibles du compresseur en fonction de la température ambiante. 

Il semble essentiel ici de mettre le lecteur en garde contre les valeurs de plage de 
fonctionnement mentionnées ici. D’une part celles-ci sont variables en fonction du choix de 
ratio de compression limite mais également des valeurs des pincements thermiques 
considérés dans les échangeurs (évaporateur, condenseur, réacteur). En effet, à titre 
d’exemple, le Tableau III.2 montre l’évolution des plages limites de fonctionnement, pour un 
système thermochimique mettant en œuvre le BaCl2 (8/0) comme sel réactif, en fonction des 
pincements considérés. Il est possible de constater ici que les résultats sont fortement 
dépendants de ces pincements, eux-mêmes fonction de la technologie d’échangeur 
employée, du débit et de la nature du fluide caloporteur notamment. Avec des pincements de 
15°C dans les échangeurs (échangeur à air), il faut, pour un système thermochimique sans 
assistance de compresseur, a minima une source de chaleur de 101°C (contre 63°C sans 
pincement) et le système ne pourra produire du froid qu’à une température minimale de 12°C 
(contre -21°C sans pincement). 

 Décomposition Synthèse 

Pincement 
(°C) 

Tcond 
 (°C) 

𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑 
(bar) 

𝑇𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑑𝑒𝑐 
(°C) 

𝑻𝒄𝒉𝒂𝒖𝒅  
(°C) 

𝑇𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑠𝑦𝑛𝑡 

(°C) 

𝑃𝑠𝑦𝑛𝑡 

(bar) 

𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝 

(°C) 

𝑻𝒇𝒓𝒐𝒊𝒅 

(°C) 

0 25 10.0 63 63 25 1.8 -21 -21 

5 30 13.6 71 76 30 2.3 -16 -11 

10 35 18.2 79 89 35 3.0 -9 1 

15 40 23.8 86 101 40 3.8 -3 12 

Tableau III.2 : Températures de fonctionnement pour un système purement thermique en 
fonction du pincement considéré dans les échangeurs. 
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3.2. Influence de l’utilisation d’un compresseur sur le COP 

En considérant la même approche que celle représentée sur la Figure III.9, le COP de 
chacun des 84 sels réactifs peut être calculé sur leur plage de fonctionnement respective et 
reporté sur un diagramme représentant la valeur du COP en fonction de la température de 
source chaude et de la température de froid produit. Le résultat est porté sur la Figure III.10. 

 
Figure III.10 : Représentation 3D du COP des 84 sels référencés au Tableau III.1 en fonction de 

leur plage respective de fonctionnement pour un système thermochimique sans assistance 
par compresseur. La température ambiante est prise à 25 °C. 

Cette figure est peu exploitable mais permet de mieux saisir le principe de cette 
étude. Pour chaque point de fonctionnement tous les sels capables d’atteindre ce point sans 
utiliser de compresseur sont représentés. Le sel placé le plus haut sur cette figure pour un 
point de fonctionnement donné aura le COP le plus élevé et sera donc le plus intéressant pour 
notre application. Pour cette raison, toutes les figures qui suivent sont du même type que la 
Figure III.10 mais seront représentées vues du dessus, de telle sorte que seuls seront visibles 
les « meilleurs » sels permettant d’obtenir la valeur la plus élevée de l’indicateur de 
performance considéré. Le vue 3D présentée sur la Figure III.10 devient ainsi la vue 2D 
présentée sur la Figure III.11. 

Cette figure permet de tirer quelques conclusions. Le COP varie de 0,15 à 0,67 pour 
un COP moyen de 0,55. Ces valeurs sont peu intéressantes dans l’absolu mais permettront de 
comparer ce système purement thermique aux systèmes hybrides à compresseur. 

Comme attendu, il existe toute une plage de fonctionnement qui n’est pas accessible 
sans l’assistance d’un compresseur. Cette limite de fonctionnement est conservée et sera 
tracée sur les figures suivantes afin de pouvoir constater l’extension de la plage de 
fonctionnement résultante de l’utilisation du compresseur. 
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Figure III.11 : Représentation du COP d'un système sans compresseur en fonction de la plage 
de fonctionnement. Pour chaque point de fonctionnement, seul le « meilleur sel » permettant 

d’atteindre la performance la plus élevée, est gardé. 

Le COP d’un système thermochimique dont la phase de décomposition est assistée 
par un compresseur est représenté pour tous les sels étudiés sur la Figure III.12. 

 
Figure III.12 : Représentation du COP d'un système où la décomposition assistée est autorisée 

en fonction de la plage de fonctionnement. Pour chaque point de fonctionnement, seul le 
meilleur sel est gardé. 

Sur cette figure, il est possible de constater l’extension de la plage de fonctionnement 
par rapport au système sans compresseur dont la plage de fonctionnement limite est 
représentée par la ligne pointillée rouge. 

Plusieurs symboles sont présents sur cette figure, les ronds jaunes représentent les 
points de fonctionnement pour lesquels le meilleur COP est atteint sans compresseur tandis 
que les triangles marrons représentent les points où un compresseur est utilisé en phase de 
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décomposition. Bien évidemment, tous les nouveaux points de fonctionnement qui sont 
situés à gauche de la ligne pointillée rouge requièrent l’utilisation d’un compresseur. Il est 
néanmoins possible de relever quelques points de fonctionnement (à droite de la ligne 
pointillée rouge) pour lesquels il est désormais préférable d’utiliser un compresseur en 
décomposition alors que ces points de fonctionnement étaient déjà accessibles sans 
compresseur. Cela peut paraître étonnant à première vue mais s’explique par le fait que 
l’extension de la plage de fonctionnement des sels permet de mettre en œuvre de nouveaux 
sels pour certains points de fonctionnement et, parfois, ces sels présentent de meilleures 
performances. Le point (80°C, -30°C) par exemple était accessible sans compresseur avec le 
sel PbBr2(3/2) [n°17] qui permettait d’obtenir un COP de 0,38. L’utilisation d’un compresseur 
permet d’exploiter un nouveau sel NaI(4,5/0) [n°14] présentant de meilleures performances 
et d’atteindre un COP de 0,46, soit une augmentation de COP de 20%. 

Le compresseur en décomposition permet ainsi d’étendre la plage de 
fonctionnement de manière significative. Sur la plage de fonctionnement d’un système 
purement thermique une augmentation du COP moyen de 0,6% est obtenue. Hormis pour 
certains points bien particuliers comme le point (80°C, -30°C) évoqué précédemment, 
l’utilisation d’un compresseur en décomposition ne permet donc pas réellement d’améliorer 
les performances du système vis-à-vis du COP. 

Concernant la synthèse assistée, la Figure III.13 présente l’évolution du COP sur la 
fenêtre d’étude pour l’ensemble des 84 sels. 

Sur cette figure, la plage de fonctionnement des systèmes purement thermiques est 
toujours délimitée par la ligne pointillée rouge. Les ronds jaunes correspondent toujours à des 
points de fonctionnement où le système purement thermique présente le meilleur COP et les 
carrés gris représentent les points de fonctionnement où le système à synthèse assistée est le 
plus performant. 

Le premier constat est que la plage de fonctionnement est beaucoup plus étendue 
par rapport au système purement thermique mais relativement similaire au système à 
décomposition assistée. Néanmoins, bien que leur plage de fonctionnement soit similaire, la 
nature des sels mis en œuvre est bien différente. Les « meilleurs » sels de l’étude de la 
synthèse assistée sont moins nombreux avec notamment NH4Cl(3/0) [n°1] qui occupe une très 
large plage de fonctionnement. Les points de fonctionnement indiquant que la synthèse 
assistée permet d’atteindre un meilleur COP qu’un système thermique sont bien plus 
nombreux que pour la décomposition assistée. Cela se traduit notamment par un COP moyen 
sur la plage de fonctionnement d’un système purement thermique de 0,59 soit une 
augmentation de près de 7,8 %. Sur la totalité de la plage de fonctionnement il est désormais 
possible d’atteindre un COP moyen est de 0,57. Valeur plus élevée que le COP moyen du 
système sans compresseur sur sa plage de fonctionnement alors que celle-ci est moins 
étendue. 
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Figure III.13 : Représentation du COP d'un système thermochimique où la synthèse assistée 

est autorisée en fonction de la plage de fonctionnement. Pour chaque point de 
fonctionnement, seul le meilleur sel est gardé. 

Enfin, sur la Figure III.14 sont représentées les performances des meilleurs sels au 
regard du COP, obtenues pour un système thermochimique dont les phases de décomposition 
et de synthèse sont toute deux assistées par un compresseur. 

 
Figure III.14 : Représentation du COP d'un système où les 2 phases peuvent être assistées en 

fonction de la plage de fonctionnement. Pour chaque point de fonctionnement seul le 
meilleur sel est gardé. 

La ligne pointillée rouge représente toujours la plage de fonctionnement d’un 
système purement thermique. Les losanges blancs représentent les points de fonctionnement 
où il est plus intéressant d’utiliser 2 compressions. 

Le premier constat est qu’il est désormais possible d’atteindre l’intégralité de la 
fenêtre d’étude. Le système est ainsi capable de valoriser de la chaleur jusqu’à la température 
ambiante et de produire du froid jusqu’à -50°C. Il est également possible de remarquer que 
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de nombreux points nécessitent une compression en synthèse afin de maximiser le COP. Le 
COP moyen sur la plage de fonctionnement d’un système purement thermique reste à 0,59, 
ce qui est similaire au système utilisant uniquement le compresseur en synthèse. L’intérêt 
principal du système à deux compressions réside donc dans l’élargissement de la plage de 
fonctionnement. 

Il est ainsi possible de suivre l’évolution d’un point de fonctionnement selon les 
différentes configurations d’utilisation d’un compresseur. A titre d’exemple, le point de 
fonctionnement (60°C, -35°C) est discuté ci-après. Une liste des sels disponibles selon la 
configuration envisagée ainsi que le COP obtenu pour chacun d’entre eux sont mentionnés 
dans le Tableau III.3. Ce point de fonctionnement n’est pas accessible sans compresseur. En 
utilisant un compresseur pour assister la décomposition, 10 sels sont disponibles parmi 
lesquels le sel NaI(4,5/0) [n°14] donne le COP le plus élevé (0,43). Avec l’utilisation d’un 
compresseur en synthèse, la liste des sels est totalement différente et seulement 3 sels sont 
disponibles avec notamment NaBr(5,25/0) [n°8] qui donne un COP de 0,47. Enfin, si les 2 
compressions sont autorisées, 19 sels peuvent être disponibles et NH4Br(1/0) [n°3] donne le 
meilleur COP (0,47).  

Système purement 
thermique 

Décomposition assistée Synthèse assistée 
Décomposition et 
synthèse assistées 

Nom de sels COP Nom de sels COP Nom de sels COP Nom de sels COP 

- - NaI (4,5/0) [14] 0,43  PbCl2 (8/3,25) [5] 0,47 NH4Br (1/0) [3] 0,47 

  CuBr (3/1,5) [16] 0,37  NaBr (5,25/0) [8] 0,47 PbCl2 (8/3,25) [5] 0,47 

  PbI2 (5/2) [18] 0,41  PbBr2 (5,5/3) [12] 0,45 NaBr (5,25/0) [8] 0,47 

  CaCl2 (8/4) [19] 0,41   LiCl (4/3) [10] 0,40 

  SnBr2 (5/3) [20] 0,40   BaCl2 (8/0) [11] 0,47 

  SrCl2 (8/1) [21] 0,40   PbBr2 (5,5/3) [12] 0,45 

  BaBr2 (8/4) [22] 0,39   SnCl2 (4/2,5) [13] 0,42 

  BaI2 (9/8) [23] 0,32   NaI (4.5/0) [14] 0,43 

  CaCl2 (4/2) [24] 0,37   PbCl2 (3,25/2) [15] 0,41 

  BaBr2 (4/2) [26] 0,37   PbBr2 (3/2) [17] 0,39 

  ZnSO4 (5/4) [33] 0,33   PbI2 (5/2) [18] 0,41 

      CaCl2 (8/4) [19] 0,41 

      SnBr2 (5/3) [20] 0,40 

      SrCl2 (8/1) [21] 0,40 

      BaBr2 (8/4) [22] 0,39 

      BaI2 (9/8) [23] 0,32 

      CaCl2 (4/2) [24] 0,37 

      BaBr2 (4/2) [26] 0,37 

      ZnSO4 (5/4) [33] 0,33 

Tableau III.3 : Récapitulatif des sels disponibles et du COP obtenu pour le point de 
fonctionnement (60°C, -35°C) selon les différentes hybridations. 

Afin de faciliter l’analyse de ces résultats, la Figure III.15 réutilise les figures 
précédemment obtenues pour obtenir une visualisation du COP obtenu pour chacun des 
systèmes considérés. 
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Figure III.15 : COP obtenu pour chacune des hybridations proposées. Système purement 

thermique (en haut à gauche), décomposition assistée (en haut à droite), synthèse assistée 
(en bas à gauche) et 2 phases assistées (en bas à droite). 

 

Les résultats obtenus concernant le COP montre l’intérêt des systèmes hybrides qui 
permettent à la fois d’étendre la plage de fonctionnement et, en moyenne, d’augmenter le 
COP du système. Cette étude permet également d’orienter le choix d’un sel en fonction de 
l’application envisagée. Prenons l’exemple d’une valorisation de chaleur à 80°C pour produire 
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du froid compatible avec de la climatisation. En regardant la Figure III.15, il est possible de 
constater que le BaCl2(8/0) [n°11] est tout indiqué pour cette application car il permet 
effectivement de faire fonctionner le système sans compresseur. Néanmoins l’utilisation d’un 
compresseur pour assister la phase de synthèse pourrait également permettre de produire du 
froid à plus basse température car ce sel reste le meilleur des sels pour une production de 
froid à -35°C. Il est également possible en assistant la phase de décomposition, de valoriser 
des sources de chaleur inférieures à 80°C et ce jusqu’à 27°C pour ce sel. Cette température 
minimale de source chaude est limitée par le taux de compression admissible pour le 
compresseur (ici considéré à 5). Ces différents points seront rediscutés au Chapitre IV de ce 
mémoire puisque qu’une campagne expérimentale de validation de ce concept a été menée 
avec ce sel. 

3.3. Impact de l’utilisation du compresseur sur le rendement exergétique. 

L’évolution du rendement exergétique pour le sel BaCl2(8/0) en fonction de la plage 
de fonctionnement et donc de l’utilisation d’un compresseur est présentée sur la Figure III.16. 

 
Figure III.16 : Représentation 3D du rendement exergétique en fonction de la plage de 

fonctionnement pour le sel BaCl2. La température ambiante est prise à 25 °C et le ratio de 
compression maximal est de 5. 

On retrouve sur cette figure les 4 points A, B, C et D qui représentent, comme sur la 
Figure III.9, les points limites de fonctionnement de chaque phase. Cette figure est 
particulièrement intéressante pour comprendre l’évolution du rendement exergétique sur la 
plage de fonctionnement. Le rendement exergétique est bien entendu nul pour une 
production de froid à température ambiante car le facteur de Carnot (équation (III.2)) est nul. 
Le rendement maximal est atteint au point A. Passé ce point, le rendement diminue dans 
toutes les directions mais pour des raisons différentes : 

 Si 𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 augmente, le facteur de Carnot froid (𝜃𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑) fait décroitre le rendement 

exergétique. 
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 Si 𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 diminue, le facteur de Carnot augmente mais il devient obligatoire d’utiliser 

un compresseur pour atteindre ce point de fonctionnement, ce qui tend à faire 
diminuer le rendement. 

 Si 𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑 augmente, le facteur de Carnot chaud (𝜃𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑) augmente et une fraction 
croissante de l’énergie thermique est consommée sous forme de chaleur sensible, et 
ne contribue pas à accroitre la désorption de l’ammoniac. 

 Si 𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑 diminue, la facteur de Carnot diminue mais il devient nécessaire d’utiliser 
le compresseur, impliquant une consommation d’énergie électrique, donc une 
diminution du rendement. 

La Figure III.17 représente l’évolution du rendement exergétique d’un système 
purement thermique sur sa plage de fonctionnement. 

 
Figure III.17 : Représentation du rendement exergétique d'un système sans compresseur en 

fonction de la plage de fonctionnement. Pour chaque point de fonctionnement seul le 
meilleur sel est gardé. 

Bien entendu, la plage de fonctionnement reste similaire à celle obtenue pour le COP. 
Il est également possible de remarquer que la nature des sels mis en œuvre est similaire que 
l’on regarde le COP ou le rendement exergétique. En effet, pour un point de fonctionnement 
donné, le rendement exergétique est simplement le COP multiplié par le rapport des facteurs 
de Carnot puisque, pour ce mode de fonctionnement, il n’y a pas de consommation 
d’électricité. 

On peut voir sur cette figure que le point de rendement exergétique maximal pour 
chaque sel correspond au point de fonctionnement présentant les températures minimales 
de source chaude et de froid. Cette observation est en accord avec ce qui a été observé pour 
le point A sur la Figure III.16. La valeur maximale du rendement exergétique est de 0,83 et la 
valeur moyenne de 0,33 sur l’intégralité de la plage de fonctionnement. Ces valeurs sont 
encore une fois peu intéressantes dans l’absolu mais servent d’élément de comparaison avec 
les résultats qui suivent. 
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La Figure III.18 présente l’évolution du rendement exergétique pour un système à 
deux compressions. 

 
Figure III.18 : Représentation du rendement exergétique d'un système où les 2 phases 

peuvent être assistées en fonction de la plage de fonctionnement. Pour chaque point de 
fonctionnement seul le meilleur sel dans la meilleure configuration est gardé. 

Comme lors de l’étude du COP, l’intégralité de la plage opératoire définie pour l’étude 
peut être accessible avec un système utilisant le compresseur dans les 2 phases. La nature des 
sels est cependant différente avec plus de « meilleurs sels » lorsque l’on s’intéresse au 
rendement exergétique. Une autre information intéressante donnée par ce graphique est la 
région en jaune formant une ligne de crête où le rendement est plus élevé qu’ailleurs. Cette 
région peut s’expliquer à travers l’observation faite précédemment : pour chaque sel, le point 
de rendement maximal correspond au point où la température de froid est maximale et la 
température de la source chaude minimale sans recourir à un compresseur. 

Concernant les valeurs du rendement exergétique, celui-ci atteint en moyenne 0,34 
si l’on regarde uniquement la plage de fonctionnement d’un système purement thermique 
délimitée par les traits pointillés rouges. L’augmentation est alors seulement de 2% en 
comparaison avec le système sans compresseur sur cette même plage de fonctionnement. En 
revanche, en regardant sur l'intégralité de la plage de fonctionnement pour le système hybride 
un rendement de 0,43 est obtenu en moyenne, soit une amélioration d’environ 32%. Cette 
conclusion est donc intéressante puisqu’au regard du rendement exergétique, le compresseur 
agrandit la plage de fonctionnement tout en proposant des nouveaux points de 
fonctionnement ayant des rendements exergétiques plus élevés. 

La Figure III.19 permet de rendre compte de l’évolution du rendement exergétique 
pour chacun des systèmes étudiés. 
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Figure III.19 : Rendement exergétique obtenu pour chacune des hybridations proposées. 

Système purement thermique (en haut à gauche), décomposition assistée (en haut à droite), 
synthèse assistée (en bas à gauche) et 2 phases assistées (en bas à droite). 
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3.4. Influence du compresseur sur le rendement en énergie primaire 

Concernant le rendement en énergie primaire, il est inutile de présenter le système 
purement thermique puisque sans compresseur le COP et le rendement en énergie primaire 
sont égaux. Les résultats concernant le système où les deux phases sont assistées sont 
présentés sur la Figure III.20. 

 

Figure III.20 : Représentation du rendement en énergie primaire d'un système où les 2 phases 
peuvent être assistées en fonction de la plage de fonctionnement. Pour chaque point de 

fonctionnement seul le meilleur sel dans la meilleure configuration est gardé. La température 
ambiante est prise à 25 °C et le ratio de compression maximal est de 5. 

En comparant cette figure à la Figure III.14 qui présente les résultats de cette 
hybridation concernant le COP, il est possible de remarquer que moins de points de 
fonctionnement font appel à un compresseur. Ce résultat est cohérent puisqu’une pénalité 
est appliquée à l’énergie électrique consommée du fait du coefficient de conversion de 
l’énergie primaire en électricité (𝛽 = 2,5). Il est également possible de remarquer que les sels 
sont quasiment similaires que l’on s’intéresse au COP ou au rendement en énergie primaire. 
Leur répartition diffère cependant légèrement. 

La Figure III.21 permet de rendre compte de l’évolution du rendement en énergie 
primaire pour chacun des systèmes étudiés. 
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Figure III.21 : Rendement en énergie primaire obtenu pour chacune des hybridations 

proposées. Système purement thermique (en haut à gauche), décomposition assistée (en 
haut à droite), synthèse assistée (en bas à gauche) et 2 phases assistées (en bas à droite). 
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4. Conclusion 

La Figure III.22 permet de synthétiser les performances moyennes obtenues par 
chaque hybridation concernant chacun des 3 indicateurs de performances. Plusieurs 
conclusions peuvent s’énoncer à partir de cette figure : 

 La décomposition assistée est intéressante uniquement pour étendre la plage de 
fonctionnement en réduisant la température de la source chaude exploitable par le 
système mais apporte peu de gain de performance. 

 La synthèse assistée permet une extension de la plage de fonctionnement (par 
diminution de la température du froid produit) qui est du même ordre que celle 
obtenue en utilisant le compresseur en décomposition mais apporte ici de meilleures 
performances. 

 De ces deux premières conclusions il est possible de dire que si l’objectif est de rendre 
possible un nouveau point de fonctionnement pour le système thermochimique, 
alors il est pertinent d’utiliser en priorité un compresseur en phase de synthèse et 
choisir un sel qui permet d’atteindre ce point de fonctionnement. 

 Le système à deux compressions permet d’étendre encore plus la plage de 
fonctionnement tout en pouvant espérer des performances accrues. 

 

Figure III.22 : Récapitulatif des performances moyennes de chaque configuration de 
compresseur sur la plage de fonctionnement d’un système purement thermique (en jaune) et 

sur l’intégralité de la plage de fonctionnement (en bleu). 

En conclusion de ce chapitre, il est possible d’affirmer que l’apport des systèmes 
hybrides est non négligeable. En plus de la flexibilité apportée par ces hybridations, les 
performances peuvent être accrues. Cette étude permet d’orienter le choix des sels à mettre 
en œuvre pour une application visée et de justifier le recours ou non à un compresseur pour 
assister les phases opératoires du procédé.  Ainsi, pour un utilisateur qui souhaite faire du 
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froid à 0°C à partir d’une source de chaleur à 80°C par exemple, cette étude montre qu’il sera 
préférable de choisir le sel NH4Cl(3/0) [n°1] et utiliser un compresseur pour assister la synthèse 
plutôt que le sel NaBr(5,25/0) [n°8] sans recourir au compresseur, et ce au regard des 3 
indicateurs de performances considérés dans cette étude. 

Il est néanmoins nécessaire de se rappeler que cette d’étude théorique a été réalisée 
en considérant de nombreuses hypothèses simplificatrices. Les performances obtenues sous 
ces hypothèses sont ici indiquées à titre de comparaison et pour discuter de la pertinence des 
différentes hybridations selon les sels mis en œuvre. De même, il n’est pas possible d’utiliser 
directement les figures de cette étude pour choisir un sel pour une application donnée mais il 
est néanmoins possible et relativement aisé d’appliquer cette même méthodologie, en tenant 
compte de manière plus réaliste des caractéristiques physiques du système (pincements 
thermiques dans les échangeurs, type de compresseur …). 
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Chapitre IV : Analyse expérimentale 

L’étude précédente a permis de mettre en avant l’intérêt des systèmes hybrides à 
compresseur. Les différentes hybridations proposées ont été testées expérimentalement afin 
de notamment valider l’élargissement de la plage opératoire démontrée par l’étude du 
chapitre précédent.  

Les différentes études expérimentales décrites ci-après ont été réalisées sur le 
prototype de pompe chaleur thermochimique destiné au micro-réseau RECIF. Le réacteur 
contient le sel BaCl2(8/0). Une description de ce prototype est proposée dans le Chapitre II de 
ce mémoire (cf. II.3.2). Le lecteur trouvera également de nombreuses informations des 
caractéristiques des composants du système dans la thèse de F. Ferrucci [50] ainsi que les 
modifications apportées dans le cadre de ces travaux de thèse en Annexe B de ce mémoire.  

Les objectifs de cette campagne expérimentale sont les suivants : 

 Expérimenter le système thermochimique dans les conditions opératoires visées 
dans le projet RECIF 

• Recueillir suffisamment de données expérimentales pour valider le modèle 
développé dans le Chapitre V 

 Etablir une preuve de concept du système utilisant le compresseur lors de la 
phase de synthèse 

L’instrumentation permettant de récupérer les données expérimentales est décrite 
dans un premier temps. Une analyse des différentes expérimentations représentatives des 
différents modes de fonctionnement du procédé (synthèse et décomposition purement 
thermique ou assistée par compresseur) est ensuite menée. Les données collectées doivent 
in fine permettre d’identifier les paramètres caractéristiques du procédé thermochimique et 
ainsi permettre la validation du modèle REM, présentée dans le Chapitre V. Enfin, les 
performances du procédé sous ces différents modes de fonctionnement seront estimées. 

1.  résentation de l’instrumentation  

1.1. Températures 

Le système était initialement équipé de 25 thermocouples de type T (T01 à T25 sur le 
schéma de la Figure II.30). La mise en œuvre du nouveau réacteur RECIF a nécessité l’ajout de 
8 thermocouples supplémentaires : 

 4 thermocouples permettent de mesurer la température de la paroi d’un des tubes 
réactifs (T101 à T104). La disposition de ces thermocouples est visible sur la Figure 
II.32. 

 3 thermocouples permettent l’acquisition de la température du fluide caloporteur en 
entrée du réacteur, au milieu et à sa sortie (T105 à T107). 

 1 dernier thermocouple permet de réguler la température d’entrée du caloporteur à 
l’aide d’un régulateur PID permettant de piloter le chauffe-eau (T106’). 

Cependant, la réutilisation d’ancien tubes réacteurs pour le nouveau réacteur RECIF 
n’a pas permis de mettre en place une mesure de la température du sel, cette température 
sera donc estimée soit à partir de la pression lorsque le réacteur est à l’équilibre soit à partir 
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de la température de la paroi en tenant compte d’un pincement thermique découlant de la 
puissance de réaction. 

Tous les thermocouples accessibles ont été étalonnés. Seuls les thermocouples T01 à 
T03 et T101 à T104 situés dans les réacteurs n’ont pas pu être étalonnés. L’étalonnage a été 
réalisé en mesurant la tension délivrée par les thermocouples lorsqu’ils sont plongés 
successivement dans un bain d’eau glacée puis dans de l’eau portée à ébullition. La correction 
a été effectuée en supposant une relation linéaire entre la tension et la température sur la 
plage de mesure considérée. Cela permet de ramener l’incertitude concernant ces capteurs à 
moins de 1 °C.  Le Tableau IV.1 récapitule les caractéristiques de ces capteurs. 

Type de capteur Thermocouple type T 

Code schéma T01 à T25 et T101 à T108 
Marque TC-direct 

Modèle 405-385 (150mm) / 405-113 (300mm) / 405-391 (500mm) 

Plage de mesure -200 à 350 °C 

 lage d’utilisation -30 à 80°C 
Incertitude de mesure ±1 °C 

Tableau IV.1 : Récapitulatif des données concernant les capteurs de température. 

1.2. Pressions 

Deux manomètres (P04 et P05) permettent d’avoir une indication visuelle sur la 
pression relative en sortie du réacteur et dans l’évaporateur. Une photo de ces capteurs est 
visible sur la Figure IV.1. 

Deux capteurs de pression supplémentaires de type piézométriques permettent une 
mesure non loin du réacteur (P01) et au niveau du condenseur (P03). Le capteur du réacteur 
est cependant situé après le by-pass permettant le mode opératoire de la « synthèse 
assistée », couplant l’évaporateur au réacteur via le compresseur. Cette mesure n’est donc 
pas disponible lors de ces essais. Pour pallier cela, une lecture visuelle à intervalle régulier de 
P04 permet de retrouver cette donnée expérimentale. Les deux capteurs de pression n’ont 
pas été étalonnés car l’incertitude est de l’ordre de grandeur de la dizaine de millibar ce qui 
est largement acceptable pour nos expérimentations. 

 
Figure IV.1 : Capteurs de pression utilisés sur le prototype expérimental. Manomètre (a) et 

capteur piézométrique (b). 
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Les caractéristiques de ces 2 types de capteurs sont reportées dans le Tableau IV.2. 

Type de capteur Manomètre (a) Capteur piézométrique (b) 

Code schéma P04 et P05 P01 et P03 
Marque Baumer Endress Hauser 

Modèle MEX2D50B26 PTP31B-AA3M2SGBVUJ+RZ 

Plage de mesure 1 à 25 bar 0 à 400 bar 

 lage d’utilisation 1 à 20 bar 1 à 20 bar 
Incertitude de 

mesure 
±0.4 bar ±0.2 bar 

Tableau IV.2 : Récapitulatif des données concernant les capteurs de pression. 

1.3. Débits 

Le système est équipé de 5 débitmètres équipés de turbine à effet hall. Les débits 
suivants sont mesurés : 

• Débit du caloporteur du condenseur (FL02) 

• Débit de refroidissement du compresseur (FL03) 

• Débit du caloporteur du pré-cooler du compresseur (FL04) 

• Débit du circuit de glycol au niveau de l’évaporateur (FL05) 

• Débit du caloporteur du réacteur RECIF (FL06) 

Tous les débitmètres ont été étalonnés par empotage à l’aide d’une éprouvette 
graduée pouvant contenir 1 L et d’un chronomètre. Le nuage de points reliant le débit mesuré 
à la fréquence de rotation du capteur est ensuite approximé par la droite des moindres carrés 
comme montré sur la Figure IV.2. Pour chaque point de mesure, l’incertitude concernant le 
débit est estimée en considérant une erreur de 20mL sur le volume et 0,5s sur le temps. Les 
coefficients de régression linéaire obtenus pour chaque droite permettent par la suite de 
transcrire la fréquence de rotation mesurée (en 𝐻𝑧) en débit (en 𝐿/𝑚𝑖𝑛) pour chaque capteur. 
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Figure IV.2 : Points de mesure par empotage pour les 5 débitmètres, leur régression linéaire 
respective et incertitude de mesure estimée pour chaque point. 

En visualisant l’incertitude en fonction de la fréquence indiquée par le débitmètre, il 
est possible de constater que l’incertitude est une fonction croissante du débit. Afin de 
simplifier la suite du calcul des incertitudes, il sera considéré que cette croissance est linéaire. 
Ainsi, pour un débit donné, l’incertitude sera prise égale à la valeur donnée par la droite des 
moindres carrés. Cette méthode est illustrée sur la Figure IV.3 sur laquelle le graphique du 
haut représente le débit du fluide caloporteur en fonction de la fréquence de rotation du 
capteur et le graphique du bas l’incertitude sur le débit en fonction de la fréquence pour le 
capteur FL02. Il est en effet possible de constater que l’incertitude est une fonction croissante 
de la fréquence et qu’une régression linéaire permet d’estimer correctement la distribution 
de ce nuage de points. A titre d’exemple pour un point de fonctionnement donné à 60Hz le 
débit sera ainsi estimé à 𝑞𝑣 = 11,1 ±  1,3 L/min. 

  
Figure IV.3 : Exemple de calcul du débit de fluide caloporteur et de l’incertitude de la mesure 

pour un point de fonctionnement donné. 

Comme il sera possible de le constater par la suite, l’incertitude sur les débits est 
importante ce qui se répercute sur les incertitudes pour les estimations de performance des 
procédés. Ces débitmètres seront changés à l’avenir. 
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1.4. Niveau d’ammoniac dans les réservoirs 

La hauteur d’ammoniac dans les réservoirs est déterminée à l’aide d’une sonde 
capacitive située dans le réservoir de 4,3 L. Connaissant le diamètre des réservoirs, il est ainsi 
possible d’estimer le volume d’ammoniac liquide. Cette sonde mesure 10mm de diamètre et 
a une longueur de 500 mm. Un schéma de la mise en place de cette sonde est disponible sur 
la Figure IV.4.  

 
Figure IV.4 : Schéma d’implantation de la sonde de niveau dans le réservoir [50]. 

L’étalonnage de la canne de niveau est essentiel car c’est à partir de la quantité de 
moles d’ammoniac dans le réservoir que l’avancement de la réaction est déterminé. La 
quantité de moles est estimée à partir de la hauteur de la colonne d’ammoniac liquide et de 
la température. L’étalonnage a été effectué en s’assurant à la fois de rester dans la plage de 
mesure du tube de visualisation et en s’assurant de rester dans la partie cylindrique des 
réservoirs afin de ne pas tenir compte des fonds bombés dans le calcul du volume. Pour ces 2 
raisons, le niveau à 85 % a été défini 375 mm au-dessus du niveau défini comme étant le 0%.  
Connaissant le diamètre des 2 tubes constituant les réservoirs et le diamètre de la canne de 
niveau qu’il faut retrancher il est possible d’estimer le volume d’ammoniac cyclable de 
manière à rester dans la plage de mesure de la canne de niveau 𝑉𝑁𝐻3,𝑚𝑒𝑠𝑢𝑟𝑎𝑏𝑙𝑒 = 10,96 ±

0,16 𝐿. Ce volume est insuffisant pour effectuer des cycles complets avec le réacteur RECIF 
car celui-ci contient 𝑉𝑁𝐻3,𝑐𝑦𝑐𝑙𝑎𝑏𝑙𝑒 = 15,3 𝐿. Afin d’obtenir une symétrie entre les réactions de 

décomposition et de synthèse, il est possible d’estimer la quantité d’ammoniac à désorber du 
réacteur RECIF initialement complètement chargé. En effet, la variation d’avancement que 
l’on pourra obtenir sans dépasser la capacité de mesure de la sonde de niveau peut s’exprimer 
à l’aide de l’équation (IV.1). 

ΔX𝑐𝑦𝑐𝑙𝑎𝑏𝑙𝑒 =
𝑛𝑁𝐻3,𝑚𝑒𝑠𝑢𝑟𝑎𝑏𝑙𝑒

𝑛𝑁𝐻3,𝑡𝑜𝑡
=

𝑉𝑁𝐻3,𝑚𝑒𝑠𝑢𝑟𝑎𝑏𝑙𝑒
𝑣𝑚

𝜈.𝑁𝑠𝑒𝑙
= 0,74 ± 0,01 (IV.1) 
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Dans cette équation, ΔX𝑐𝑦𝑐𝑙𝑎𝑏𝑙𝑒 représente la variation maximale de l’avancement 

qu’il est possible de mesurer au vu de la capacité de mesure de la sonde de niveau notée 
𝑛𝑁𝐻3,𝑚𝑒𝑠𝑢𝑟𝑎𝑏𝑙𝑒 et de la quantité totale d’ammoniac dans le réacteur notée 𝑛𝑁𝐻3,𝑡𝑜𝑡. 

Afin de symétriser la réaction il est donc nécessaire de désorber une quantité 
d’ammoniac correspondant à un avancement de 0,13 soit 69 moles d’ammoniac ce qui 
correspond à 18 % pour une lecture sur la canne de niveau si l’ammoniac contenu dans le 
réservoir est à 30 °C. Expérimentalement, la décomposition a été arrêtée lorsque la sonde de 
niveau indiquait 17 %, ce qui correspond à un avancement de 0,87 puisque le réacteur était 
initialement complètement chargé. Cette procédure permet de remonter à une estimation de 
l’avancement 𝑋(𝑡) à partir de la quantité d’ammoniac présente dans le réservoir 𝑛𝑟𝑒𝑠(𝑡) selon 
l’équation (IV.2) :  

𝑋(𝑡) = −
1

𝜈.𝑁𝑠𝑒𝑙
. 𝑛𝑟𝑒𝑠(𝑡) + 0,87 (IV.2) 

In fine, l’avancement mesurable par la sonde de niveau est compris en 0,14 et 0,87. 
Afin de faciliter la compréhension de cette procédure, le lecteur pourra se référer au schéma 
présenté sur la Figure IV.5. 

 
Figure IV.5 : Schéma de la transcription entre l'avancement et la quantité de moles dans le 

réservoir. 

Les différentes caractéristiques de la sonde de niveau sont récapitulées dans le 
Tableau IV.3. 

Type de capteur Sonde de niveau 

Code schéma L01 

Marque Endress Hauser 
Modèle FMI51-A1ARDJA2E1A 

Plage de mesure 0 à 500 mm 

 lage d’utilisation 30 à 470 mm 

Incertitude de mesure ±5 mm 

Tableau IV.3 : Récapitulatif des données concernant la sonde de niveau capacitive. 
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Par répercussion des incertitudes concernant la section des réservoirs, la mesure de 
température ainsi que la hauteur d’ammoniac, une incertitude de ±0,02 est obtenue sur 
l’avancement. 

1.5. Vitesse de rotation du compresseur 

Le ventilateur du compresseur est en liaison directe avec l’arbre du compresseur. La 
vitesse de rotation du compresseur est donc obtenue par mesure de la vitesse de rotation du 
ventilateur. Cette mesure est effectuée à l’aide d’un capteur à effet hall et d’un aimant placé 
sur les ailettes du ventilateur. Ce capteur permet de créer un signal PWM dont il suffit de 
mesurer la fréquence pour retrouver la fréquence de rotation du compresseur. Les différentes 
caractéristiques de ce capteur sont récapitulées dans le Tableau IV.4. 

Type de capteur Tachymètre à effet hall 

Code schéma Non représenté 

Marque Cherry 
Modèle MP101401 

Plage de mesure Non spécifiée 

 lage d’utilisation 0 à 25 Hz 

Incertitude de mesure Non spécifiée 
Tableau IV.4 : Récapitulatif des caractéristiques du capteur à effet hall pour la mesure de la 

vitesse de rotation du compresseur. 

Ce type de capteur change d’état dès que le champ magnétique mesuré est compris 
dans une certaine plage. Dès lors que le capteur est placé de telle sorte que le champ mesuré 
entre dans cette plage lorsque l’aimant passe devant le capteur il est possible de négliger 
l’incertitude sur la mesure de la vitesse de rotation du compresseur. 

1.6. Puissance électrique du compresseur 

Les mesures des tensions et courant du compresseur ont été réalisées à l’aide de 
l’analyseur de réseau triphasé Fluke1735. Une photographie est disponible sur la Figure IV.6 
et les caractéristiques sont données dans le Tableau IV.5. 

 
Figure IV.6 : Photographie et caractéristiques techniques de l'analyseur de réseau triphasé 

Fluke1735. 
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Type de capteur Analyseur de réseau triphasé 
Code schéma Non représenté 

Marque Fluke 1735 

Plage de mesure tension 0 − 480 𝑉𝑎𝑐 
Incertitude mesure tension 0,5 % 𝑑𝑒 𝑙𝑎 𝑝𝑙𝑒𝑖𝑛𝑒 é𝑐ℎ𝑒𝑙𝑙𝑒 

Plage de mesure courant 0 − 15 𝐴 
Incertitude mesure courant 1 % 𝑑𝑒 𝑙𝑎 𝑝𝑙𝑒𝑖𝑛𝑒 é𝑐ℎ𝑒𝑙𝑙𝑒 

Tableau IV.5 : Récapitulatif des caractéristiques de l’analyseur de réseau utilisé pour la 
mesure de la puissance électrique consommée par le compresseur. 

2. Expérimentations menées 

Des expérimentations selon différentes conditions opératoires ont été réalisées pour 
être représentatif de 4 modes opératoires du procédé thermochimique : décomposition 
assistée par compresseur ou non, synthèse assistée par compresseur ou non. Une 
expérimentation représentative de chaque mode de fonctionnement est détaillée dans la 
suite. Ces 4 expérimentations permettront d’identifier les paramètres caractéristiques du 
dispositif expérimental permettant de caler le modèle REM développé au chapitre suivant. Les 
4 jeux de paramètres opératoires sont présentés dans le Tableau IV.6. Les valeurs reportées 
dans ce tableau ont été moyennées sur la durée de l’expérimentation. 

 Décomposition Synthèse 

Sans compresseur 

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑖𝑛 = 70,4 °𝐶 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐 = 6,3 kg/𝑚𝑖𝑛 

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑐𝑜𝑛𝑑,𝑖𝑛 = 25,3 °𝐶 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑐𝑜𝑛𝑑 = 7,3 kg/𝑚𝑖𝑛 

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛 = 36,5 °𝐶 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐 = 11,7 kg/𝑚𝑖𝑛 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑒𝑣𝑎𝑝 = 2,4 kg/𝑚𝑖𝑛 

Avec compresseur 

Ω𝑐𝑜𝑚𝑝 = 1280 𝑡𝑟/𝑚𝑖𝑛 

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑖𝑛 = 53,9 °𝐶 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐 = 7,8 𝑘𝑔/𝑚𝑖𝑛 

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑐𝑜𝑛𝑑,𝑖𝑛 = 24,6 °𝐶 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑐𝑜𝑛𝑑 = 11,9 𝑘𝑔/𝑚𝑖𝑛 

Ω𝑐𝑜𝑚𝑝 = 757 𝑡𝑟/𝑚𝑖𝑛 

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛 = 39,1 °𝐶 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐 = 11,6 kg/𝑚𝑖𝑛 

𝑞𝑚,𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑒𝑣𝑎𝑝 = 1,7 kg/𝑚𝑖𝑛 

Tableau IV.6 : Présentation des conditions opératoires représentatives des 4 phases de 
fonctionnement et permettant la validation du modèle REM. 

L’intégralité des mesures expérimentales à notre disposition ont été relevées et 
stockées pour chaque expérimentation. Cependant, seuls quelques paramètres représentatifs 
de chaque phase de fonctionnement sont présentés dans la suite afin de ne pas surcharger 
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cette partie. Ainsi, dans les expérimentations qui suivent, le lecteur trouvera les données 
suivantes : 

 Les pressions dans le réacteur, le condenseur et l’évaporateur. 
 La température de paroi du réacteur, prise égale à la moyenne des 4 thermocouples 

installés (T101 à T104). Cette approximation semble valable dans le cas présent car, 
dans le pire des cas, une différence de température de 7 °C est relevée entre le haut 
et le bas du réacteur. L’écart maximal relevé entre la température moyenne et les 
différentes températures relevées par les thermocouples est de 4 °C. Cet écart est 
nettement réduit en synthèse car les débits de caloporteurs sont plus importants du 
fait de la diminution des pertes de charge dues à l’absence du chauffe-eau en 
synthèse. 

 La température de condensation prise égale à T16 et celle de l’évaporation égale à 
T21. 

 Les températures de caloporteurs en entrée et sortie du réacteur (T106 et T108), celle 
en entrée et sortie du condenseur (T19 et T20) et enfin celle en entrée et sortie de 
l’évaporateur (T22 et T23). 

 L’avancement déduit à partir des données issues de la sonde de niveau dans le 
réservoir. 

 Les puissances thermiques échangées évaluées à partir des débitmètres et des 
températures de caloporteur, ainsi que la puissance électrique consommée par le 
compresseur, mesurée par l’analyseur de réseau triphasé. 

Afin d’estimer les quantités d’énergie thermique dans la suite, les débits (�̇�) et 
températures d’entrée (𝑇𝑖𝑛) et de sortie (𝑇𝑜𝑢𝑡) de caloporteur sont utilisées. En négligeant les 
pertes lors du transfert de chaleur, l’énergie thermique (𝑄) peut être estimée à partir de 
l’équation (IV.3). 

𝑄 = ∫�̇� . 𝑐𝑝. (𝑇𝑜𝑢𝑡 − 𝑇𝑖𝑛). 𝑑𝑡 (IV.3) 

 

2.1. Décomposition thermique  

La première expérimentation présentée ici est une décomposition thermique à l’aide 
d’une source de chaleur à 70 °C comme le montre les courbes expérimentales de la Figure 
IV.7. Cette expérimentation est particulièrement intéressante dans le cadre du projet RECIF 
car ce niveau de température correspond environ à la température du caloporteur en sortie 
de la pile à combustible et de l’électrolyseur. La Figure IV.7 permet d’observer l’évolution de 
la pression du réacteur, des températures du réacteur et du condenseur ainsi que de leur 
caloporteur respectif, de l’avancement et des puissances transférées à la paroi du réacteur et 
du condenseur. 

Pour cette décomposition, 1h50 a été nécessaire pour passer d’un avancement de 
0,8 à 0,15. Sur la durée de l’expérimentation, 3,2 ± 1,2 𝑘𝑊ℎ d’énergie thermique ont été 
absorbés au niveau de la paroi du réacteur. On constate une diminution progressive de la 
puissance échangée, cela est dû au fait qu’au fur et à mesure de la réaction, le réacteur 
désorbe de moins en moins d’ammoniac et donc consomme de moins en moins de chaleur. 
On remarque le même type de comportement dans le condenseur.  
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Figure IV.7 : Expérimentation d'une décomposition thermique à 70°C. 

Une seconde décomposition thermique a été effectuée à 60 °C afin de tester le 
fonctionnement du procédé thermochimique dans le cas où le couplage thermique avec la 
partie hydrogène présente une température plus faible en entrée du réacteur. Les courbes 
expérimentales obtenues pour cette décomposition ainsi que celles qui sont mentionnées 
dans la suite sans être présentées sont disponibles en Annexe A. Cette décomposition s’est 
faite beaucoup plus lentement puisque 8h ont été nécessaires pour passer d’un avancement 
de 0,85 à 0,35, soit une décomposition de la moitié du réacteur. Dans le cas où la température 
est inférieure ou égale à 60 °C dans le cadre du projet RECIF, il sera donc probablement 
préférable d’utiliser le compresseur afin d’accélérer le processus. 

2.2. Décomposition assistée  

La décomposition assistée retenue ici, dont les courbes expérimentales sont visibles 
sur la Figure IV.8, a été faite à l’aide d’une source de chaleur à 55 °C. Au vu de la décomposition 
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thermique à 60 °C qui est relativement lente, cette expérimentation est intéressante pour le 
projet RECIF car elle reflète le comportement du système thermochimique que l’on pourrait 
obtenir dans le cadre du projet. Pour cette expérimentation, le compresseur a été réglé à 1280 
tr/min. La puissance électrique absorbée par le compresseur est relativement constante et 
égale à 720 ± 50 𝑊. Cela représente 0,74 ± 0,05 𝑘𝑊ℎ d’énergie électrique consommée. La 
puissance thermique absorbée au niveau du réacteur est en moyenne de 3393 ± 824 𝑊 ce 
qui représente 3,5 ± 0,8 𝑘𝑊ℎ d’énergie. Lors de cet essai, l’avancement est passé de 0,8 à 
0,2 en environ 1h. Les niveaux de puissances mises en jeu dans cet essai permettent 
d’envisager la possibilité de réutiliser la totalité de la chaleur émise par la pile à combustible 
et l’électrolyseur sans devoir recourir à un aérotherme pour évacuer une partie de cette 
chaleur. 

  
Figure IV.8 : Expérimentation d'une décomposition à 55°C assistée par compresseur. 
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Une seconde décomposition assistée, décrite en Annexe A, a été réalisée à l’aide 
d’une source de chaleur à 45°C afin d’envisager le cas d’une source de chaleur basse 
température en entrée du réacteur. Malgré la faible température de la source de chaleur, 
l’avancement est passé de 0,8 à 0,15 en seulement 1h30. 

2.3. Synthèse non assistée   

Lors de tous les essais en synthèse qui suivent, la chaleur récupérée par le caloporteur 
est évacuée à l’aide d’un aérotherme (HX05). La première synthèse thermique, représentée 
sur la Figure IV.9, a été réalisée avec la boucle de glycol réglée à environ la moitié de sa 
capacité soit 2,5 𝐿/𝑚𝑖𝑛. La température d’évaporation est d’environ 20 °C pour une 
température ambiante moyenne à 30 °C. Ce mode de fonctionnement est donc seulement 
compatible avec une application de climatisation. La puissance thermique moyenne absorbée 
par la paroi de l’évaporateur est de 828 ± 243 𝑊 ce qui correspond à une énergie frigorifique 
de 1,7 ± 0,5 𝑊. Lors de cet essai, il a fallu 2h26 pour passer d’un avancement de 0,15 à 0,86. 
On constate ici que cette synthèse est peu prometteuse du fait de la faible puissance qui ne 
permet pas réellement d’envisager la climatisation d’une pièce. 

 
Figure IV.9 : Expérimentation d'une synthèse sans compresseur avec la boucle de glycol à la 

moitié de sa capacité. 
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Une seconde synthèse thermique, décrite en Annexe A, a été effectuée avec la boucle 
de glycol au maximum de son débit, soit environ 4,7 𝐿/𝑚𝑖𝑛. Cette synthèse est relativement 
similaire à la précédente. Lors de cette synthèse la température d’évaporation a légèrement 
augmenté par rapport à l’expérimentation précédente et atteint désormais 22°C. La puissance 
de froid absorbée à la paroi de l’évaporateur est désormais de 657 W en moyenne. Le temps 
de réaction est ici de 2h20 et a permis de passer d’un avancement de 0,13 à 0,86, soit un 
temps de demi-réaction de 1h36.  

Une dernière synthèse sans compresseur a été testée sans allumer la boucle de 
glycol. Il est notamment possible de constater que cette expérimentation est beaucoup plus 
lente, de l’ordre de 8h pour passer d’un avancement de 0,32 à 0,8. En revanche la température 
d’évaporation est nettement plus basse puisqu’elle est d’environ 6°C en moyenne. 

2.4. Synthèse assistée 

Une première synthèse assistée, décrite sur la Figure IV.10, s’est faite avec le 
compresseur 757 tr/min et la boucle de glycol allumée de façon à obtenir un débit de 1,7 
L/min. Seulement 48 minutes sont nécessaires pour passer d’un avancement de 0,25 à 0,83 
La température d’évaporation est d’environ 0 °C ce qui serait compatible avec des applications 
de réfrigération. Durant cette expérimentation le compresseur consommait en moyenne 
642 ± 50 𝑊 et a donc consommé 0,52 ± 0,04 𝑘𝑊ℎ d’énergie électrique. Dans le même 
temps, 1,8 ± 0,1 𝑘𝑊ℎ d’énergie frigorifique ont été produits. Cette expérimentation a 
également été l’occasion de constater qu’une importante quantité de chaleur est dégagée au 
niveau du réacteur, cette chaleur ne pouvant être intégralement évacuée, il est possible 
d’observer une montée en température du réacteur au cours du temps. Le ratio de 
compression étant d’environ 4, cela laisse une marge de manœuvre et permet d’envisager 
d’augmenter la pression du réacteur et ainsi de produire de la chaleur à plus haute 
température afin de valoriser ce rejet de chaleur.  

Une seconde synthèse assistée par compresseur, décrite en Annexe A, a été effectuée 
avec la boucle de glycol au minimum et le compresseur à 739tr/min. Cet essai présente un 
inconvénient majeur car un problème sur le débitmètre a rendu impossible le calcul de la 
puissance frigorifique à la paroi de l’évaporateur. Cette expérimentation reste néanmoins 
intéressante car elle permet de constater une baisse importante de la température de la 
production de froid puisque la température d’évaporation est d’environ -15°C en moyenne ce 
qui serait potentiellement compatible avec des applications de congélation. Concernant la 
durée de cet essai, 48 minutes auront été nécessaires pour passer d’un avancement de 0,45 à 
0,86. 

A titre d’information, d’autres essais de synthèse assistée ont été effectués mais 
aucun n’est réellement exploitable pour des raisons soit de défaut de l’instrumentation soit 
d’une réaction interrompue pour laquelle la variation de l’avancement n’est pas suffisante 
pour être exploitée lors de la validation du modèle REM détaillée au chapitre suivant. Il est 
néanmoins intéressant de noter qu’en régime transitoire, une température de -28°C a pu être 
atteinte.   
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Figure IV.10 : Expérimentation d'une synthèse assistée par compresseur avec la boucle de 

glycol au maximum de sa capacité. 

3. Évaluation des performances 

Pour évaluer les performances du système thermochimique dans les différents 
modes opératoires, une phase de synthèse est associée à une phase de décomposition.  Trois 
typologies de cycles sont ainsi définies : 

 Décomposition et synthèse sans compresseur. 
 Décomposition purement thermique avec production de froid assistée par 

compresseur. 
 Décomposition et synthèse assistées par compresseur. 
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Dans chacune de ces configurations opératoires, un coefficient de performance ainsi 
que le rendement exergétique est déterminé. Il est cependant essentiel de noter que le fait 
d’associer une réaction de décomposition à une réaction de synthèse de la sorte conduit à 
négliger les phases transitoires pour amener le système dans l’état initial de la réaction . On 
ne tient donc pas compte des chaleurs sensibles et cela engendre une surestimations des 
performances que l’on obtiendrait réellement. 

3.1. Coefficient de performance et rendement exergétique 

Le coefficient de performance (COP) d’un système est défini par le ratio de l’énergie 
produite par l’effet utile sur l’énergie consommée. Dans notre cas l’énergie est consommée 
soit sous forme d’énergie thermique lors de la décomposition du réacteur soit sous forme 
d’énergie électrique pour alimenter le compresseur. L’énergie utile est celle qui est absorbée 
à la paroi de l’évaporateur. Le COP peut ainsi être défini selon l’équation (IV.4). 

𝐶𝑂𝑃𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 =
𝑄𝑒𝑣𝑎𝑝
𝑠𝑦𝑛𝑡

𝑊𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑄𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑑𝑒𝑐

 
(IV.4) 

Dans cette équation, 𝑊𝑐𝑜𝑚𝑝 représente l’énergie électrique consommée par le 

compresseur, que celui-ci soit utilisé en décomposition ou en synthèse et 𝑄 représente une 
énergie thermique.  

Le COP est un critère intéressant car il permet de comparer du point de vue 
énergétique ces systèmes entre eux. Cependant, la faiblesse de cet indicateur de performance 
est qu’il ne prend pas en compte la qualité des formes énergétiques impliquées et les 
considère toutes comme ayant un potentiel équivalent. La notion d’exergie est pertinente 
pour comparer qualitativement les formes énergétiques. L’exergie de la chaleur est le travail 
qui peut être produit idéalement au moyen d’une machine de Carnot. En tenant compte du 
facteur de Carnot 𝜃, défini pour une source de chaleur donnée 𝑄 par son niveau de 
température à laquelle elle est utilisée, le contenu exergétique de cette quantité de chaleur 
est obtenu par le produit 𝑄. 𝜃. Il est alors possible de définir un rendement exergétique par 
l’équation (IV.5). 

𝜂𝑒𝑥 =
𝑄𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑. 𝜃𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

𝑊𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑄𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑. 𝜃𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
=

𝑄𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑. (
𝑇𝑎𝑚𝑏
𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

− 1)

𝑤 + 𝑄𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑. (1 −
𝑇𝑎𝑚𝑏
𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑

)
 (IV.5) 

3.2. Système sans compresseur 

Afin d’évaluer les performances d’un système sans compresseur, l’essai en 
décomposition à 70°C et la synthèse thermique avec la boucle de glycol réglée à 2,5L/min sont 
retenus. Les courbes expérimentales sont tracées sur la Figure IV.11. Les puissances tracées 
sur le graphique du bas représentent ici des puissances thermiques et sont donc notée 𝑃𝑡ℎ. 
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Figure IV.11 : Décomposition thermique à 70°C suivie d'une synthèse sans compresseur. 

Le cycle proposé ici est effectué en 3h53. Le cycle réel sera nécessairement plus long 
car le passage d’une phase à l’autre n’est pas instantané puisqu’un certain temps est 
nécessaire pour amener le réacteur à l’état initial de la décomposition ou de la synthèse.  A 
l’aide de ce cycle une production frigorifique de 1,7 ± 0,5 𝑘𝑊ℎ de froid à 21 °C est obtenue.   
Ce cycle permet d’obtenir un COP moyen de 0,53±0,25 pour un rendement exergétique de 
0,12±0,06. Les incertitudes sur le calcul des performances sont relativement grandes car les 
mesures de débits à partir desquelles elles sont calculées présentent une forte incertitude. Il 
reste cependant intéressant de comparer ces valeurs aux valeurs obtenues lors de l’étude en 
régime stationnaire menée au Chapitre III. Lors de cette étude, pour une température de 
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source chaude de 70°C qui correspond ici à la température moyenne de la température 
d’entrée du fluide caloporteur et une température de froid de 21°C qui correspond à la 
température moyenne du fluide caloporteur en sortie d’évaporateur, un COP de 0,52 ainsi 
qu’un rendement exergétique de 0,25 sont obtenus. Les valeurs de performances de l’étude 
en régime stationnaire sont donc proches de ce qui a été obtenu expérimentalement 
notamment pour le COP. Le rendement exergétique expérimental est nécessairement plus 
bas car aucun pincement thermique n’avait été considéré dans l’étude en régime stationnaire. 
Les données expérimentales caractéristiques de ce cycle sont récapitulées dans le Tableau 
IV.7. 

Donnée Valeur 

Durée de la décomposition 1ℎ50 

Durée de la synthèse 2ℎ03  

Durée du cycle 3ℎ53 

Débit moyen caloporteur réacteur en décomposition 6,3 ± 0,56 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Température moyenne d’entrée du fluide 
caloporteur dans le réacteur 

70,6 ± 1 °𝐶 

Puissance thermique moyenne réacteur 1721 ± 627 𝑊 

Énergie thermique réacteur 3,2 ± 1,2 𝑘𝑊ℎ 

Débit moyen caloporteur évaporateur 2,4 ± 0,1 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Température moyenne de sortie du fluide 
caloporteur à l’évaporateur 

21,7 ± 1 °𝐶 

Puissance thermique moyenne évaporateur 828 ± 243 𝑊 

Énergie thermique évaporateur 1,7 ± 0,5 𝑘𝑊ℎ 

COP 0,53 ± 0,25 

Rendement exergétique 0,12 ± 0,06 

Tableau IV.7 : Caractéristiques du cycle sans compresseur. 

3.3. Décomposition thermique et synthèse assistée par compresseur  

Afin d’étudier ce mode de fonctionnement, la décomposition thermique à 70°C et la 
synthèse assistée avec la boucle réglée à 1,7L/min sont concaténées, les courbes obtenues 
pour ce cycle sont présentées sur la Figure IV.12. Ce cycle correspond à une production de 
froid pour une application de réfrigération car la température d’évaporation est proche de 
0°C. Lors de ce cycle, 1,8 ± 0,1 𝑘𝑊ℎ d’éne gie f igo ifi ue ont été p oduits à l’évapo ateu  
ce qui est cohérent avec la valeur obtenue lors de la synthèse thermique puisque les 
avancements sont quasiment égaux. Le cycle complet se déroule sur 2h38, soit 1h15 de 
moins que sans utiliser de compresseur pour la synthèse. Le COP obtenu est de 0,47 ± 0,15 
ce qui est proche de ce qui était obtenu sans compresseur (-10%). Le rendement exergétique 
est quant à lui supérieur 0,19 ± 0,04 (+58%) ce qui s’explique par le fait que peu d’énergie 
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électrique est consommée par le compresseur et qu’en contrepartie le froid est produit à bien 
plus basse température. 

Les incertitudes sur les performances étant relativement importantes, il est difficile 
de conclure sur l’intérêt d’un compresseur sur l’amélioration des performances. Il semblerait 
néanmoins que celui-ci soit intéressant du point de vue du rendement exergétique. Il est 
également possible d’affirmer que le compresseur présente ici un double intérêt, il permet de 
baisser la température du froid produit, ce qui permet notamment d’envisager des 
applications de réfrigération et il permet de diminuer le temps du cycle. 

 
Figure IV.12 : Décomposition thermique à 70°C suivie d'une synthèse assistée par 

compresseur. 
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L’ensemble des caractéristiques de ce cycle sont résumées dans le Tableau IV.8. 

Donnée Valeur 

Durée de la décomposition 1ℎ50 

Durée de la synthèse 48 𝑚𝑖𝑛 

Durée du cycle 2ℎ38 

Débit moyen caloporteur réacteur en décomposition 6,3 ± 0,56 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Température moyenne d’entrée du fluide 
caloporteur dans le réacteur 

70,6 ± 1 °𝐶 

Puissance thermique moyenne réacteur 1721 ± 627 𝑊 

Énergie thermique réacteur 3,2 ± 1,2 𝑘𝑊ℎ 

Débit moyen caloporteur évaporateur 1,7 ± 0,04 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Température moyenne de sortie du fluide 
caloporteur à l’évaporateur 

0,1 ± 1 °𝐶 

Puissance thermique moyenne évaporateur 2204 ± 175 𝑊 

Énergie thermique évaporateur 1,8 ± 0,1 𝑘𝑊ℎ 

Puissance électrique moyenne compresseur 642 ± 50 𝑊 

Énergie électrique compresseur 0,52 ± 0,04 𝑘𝑊ℎ 

COP 0,47 ± 0,15 

Rendement exergétique 0,19 ± 0,04 

Tableau IV.8 : Caractéristiques du cycle composé d’une décomposition thermique et d’une 
synthèse mécaniquement assistée. 

3.4. Décomposition et synthèse assistées par compresseur 

Enfin, un cycle où les deux phases sont assistées est étudié en concaténant la 
décomposition assistée à 55°C et la synthèse assistée avec la boucle de glycol réglée à 
1,7L/min. Les courbes expérimentales ainsi obtenues sont visibles sur la Figure IV.13. 

La durée du cycle complet est de 1h02 ce qui est bien inférieur au cycle sans 
compresseur. Le coefficient de performance est de 0,37 ± 0,07 légèrement inférieur au cycle 
précédent dû à l’utilisation du compresseur pour assister la décomposition. Le rendement 
exergétique est de 0,12 ± 0,01 ce qui est également inférieur au cycle où seule la synthèse 
était assistée. Ceci peut s’expliquer par le fait que lors de cet essai, le gain obtenu sur la baisse 
de la température de décomposition ne compense pas l’énergie électrique dépensée pour 
alimenter le compresseur. 
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Figure IV.13 : Décomposition assistée à 55°C suivie d'une synthèse assistée par compresseur. 

Cet essai permet donc de dire que le compresseur en décomposition tend à faire 
baisser les performances du système tant du point de vue du COP que du rendement 
exergétique. Il permet néanmoins de valoriser de la chaleur à plus basse température et de 
nettement diminuer la durée du cycle. De plus, l’énergie nécessaire pour passer d’une phase 
à l’autre est grandement diminuée car la température du réacteur est quasiment constante 
tout au long du cycle. Cela permet également d’éviter les pertes de chaleur sensible, les 
indicateurs de performances calculés ici devraient donc être en réalité très proches des 
valeurs obtenues expérimentalement. L’ensemble des caractéristiques de ce cycle sont 
résumées dans le Tableau IV.9. 
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Donnée Valeur 

Durée de la décomposition 1ℎ02 

Durée de la synthèse 48 𝑚𝑖𝑛 

Durée du cycle 1ℎ50 

Débit moyen caloporteur réacteur en décomposition 7,8 ± 0,67 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Température moyenne d’entrée du fluide 
caloporteur dans le réacteur 

53,9 ± 1 °𝐶 

Puissance thermique moyenne réacteur 3393 ± 824 𝑊 

Énergie thermique réacteur 3,5 ± 0,8 𝑘𝑊ℎ 

Débit moyen caloporteur évaporateur 1,7 ± 0,04 𝐿/𝑚𝑖𝑛 

Température moyenne de sortie du fluide 
caloporteur à l’évaporateur 

0,1 ± 1 °𝐶 

Puissance thermique moyenne évaporateur 2204 ± 175 𝑊 

Énergie thermique évaporateur 1,8 ± 0,1 𝑘𝑊ℎ 

Puissance électrique moyenne compresseur 
décomposition 

720 ± 50 𝑊 

Énergie électrique compresseur décomposition 0,74 ± 0,05 𝑘𝑊ℎ 

Puissance électrique moyenne compresseur synthèse 642 ± 50 𝑊 

Énergie électrique compresseur synthèse 0,52 ± 0,04 𝑘𝑊ℎ 

COP 0,37 ± 0,07 

Rendement exergétique 0,12 ± 0,01 

Tableau IV.9 : Caractéristiques du cycle composé d’une décomposition et d’une synthèse 
mécaniquement assistée. 

4. Conclusion 

Les expérimentations réalisées ont permis de mettre en exergue la faisabilité et 
l’intérêt d’un couplage évaporateur/compresseur/réacteur pour réaliser une phase de 
synthèse, ce qui, à notre connaissance, n’avait encore pas été testé. Le compresseur permet 
de découpler les pressions d’évaporation et de réaction en phase de synthèse, permettant 
ainsi d’obtenir des températures d’évaporation de l’ammoniac très basses et d’envisager de 
nouvelles applications telle que la réfrigération ou la congélation. Les essais menés montrent 
par exemple qu’il est possible de maintenir sans difficultés une température d’évaporation de 
l’ordre de -15°C et que des températures proches de -30°C peuvent être atteintes. 

L’hybridation avec un compresseur permet également de diminuer 
considérablement la durée des cycles. Ce point est particulièrement intéressant car 
l’enchaînement des cycles permet d’envisager une diminution de la quantité d’ammoniac 
dans le système. En effet, le cycle se rapprocherait alors d’un fonctionnement continu grâce 
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un enchaînement rapide des phases. Le fait que les températures du réacteur en 
décomposition et en synthèse soient proches entraîne moins de pertes énergétiques sous 
forme de chaleur sensible, ainsi les performances obtenues sont encourageantes car les 
différents COP et rendements exergétiques obtenus sont du même ordre de grandeur que 
pour un système purement thermique. 

Enfin, il serait intéressant d’approfondir les expérimentations autour de l’utilisation 
du compresseur en synthèse car le découplage entre la pression d’évaporation et celle du 
réacteur en synthèse permettrait une production de chaleur au niveau du réacteur 
intéressante à exploiter. En se référant au cycle constitué d’une décomposition assistée par 
compresseur à 55°C et à une synthèse assistée par compresseur, il serait possible de stocker 
la chaleur de la réaction de synthèse à 55°C pour la réutiliser pour la décomposition. L’énergie 
thermique réellement consommée à la source chaude s’en verrait alors grandement 
diminuée. Afin d’obtenir un ordre de grandeur de l’amélioration de performance qui serait 
ainsi obtenue, un nouveau coefficient de performance peut être défini par l’équation (IV.6). 

𝐶𝑂𝑃𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑 =
𝑄𝑒𝑣𝑎𝑝
𝑠𝑦𝑛𝑡

𝑊𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑄𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑑𝑒𝑐 − 𝑄𝑟𝑒𝑎𝑐

𝑠𝑦𝑛𝑡 (IV.6) 

Pour le cycle lors duquel les 2 phases sont assistées par compresseur, un COP de 
0,69 ± 0,35 pourrait ainsi être obtenu soit une augmentation de COP de l’ordre de 33% par 
rapport au système sans compresseur. Ce résultat est à confirmer expérimentalement mais 
paraît particulièrement intéressant car le cycle obtenu serait alors plus rapide et plus 
performant que le système sans compresseur tout en proposant une production de froid à 
plus basse température. 
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Chapitre V : Modélisation REM 

Plusieurs raisons ont motivé la conception d’un nouveau modèle de système 
thermochimique. Bien que de nombreuses modélisations aient été proposées par le passé, il 
n’existe pas à ce jour de modélisation permettant de simuler le comportement du système 
thermochimique fonctionnant selon les 4 phases de fonctionnement permises par le 
compresseur : les deux décompositions (thermique et assistée) et les deux synthèses 
(thermique et assistée). De plus, l’objectif étant l’intégration du système thermochimique à 
un micro-réseau, il semblait intéressant d’obtenir un modèle pouvant être facilement couplé 
à d’autres modèles afin d’obtenir un modèle global du micro-réseau. Enfin, l’ajout d’un 
compresseur aux systèmes thermochimiques permet une pilotabilité supplémentaire du 
procédé. Il semble alors intéressant d’intégrer des notions d’automatismes aux procédés 
thermochimiques afin de pouvoir déduire des lois de commande de la vitesse du compresseur 
permettant d’obtenir un comportement particulier. 

La modélisation selon le formalisme « REM » (Représentation Énergétique 
Macroscopique) a été choisie car elle présente deux avantages majeurs. Elle permet d’une 
part de coupler différents modèles REM de composants entre eux si tous les modèles 
respectent ce formalisme. D’autre part, une structure de commande du système peut être 
déduite par inversion du modèle. Il s’agit donc ici de proposer une approche nouvelle de 
modélisation cohérente de l’intégralité du procédé thermochimique, et ce pour les 4 
configurations de fonctionnement hybridées ou non. 

La première partie est dédiée à la présentation du formalisme et à la présentation 
d’une étude bibliographique qui permet de replacer ce modèle dans son contexte scientifique. 
Différents formalismes sont présentés afin de cerner la place de la REM parmi ceux-ci. Les 
différents types de systèmes modélisés selon le formalisme REM sont également listés afin de 
voir que la modélisation d’un procédé thermochimique est un apport à la littérature 
scientifique. Enfin, la place de cette modélisation parmi les autres modèles de systèmes 
thermochimiques est discutée.   

La deuxième partie de ce chapitre est dédiée à la description de la modélisation REM 
des différents composants d’un système thermochimique. Le réacteur thermochimique, 
composant central du système, sera d’abord abordé avant de s’intéresser par la suite aux 
autres composants :  condenseur, évaporateur noyé, compresseur. 

L’agencement de ces différents composants entre eux, qui permet d’obtenir un 
modèle du procédé thermochimique complet, est ensuite présenté. L’inversion du modèle et 
les possibilités qui en découlent seront abordées dans le chapitre suivant.  

Enfin, la quatrième partie est consacrée à la validation du modèle à partir des 
résultats expérimentaux présentés au chapitre précédent. 
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1. Formalisme REM et modèles de système thermochimique 

1.1. Place de la REM parmi les autres formalismes 

Différents outils de modélisation des systèmes complexes sont couramment utilisés 
dans la littérature. Les approches plus traditionnelles sont dans un premier temps exposées 
afin de pouvoir cerner la place de la REM parmi celles-ci. 

1.1.1. Approches mathématiques traditionnelles 

a) Représentation par fonction de transfert 

Le plus connu des formalismes de modélisation est sans doute la modélisation par 
fonction de transfert. Cette approche consiste en une représentation mathématique de la 
relation entre l’entrée et la sortie d’un système linéaire, continu et invariant. La fonction de 
transfert est calculée en utilisant la transformée de Laplace de l’équation différentielle qui 
régit le système. Ce type de formalisme est en général associé à la création d’un schéma bloc 
représentant le système. Dans notre cas, ce type de formalisme n’est pas adapté du fait des 
non-linéarités du système ainsi que du grand nombre d’entrées/sorties. Une des perspectives 
de cette thèse pourrait d’ailleurs être d’obtenir une approximation des fonctions de transfert 
soit du système complet soit des différents composants afin d’appliquer les méthodes 
d’analyse des systèmes aux procédés thermochimiques. Ces différentes fonctions de transfert 
pourraient être obtenues numériquement à partir du modèle REM en linéarisant le 
comportement du système autour de certains points de fonctionnement. Une telle approche 
permettrait par exemple de se raccrocher aux différentes méthodes de synthèse des 
correcteurs afin d’apporter des notions d’automatismes aux procédés thermochimiques, 
notion peu développée dans la littérature à ce jour. 

b) Représentation d’état 

L’approche par représentation d’état permet de modéliser un système dynamique 
non-linéaire en utilisant les variables d’état qui le caractérisent. Cette représentation est issue 
d’une démarche globale, le système est regardé dans son ensemble en définissant les entrées, 
les sorties et les variables d’état. Ces dernières sont regroupées dans un vecteur d’état dont 
on cherchera à déterminer l’évolution au cours du temps. Contrairement à la modélisation 
par fonction de transfert, on a donc ici accès aux variables d’état internes au système au cours 
du temps et pas seulement aux entrées sorties. Les variables d’état sont liées aux 
accumulateurs d’énergie présents dans le système car ce sont eux qui fixent la dynamique du 
système. La représentation d’état fournit des outils mathématiques puissants qui permettent 
de déduire certaines caractéristiques du système comme sa stabilité, sa commandabilité ou 
son observabilité. Une structure de commande peut être déduite de ce type de modélisation 
à condition d’avoir accès à une mesure des variables d’état. Cependant, pour des systèmes 
d’ordres élevés, c’est-à-dire des systèmes possédants un grand nombre de variables d’états, 
ce type de modélisation fait perdre le sens physique du système. On voit uniquement le 
système dans sa globalité sans voir les interactions des composants entre eux, c’est pourquoi 
ce type de modélisation a été exclu dans le cas présent. 
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1.1.2. Approches par graphes 

Les approches par graphe semblent plus intéressantes dans le cas de systèmes 
complexes multiphysiques car elles permettent de mettre en exergue les différentes relations 
entre les composants du système. De plus, il est ensuite relativement aisé de revenir aux 
représentations classiques décrites précédemment pour des parties du système.  

a) Représentation par graphe de lien (Bond Graph) 

Ce type de représentation a été développé dans les années 60. C’est un langage 
graphique unifié mettant en avant les transferts d’énergie entre les composants. Ce type de 
formalisme autorise la causalité dérivée ce qui rend difficile l’extraction d’une structure de 
commande. 

b) Graphe Informationnel Causal (GIC) 

En excluant la causalité dérivée du bond graph mais en reprenant les grands principes 
de modélisation de ce dernier le graphe informationnel causal (GIC) a été développé dans les 
années 90 avec un réel objectif de commande des systèmes complexes. On voit donc 
apparaître les notions d’inversions que l’on retrouve dans la REM. Ce type de modélisation 
aurait pu être retenu dans notre cas mais il semblait préférable de se tourner vers la 
représentation énergétique macroscopique (REM) qui est basée sur ce formalisme. 

1.2. Présentation de la REM 

La REM est un formalisme qui permet de représenter un système multiphysique afin 
d’en déduire une structure commande de manière systématique. Elle a été développée dans 
les années 2000 par le L2EP, laboratoire de recherche de génie électrique situé à Lille. C’est 
une extension macroscopique du GIC. 

La déduction systématique d’une structure de commande ne peut se faire qu’au prix 
du respect d’un certain nombre de principes détaillés dans la suite. 

Une modélisation REM se doit de respecter la notion de causalité intégrale. La notion 
de causalité implique que la sortie d’un système ne peut agir qu’avec un retard sur l’entrée et 
ne pourra en aucun cas précéder la cause qui lui a donné naissance. De plus, la causalité 
« naturelle » d’un système ne pourra être qu’intégrale, c’est-à-dire que la sortie du système 
ne pourra s’écrire que comme une fonction intégrale de l’entrée. En effet, l’écriture sous la 
forme dérivée impliquerait que pour une entrée de type échelon, la sortie aurait la forme 
d’une impulsion de Dirac donc une puissance infinie comme l’illustre la Figure V.1. Il n’existe 
donc pas de système physique à causalité dérivée. Cette remarque nous permet, à partir de 
l’écriture des équations différentielles qui régissent le système, d’identifier les entrées et 
sorties des différents blocs. 
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Figure V.1 : Illustration de la causalité intégrale et dérivée (Source : [69]). 

La REM est également basée sur la notion d’action et de réaction. En effet, toute 
action d’un sous-système à un autre impose une réaction du sous-système visé. On impose 
dans le formalisme REM que le produit de l’action et de la réaction entre deux sous-systèmes 
soit homogène à une puissance. On a donc une modélisation de type effort-flux dans laquelle 
la connaissance des 2 variables d’action-réaction entre deux sous-systèmes permet de 
caractériser la puissance échangée entre ces deux blocs.  

Dans le cadre de la thermodynamique néanmoins, il a été nécessaire d’étendre la 
REM à l’utilisation de 3 variables car la description d’un fluide à l’aide de 2 variables 
uniquement ne permet pas de caractériser totalement son état thermodynamique. Les 
variables température, pression et débit molaire sont alors utilisées. On retrouve notamment 
l’utilisation de ces 3 variables dans [70]. Les différentes variables qu’il est possible d’utiliser 
dans la modélisation REM sont dépendantes du domaine physique considéré, celles-ci sont 
répertoriées dans le Tableau V.1. 

Puissance Variable d’e  ort Variable de flux 

Électrique Tension [V] Courant [A] 

Mécanique de translation Force [N] Vitesse [m.s-1] 
Mécanique de rotation Couple [N.m] Vitesse angulaire [rad.s-1] 

Hydraulique Pression [Pa] Débit [m3.s-1] 

Thermique Température [K] Flux d’entropie [W. -1] 

Thermodynamique Température [K] Pression [Pa] Débit molaire [mol.s-1] 
Tableau V.1 : Descriptions des différentes variables d'effort et de flux pour la modélisation 

REM. 

Les blocs à disposition pour représenter le système thermochimique sont listés dans 
le tableau de la Figure V.2. On retrouve des éléments source, des éléments d’accumulation, 
de conversion ou encore de couplage. 
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Figure V.2 : Blocs disponibles pour la modélisation au formalisme REM. 

Pour un bloc donné, d’autres variables que celles d’entrées et de sorties peuvent 
intervenir en tant que variables de réglages. Celles-ci sont représentées par une flèche rouge 
sur la partie supérieure du bloc comme le montre la Figure V.3. 

 

Figure V.3 : Schéma d'un bloc ayant une variable de réglage (en rouge). 

La modélisation REM a été appliquée à de nombreux systèmes complexes comme les 
éoliennes [71], un véhicule hybride [72], une chaîne de traction d’un métro [73], un moteur 
diesel [74] ou encore un moteur Stirling [75]. On retrouve également des modèles 
d’électrolyseur [76] et de pile à combustible PEM [70, 77] dans la littérature. 

La REM n’a encore jamais été appliquée pour des systèmes à sorption, le modèle 
développé ici est donc novateur. 

1.3. Les modèles existants de réacteur thermochimique 

Les premiers modèles décrits dans la littérature partent de la description d’un 
élément de volume réactif et tiennent compte des transferts de matière et de chaleur à 
l’échelle locale. On définit alors localement un état thermodynamique du système en 
considérant à chaque instant la pression, la température et l’avancement de la réaction. Ce 
modèle notamment décrit par Lu et al. [78], est basé sur la résolution des équations 
différentielles découlant de bilans thermique et massique locaux couplés à une cinétique 
chimique locale. La résolution de ces équations permet d’établir que la transformation globale 
d’un réacteur est liée à la progression de deux fronts réactionnels plus ou moins diffus selon 
les paramètres caractéristiques des transferts, l’un relatif à la qualité de diffusion du gaz 
réactif qui impacte la pression locale et le second à la diffusion de chaleur qui impacte la 
température locale. L’utilisation de ce type de modèle permet la compréhension fine des 
phénomènes locaux se déroulant dans le réacteur mais requiert néanmoins la connaissance 
de nombreux paramètres caractéristiques du milieu réactif. Des réductions de ce modèle ont 
alors été proposées. 
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Une première simplification de ce modèle, décrite par Hui-Bo et al. [79] consiste à 
supposer que la cinétique chimique, définie localement comme la vitesse de transformation 
du réactif, est infinie. On parle alors de modèle à fronts raides.  

Il est également possible de supposer que dès lors que la pression est suffisante dans 
le réacteur, c’est-à-dire dès que la pression est supérieure à 1 bar généralement, le transfert 
de masse n’est plus limitant. La pression est alors uniforme dans le réacteur et cela se traduit 
par un modèle composé d’un unique front [80]. 

Une deuxième méthode de modélisation des réacteurs thermochimiques consiste à 
supposer que la pression et la température sont uniformes au sein du réacteur. Ces modèles, 
qualifiés de modélisation nodale, permettent de représenter de manière simplifiée la 
transformation sous la forme d’un système d’équations différentielles plus simple à résoudre. 
Ce type de modèle nodal est établi en considérant des bilans d’énergie interne et de masse à 
l’échelle du mélange réactif dans sa globalité. Il est également nécessaire d’intégrer à ce type 
de modèle une cinétique globale de réaction, tenant compte de l’écart à l’équilibre 
thermodynamique imposé au mélange réactif. Ce type de modèle a par exemple été utilisé 
pour modéliser le comportement d’un procédé de production de froid par N. Le Pierres [63]. 

Enfin, une autre approche de modélisation, de type stationnaire peut également être 
envisagée notamment, par exemple, pour estimer des performances énergétiques d’un 
procédé thermochimique. En s’appuyant uniquement sur les propriétés thermodynamiques 
des réactions mises en œuvre (enthalpie et entropie de réaction), il est possible d’estimer 
simplement les différents transferts d’énergie et ainsi obtenir des valeurs de coefficient de 
performance par exemple. Dans ce type de modèle, on suppose que la température et la 
pression sont constantes et uniformes dans le réacteur et les différents échangeurs avec 
lesquels le réacteur interagit : on qualifie cette approche simplifiée de modélisation en régime 
stationnaire. Ce type de modélisation a été utilisé lors de l’étude sur les systèmes hybrides 
présentée au Chapitre III. On retrouve également cette approche dans l’article de Ferrucci et 
al. [49] où les performances d’un système à sorption assisté par un compresseur sont 
évaluées. 

L’objectif de la modélisation décrite ici est d’obtenir un modèle dynamique 
représentatif du fonctionnement des systèmes thermochimiques hybrides mais suffisamment 
simplifié pour faciliter son intégration dans des systèmes plus complexes. Pour ces raisons, le 
deuxième type de modèle a été choisi. La modélisation nodale retenue implique de considérer 
une pression et une température uniforme dans le réacteur. Afin que le comportement 
expérimental du réacteur soit relativement conforme à cette approximation, il est important 
de favoriser les transferts thermiques et les transferts de masse dans le composite réactif en 
utilisant un mélange de sel et de GNE. 

2. Modèles REM des différents composants 

2.1. Le réacteur thermochimique 

Pour la plupart des composants d’un système thermochimique, tels que le 
condenseur, l’évaporateur, le compresseur, les vannes, la modélisation ne pose pas de 
problème particulier car leur comportement est bien connu. En revanche, pour le réacteur 
thermochimique en lui-même, il est nécessaire d’établir un jeu d’équations différentielles 
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décrivant son comportement dans le temps qui soit adapté au formalisme de la modélisation 
REM. Les différents types de modèles qui ont été réalisés par le passé ont été présentés dans 
le Chapitre I de cette thèse. L’approche proposée ici se base sur une modélisation de type 
nodale pour laquelle la température, la pression et l’avancement de réaction sont supposées 
uniformes dans le réacteur. L’ensemble des composants qui sont modélisés dans ce chapitre 
sont rappelés sur le schéma du système proposé sur la Figure V.4. 

 
Figure V.4 : Schéma représentant l'agencement des différents composants du système 

thermochimique. 

Le réacteur est constitué d’une enceinte métallique dans laquelle est contenu le 
matériau réactif poreux composé d’un mélange comprimé de sel et de graphite naturel 
expansé (GNE) permettant d’améliorer à la fois la diffusion du gaz réactif et de la chaleur. La 
paroi du réacteur est soumise à un échange thermique avec un fluide caloporteur, qui est 
généralement soit de l’air soit de l’eau circulant avec un certain débit. Au centre du réacteur 
se trouve un ou plusieurs diffuseurs, généralement un tube percé et enveloppé d’une toile 
métallique qui permet de distribuer verticalement le gaz le long du réacteur. Le volume mort 
qui représente tout le volume du réacteur qui n’est pas occupé par de la matière, est donc 
principalement constitué du volume des diffuseurs, du volume libre du réacteur non occupé 
par le réactif ainsi que le volume de vide constituant la porosité du matériau réactif.  

La modélisation REM étant basée sur une vision macroscopique des transferts 
d’énergie entre les différents sous-systèmes, il a été décidé de considérer le réacteur comme 
un ensemble de 3 sous-composants : la paroi du réacteur, le mélange réactif et le volume 
mort. Afin de simplifier la modélisation des flux énergétiques entre ces 3 parties, les 
interactions entre la paroi et le volume mort sont négligées. Il est ainsi supposé que la paroi 
du réacteur échange de la chaleur avec le sel réactif et non avec le volume mort. La 
température est supposée uniforme et homogène dans le réacteur, identique pour le mélange 
réactif et le volume mort. Le réacteur est schématisé sur la Figure V.5 avec ces 3 sous-
systèmes. 
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Figure V.5 : Schéma du réacteur thermochimique. 

 L’environnement du réacteur est composé de deux sources ou puits, massique et 
thermique. Il est soumis d’une part à un échange thermique entre le fluide caloporteur et sa 
paroi, d’autre part, à un échange de gaz par le haut du diffuseur avec les autres composants 
du système (évaporateur, condenseur ou compresseur). Ces échanges avec les sources 
imposent la connaissance de la température du fluide caloporteur et du débit molaire de gaz 
échangé entre le réacteur et le reste du système. 

La paroi du réacteur ainsi que le sel lui-même peuvent accumuler de l’énergie 
thermique, le volume mort peut quant à lui stocker une certaine quantité de gaz. On 
dénombre ainsi donc 3 accumulateurs d’énergie dans ce système, qui correspondront in fine 
à 3 variables d’état pour le modèle de réacteur. Une représentation schématique de ces 
différents blocs à concevoir, avec leurs interactions thermiques ou massiques est réalisée sur 
la Figure V.6. 

 

Figure V.6 : Schéma représentant les sources thermique et massique interagissant avec les 
blocs d’accumulation d'énergie ou de matière dans le modèle de réacteur thermochimique. 
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Le schéma final, décrit sur la Figure V.7, possède donc 2 sources aux deux extrémités 
qui constituent l’environnement du système, 3 blocs d’accumulation représentant les 
accumulateurs d’énergies ou de matière ainsi que des blocs de couplages caractérisant 
l’interaction entre ces blocs. 

 

Figure V.7 : Représentation des différents blocs constituant la modélisation REM du réacteur 
thermochimique. 

Une fois ces différents blocs identifiés, il est alors possible de s’intéresser aux 
différentes équations qui les composent. Rappelons ici que ces équations devront être mises 
en forme afin de respecter le formalisme REM, pour lequel les sorties de chaque bloc devront 
donc être exprimées comme des fonctions intégrales des entrées et le produit des deux 
variables d’action et de réaction entre chaque bloc doivent être homogènes à une puissance. 

a) Echange thermique entre l’environnement et la paroi du réacteur 

Le bloc représentant l’échange thermique entre la paroi du 
réacteur et le fluide caloporteur est un bloc dit de conversion 
monophysique comme illustré ci-contre. Les deux températures sont 
des données d’entrées du bloc et les deux sorties sont les flux 
d’entropie associés à l’échange thermique.  

Le flux d’entropie à calculer ici à partir de la connaissance des températures de 
l’échange correspond à l’entropie échangée entre les deux corps. Or l’entropie associée à une 
énergie thermique à la température 𝑇𝑒𝑐ℎ peut s’exprimer comme décrit par l’équation (V.1). 

𝑆 =
𝑄

𝑇𝑒𝑐ℎ
 (V.1) 

 Dans l’équation précédente, 𝑄 représente la quantité de chaleur échangée, c’est 
donc l’intégrale au cours du temps du flux thermique Φcalo,reac. Il est ainsi possible d’exprimer 
le flux d’entropie par dérivation de l’expression précédente comme le montre l’équation (V.2). 

�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 =

Φcalo,reac
𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐

�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,reac
𝑚𝑜𝑦

=
Φcalo,reac

𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜,reac
𝑚𝑜𝑦

 (V.2) 
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Or le flux thermique peut s’exprimer à partir de la connaissance d’un coefficient 
d’échange thermique (𝐻. 𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑒𝑥𝑡  qui dépend du débit de fluide caloporteur, de la surface 

d’échange 𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑒𝑥𝑡 et de la différence de température logarithmique moyenne entre le fluide 

caloporteur et la paroi. Dans le cas où la différence de température entre l’entrée et la sortie 
du fluide caloporteur est faible, l’écart de température logarithmique moyen peut être estimé 
en première approximation par l’écart entre la température moyenne du fluide caloporteur 
et la température de la paroi. Le flux thermique peut ainsi s’exprimer à l’aide de l’équation 
décrite dans (V.3). 

Φ = (𝐻. 𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑒𝑥𝑡. (Tcalo,reac
𝑚𝑜𝑦 − 𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐) (V.3) 

La relation entre le débit et le coefficient d’échange peut théoriquement être évaluée 
à partir de corrélations de Nusselt en fonction de la configuration de l’échangeur thermique, 
du débit, de la nature du fluide caloporteur et du régime d’écoulement (naturel, forcé, 
turbulent, laminaire). Le calcul du coefficient d’échange à partir des corrélations de la 
littérature s’avère délicat car il est difficile de caractériser l’écoulement du fluide dans le 
réacteur du fait de sa géométrie complexe. Pour pallier ce problème, l’équation (V.4) a été 
utilisée en considérant l’écoulement comme forcé et en régime turbulent. Le coefficient A 
servira de variable de calage du modèle. Le coefficient en exposant du débit a été choisi en 
fonction des corrélations présentent dans la littérature. 

𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑒𝑥𝑡 = 𝐴. (�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑟𝑒𝑎𝑐)0,6 (V.4) 

b) Accumulation thermique dans la paroi du réacteur 

Le bloc qui représente l’accumulation thermique dans la paroi 
du réacteur est un bloc d’accumulation qui reçoit deux flux d’entropie 
l’un provenant du fluide caloporteur et le second du mélange réactif. Ce 
bloc caractérisé par la variable d’état 𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐, impose alors la 

température de la paroi du réacteur à sa sortie.  

Une équation bilan sur la paroi permet d’obtenir la relation (V.5). 

(𝑚. 𝑐𝑝)𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐.
𝑑𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐

𝑑𝑡
= (�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜

𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐) . 𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 (V.5) 

On obtient ainsi une équation différentielle du premier ordre dans laquelle la sortie 
(𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐) s’exprime comme une fonction intégrale des entrées (flux d’entropie). La causalité 

intégrale imposée par le formalisme REM est ainsi respectée. 

c) Echange thermique entre la paroi et le mélange réactif 

Cet échange thermique est légèrement différent de 
l’échange entre le fluide caloporteur et la paroi car il est ici question 
d’un échange thermique entre deux solides. En définissant un 
coefficient d’échange (𝐻. 𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡 , caractérisant une conductance 

de contact entre la paroi et le mélange réactif, il est possible 
d’estimer le flux thermique à partir des données d’entrées du bloc 
comme le montre l’équation (V.6). Le coefficient 𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡 sera 
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ultérieurement pris comme une variable de calage du modèle car il n’existe pas de corrélation 
permettant de le calculer. 

Φ = (𝐻𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡. (𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − 𝑇𝑟) (V.6) 

L’expression du flux d’entropie est ensuite obtenue de manière similaire à ce qui a 
été présenté dans l’équation (V.2). 

d) Accumulation thermique dans le mélange réactif 

Le bloc représentant l’accumulation thermique dans le 
mélange réactif est un bloc ayant pour entrées deux flux d’entropie. 

Le premier provient de l’échange thermique avec la paroi (�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑇𝑟 ) et 

le second de la réaction de décomposition ou de synthèse qui se 

déroule au sein du mélange réactif (�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑇𝑟 ). Ces deux flux 

d’entropies sont obtenus à l’aide d’un bilan premier principe sur le mélange réactif comme le 
montre l’équation (V.7). Dans ce bilan, il est essentiel de noter que la chaleur sensible du gaz 
arrivant dans le réacteur lors de la synthèse est négligée. Cette approximation permet de 
simplifier la modélisation REM tout en restant une hypothèse acceptable puisque la chaleur 
sensible est faible devant la chaleur de réaction car le gaz arrive dans le réacteur à une 
température relativement proche de celui-ci. 

𝑑𝑈𝑠𝑒𝑙+𝐺𝑁𝐸
𝑑𝑡

= (𝐻𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡. (𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − 𝑇𝑟) + �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐. ℎ𝑔(𝑇𝑟)  
(V.7) 

Dans cette équation, le terme �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐 représente le débit molaire de gaz dû à la 
réaction chimique. On considère le débit positif pour la réaction de synthèse. Il est possible 
d’exprimer ce débit à partir de la variation de l’avancement de la réaction (𝑋) et du nombre 
total de moles de sel dans le réactif (𝑛𝑠𝑒𝑙) par l’équation (V.8). 

�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐 = 𝜈. 𝑛𝑠𝑒𝑙 .
𝑑𝑋

𝑑𝑡
  

(V.8) 

L’énergie interne étant une variable d’état extensive, il est possible de la décomposer 
comme présenté par l’équation (V.9). 

𝑑𝑈𝑠𝑒𝑙+𝐺𝑁𝐸
𝑑𝑡

=
𝑑𝑈𝑠𝑒𝑙
𝑑𝑡

+
𝑑𝑈𝐺𝑁𝐸
𝑑𝑡

 
(V.9) 

Le cas du graphite naturel expansé GNE est assez simple puisqu’on peut faire 
l’hypothèse d’un solide incompressible et indilatable. On obtient ainsi la relation de l’équation 
(V.10). 

𝑑𝑈𝐺𝑁𝐸
𝑑𝑡

= 𝑚𝐺𝑁𝐸. 𝑐𝐺𝑁𝐸.
𝑑𝑇𝑟
𝑑𝑡

 
(V.10) 

 En ce qui concerne le sel, il est nécessaire de tenir compte de la composition de celui-
ci (proportion de sel chargé et de sel déchargé) qui varie dans le temps en fonction de 
l’avancement. Afin d’exprimer l’énergie interne du sel, il est préférable de passer par le calcul 
de l’enthalpie car dans le cas où le sel est considéré comme un solide incompressible et 
indilatable, on peut considérer que 𝑑𝐻𝑠𝑒𝑙 = 𝑑𝑈𝑠𝑒𝑙. L’enthalpie du sel peut alors être 
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décomposée en fonction du sel chargé (ℎ1) et du sel déchargé (ℎ0) en gaz comme le montre 
l’équation (V.11).  

𝐻𝑠𝑒𝑙 = 𝑛0. ℎ0 + 𝑛1. ℎ1 (V.11) 

Dans l’équation précédente, l’indice 0 fait référence au sel déchargé en ammoniac 
(sel pauvre) et l’indice 1 au sel chargé (sel riche) et 𝑛 fait référence à la quantité molaire de 
sel en moles. On peut alors introduire l’avancement afin de tout exprimer en fonction de la 
quantité totale de moles de sel (𝑛𝑠) qui est une constante comme présenté dans l’équation 
(V.12). 

 sel = 𝑛𝑠. [h0. (1 − 𝑋) + ℎ1. 𝑋] (V.12) 

En réutilisant l’équation définissant l’enthalpie de réaction (I.3), l’enthalpie du sel 
peut être réécrite sous la forme présentée dans l’équation (V.13). 

 sel = 𝑛𝑠. [h0 + ν(ℎ𝑔 − Δr𝐻).𝑋] (V.13) 

Quelques hypothèses permettent alors de simplifier la différentiation de l’expression 
ainsi obtenue :  

• Le sel déchargé (𝑆0) peut être assimilé à un solide indilatable et incompressible : 
𝑑ℎ0 = 𝑐𝑝,0. 𝑑𝑇𝑟 

• Le gaz peut être assimilé à un gaz parfait : 𝑑ℎ𝑔 = 𝑐𝑝,𝑔. 𝑑𝑇𝑟 

• L’enthalpie de réaction est supposée constante en fonction de la température et 
de la pression : 𝑑Δr𝐻 = 0 

L’équation (V.14) exprimant la variation d’énergie interne du sel est ainsi obtenue : 

dUsel = 𝑛𝑠. [(cp,0 + 𝜈. 𝑋. 𝑐𝑝,𝑔 ). 𝑑𝑇𝑟 + ν. (ℎ𝑔 − Δr𝐻). 𝑑𝑋] (V.14) 

En regroupant l’expression de 𝑑𝑈𝑠𝑒𝑙, 𝑑𝑈𝐺𝑁𝐸 et le bilan premier principe de l’équation 
(V.9), on obtient finalement l’équation bilan (V.15). 

𝑛𝑠 . [(cp,0 + 𝜈. 𝑋. 𝑐𝑝,𝑔).
𝑑𝑇𝑟
𝑑𝑡

+ ν(ℎ𝑔 − Δr𝐻).
𝑑𝑋

𝑑𝑡
] + 𝑚𝐺𝑁𝐸. 𝑐𝐺𝑁𝐸.

𝑑𝑇𝑟
𝑑𝑡

= (𝐻𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡. (𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − 𝑇𝑟) + �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐. ℎ𝑔(𝑇𝑟)  

(V.15) 

Le terme (cp,0 + 𝜈. 𝑋. 𝑐𝑝,𝑔) correspond à la capacité thermique molaire du sel en 

fonction de l’avancement. Ce terme peut être simplifié en première approximation en 
considérant une capacité thermique molaire moyenne pour le sel. En utilisant (V.8) et après 
simplification, l’expression (V.16) est obtenue. 

(n𝑠. cp,sel,moy +𝑚𝐺𝑁𝐸. 𝑐𝐺𝑁𝐸).
𝑑𝑇𝑟
𝑑𝑡

= (𝐻𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡. (𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − 𝑇𝑟) − �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐. Δr𝐻 (V.16) 

Des couleurs ont été ajoutées à cette expression afin de faciliter l’identification des 
différents termes. On comprend ainsi que la modification de la température du mélange 
réactif (terme en bleu) est due d’une part à l’échange thermique avec la paroi (terme en vert) 
et à la chaleur absorbée ou rejetée par la réaction chimique (terme en rouge). 
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Afin de respecter le formalisme imposé par la REM, il est nécessaire d’exprimer la 
température du réacteur en fonction des deux flux d’entropie fournis par les blocs adjacents. 
Grâce à l’équation précédente, il est possible d’identifier ces 2 flux d’entropie exprimés par 
les termes de l’équation (V.17). 

�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑇𝑟 = −

�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐. Δ𝐻𝑟
𝑇𝑟

�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑇𝑟 =

(𝐻𝑆)𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡. (𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − 𝑇𝑟)

𝑇𝑟

 (V.17) 

Une expression de la température en fonction des deux flux d’entropie qui respecte 
la causalité intégrale est ainsi obtenue comme le montre l’équation (V.18). 

(n𝑠. cp,sel,moy +𝑚𝐺𝑁𝐸. 𝑐𝐺𝑁𝐸).
𝑑𝑇𝑟
𝑇𝑟

= [�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑇𝑟 + �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐

𝑇𝑟 ]. 𝑑𝑡 (V.18) 

L’expression ainsi obtenue permet bien d’exprimer la sortie du bloc (𝑇𝑟) comme une 
fonction intégrale des flux d’entropies qui sont les entrées du bloc. 

e) Bloc de couplage entre la partie thermique et fluidique 

Le couplage entre la partie thermique et la partie fluidique 
s’effectue au travers d’un bloc de couplage multiphysique dans lequel 

on utilise les entrées du blocs pour exprimer le flux d’entropie (�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑇𝑟 ) 

à l’aide de l’équation (V.17). Afin d’exprimer le débit de gaz absorbé 
ou relâché par le mélange réactif, il est nécessaire de connaître la 
variation du taux d’avancement, comme le montre l’équation (V.8), et ainsi d’introduire une 
loi cinétique.   

Plusieurs loi cinétiques ont été proposées dans la littérature scientifique, celles-ci 
sont déterminées soit à partir de bilans sur le mélange réactif comme dans l’article de Neveu 
et al. [81] soit empiriquement à partir d’observations expérimentales. Cette seconde méthode 
a été retenue ici car de nombreux phénomènes viennent influencer la cinétique et qu’il est 
difficile d’en rendre compte par une mise en équations du milieu. La loi cinétique choisie 
résulte donc des considérations suivantes : la cinétique de la réaction dépend principalement 
de l’écart à l’équilibre et de l’avancement actuel de la réaction. L’expression (V.19) issue de 
l’article de Mazet et al. [82] est retenue. 

𝑑𝑋

𝑑𝑡
= 𝑘𝑐𝑖𝑛. 𝑋

𝑛. ln (
𝑃𝑟

𝑃𝑒𝑞(𝑇𝑟)
) 

(V.19) 

Cette expression est uniquement valable en décomposition. Pour la synthèse, le 
terme 𝑋 sera remplacé par (1 − 𝑋). Deux paramètres, qui seront par la suite identifiés, sont 
présents dans cette équation. Le coefficient cinétique 𝑘𝑐𝑖𝑛 est utilisé pour influer directement 
sur la vitesse de la réaction. L’exposant 𝑛 permet de rendre compte de la dépendance de la 
cinétique à l’avancement. Ce coefficient est pris entre 0 et 2. 
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f) Accumulation de matière dans le volume mort 

On peut calculer la quantité de gaz présente dans le volume mort 
à partir d’un bilan de matière sur le volume mort du réacteur. En effet, ce 
volume est soumis à deux flux de matière, d’une part celui produit ou 
absorbé par le sel réactif (�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐), d’autre part celui qui est échangé avec 

l’extérieur (�̇�𝑟𝑒𝑎𝑐
𝑖𝑛,𝑜𝑢𝑡). La quantité de gaz dans le volume mort peut ainsi 

s’exprimer selon (V.20). 

𝑑𝑛𝑔

𝑑𝑡
= �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐 + �̇�𝑟𝑒𝑎𝑐

𝑖𝑛,𝑜𝑢𝑡 
(V.20) 

On remonte ensuite à la pression du réacteur en supposant que le gaz se comporte 
comme un gaz parfait. Cette approximation est valable ici car on travaille suffisamment loin 
de l’équilibre liquide/vapeur de l’ammoniac pour s’affranchir des effets de saturation du 
fluide. Ce calcul fait intervenir le volume mort du réacteur qui peut être estimé en tenant 
compte de la variation de la porosité du mélange avec l’avancement, équation décrite lors du 
Chapitre II par (II.13). 

Le modèle de réacteur est ainsi complet et permet de rendre compte de son 
comportement aussi bien durant la phase de décomposition que de synthèse en considérant 
des paramètres de la loi cinétique différents pour ces 2 phases. 

2.2. Condenseur 

Le condenseur est un composant qui a déjà été modélisé selon le formalisme REM 
dans l’article de Chrenko et al. [83]. Il a néanmoins été décidé de revisiter l’approche et 
d’utiliser des équations correspondant mieux à la description de nos observations 
expérimentales. La cinétique de condensation est ainsi considérée comme infinie car elle est 
très grande devant la cinétique de la réaction thermochimique. En effet, à partir des données 
expérimentales décrites dans le Chapitre IV il est possible d’observer que la température du 
condenseur est très proche de sa température de saturation à la pression du condenseur. De 
plus, le condenseur est directement placé au-dessus d’un réservoir, ce qui implique que la 
présence de liquide dans le condenseur est quasiment nulle puisque le liquide s’écoule 
naturellement vers le réservoir par gravité. De ces 2 considérations découle le fait qu’il n’y a 
pas d’accumulation de matière dans le condenseur puisque dès que du gaz arrive celui-ci est 
instantanément condensé et évacué vers le réservoir de liquide. Il a également été décidé de 
négliger l’impact de la paroi du condenseur. Celle-ci avait été considérée dans un premier 
temps mais sa prise en compte nécessite l’identification de deux coefficients d’échange, de 
chaque côté de la paroi, ce qui complexifie le système. Comme pour l’échange thermique 
entre le fluide caloporteur et la paroi du réacteur, le coefficient d’échange thermique est 
calculé à partir d’une loi extraite de la littérature permettant d’exprimer celui-ci en fonction 
du débit de fluide caloporteur comme le montre (V.21). 

(𝐻𝑆)𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝐵. (�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑐𝑜𝑛𝑑)

0,8
 (V.21) 

Dans l’équation précédente, le coefficient 𝐵 représente une variable qui sera 
identifiée par la suite à partir des différents jeux de données expérimentales. Finalement, la 
seule accumulation d’énergie que l’on retrouve dans le modèle de condenseur est une 
accumulation thermique qui fixe la température de condensation à partir de la donnée des 
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flux d’entropie issus de la condensation et de l’échange thermique avec le fluide caloporteur. 
Un schéma du modèle de condenseur est disponible sur la Figure V.8. 

 

Figure V.8 : Représentation des différents blocs constituant la modélisation REM du 
condenseur. 

Le modèle ainsi obtenu est alors relativement simple. Le réservoir agit ici comme une 
source imposant la pression de condensation. Cette pression est simplement déduite de la 
température de condensation car le réservoir est supposé être à l’équilibre 
thermodynamique. 

Le bloc de couplage entre les flux thermique et les flux de matière est également 
relativement simple, la seule inconnue qu’il est nécessaire de calculer est le flux d’entropie lié 
à la condensation. Les hypothèses formulées précédemment impliquent une égalité entre les 

débits molaires de gaz en entrée et de liquide en sortie, on a donc  �̇�𝑐𝑜𝑛𝑑
𝑖𝑛 = �̇�𝑐𝑜𝑛𝑑

𝑜𝑢𝑡 = �̇�𝑐𝑜𝑛𝑑. 
Un bilan premier principe permet alors de déterminer le flux d’entropie comme décrit par 
l’équation (V.22). 

�̇�𝑐𝑜𝑛𝑑
𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑 =

Φcond
𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑

=
�̇�𝑐𝑜𝑛𝑑. (ℎ𝑔(𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑

𝑖𝑛 ) − ℎ𝑙(𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑))

𝑇𝑐𝑜𝑛𝑑
 

(V.22) 

2.3. Évaporateur 

L’évaporateur modélisé ici est un évaporateur de type noyé, donc constamment 
rempli de liquide avec seulement un léger ciel gazeux pour s’assurer de rester en présence 
d’un mélange liquide/gaz. Pour ce faire, l’évaporateur est placé sous un petit réservoir dans 
lequel le niveau de liquide est maintenu constant à l’aide d’une électrovanne pilotée par un 
capteur de niveau. Un schéma de cet évaporateur est présenté sur la Figure II.36. Finalement, 
dès que du gaz est absorbé dans le réacteur, la pression baisse et met le liquide hors équilibre, 
ce qui engendre l’évaporation du liquide. La baisse du niveau de liquide est compensée par 
l’arrivée de liquide depuis le réservoir au travers de l’électrovanne. L’hypothèse d’une 
évaporation instantanée reste valable car la cinétique de la réaction de changement d’état est 
toujours très supérieure à la cinétique de la réaction thermochimique. Comme pour le 
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condenseur, la paroi est ici négligée et le coefficient d’échange thermique global entre 
l’évaporateur et le caloporteur de débit massique donné s’exprime à l’aide du paramètre 𝐶 
de l’équation (V.23) qui sera identifié par la suite. 

(𝐻𝑆)𝑒𝑣𝑎𝑝 = 𝐶. (�̇�𝑐𝑎𝑙𝑜
𝑒𝑣𝑎𝑝)

0,8
 (V.23) 

La Figure V.9 représente l’agencement des différents blocs constituants la 
modélisation REM de l’évaporateur. 

 

Figure V.9 : Représentation des différents blocs constituant la modélisation REM de 
l'évaporateur. 

Le bloc détendeur permet simplement de calculer la température du fluide à l’entrée 
de l’évaporateur car celui-ci subit une détente, supposée être réalisée de manière 
isenthalpique. 

Le bloc de couplage thermique/fluidique de l’évaporateur permet finalement de 
calculer le flux d’entropie lié à l’évaporation du liquide, en exprimant un bilan premier 
principe comme le montre l’équation (V.24). 

�̇�𝑒𝑣𝑎𝑝
𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝 =

Φevap

𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝
=
�̇�𝑒𝑣𝑎𝑝. (ℎ𝑙(𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝

𝑖𝑛 ) − ℎ𝑔(𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝))

𝑇𝑒𝑣𝑎𝑝
 

(V.24) 

2.4. Compresseur 

La modélisation d’un compresseur ou d’une pompe hydraulique avec le couple de 
variables débit volumique (𝑞𝑣) et pression (𝑃) ne pose pas de problème particulier. Dans le 

     

 
    

     

     

     

     
   

     ,    
   

     
 
    ,    
   

     
    

         

      
    

      
  

     

    

       

     

     
     

                  
                       

             
          
           

             
                  

     
  

     
  

     

         
                   

           

         
     

     
   

     



 

  

Chapitre V : Modélisation REM 
135 

cas d’un procédé thermochimique, la température de refoulement du compresseur revêt de 
l’importance et doit être une sortie du bloc compresseur. Il a ici été décidé de se donner un 
peu plus de liberté que ce qu’autorise le formalisme REM et de considérer 3 variables : le débit 
volumique (𝑞𝑣), la pression (𝑃) et la température (𝑇). Le modèle proposé est schématisé sur 
la Figure V.10. 

 

Figure V.10 : Modélisation REM du compresseur. 

2.4.1. Expression du débit volumique 

Le débit volumique de gaz dépend du rendement volumétrique du compresseur (𝜂𝑣) 

et du volume balayé du compresseur à chaque seconde (�̇�𝑏) comme le montre l’équation 
(V.25) . 

𝑞𝑣,𝑎𝑠𝑝 = 𝜂𝑣 . �̇�𝑏 (V.25) 

Le rendement volumétrique peut être estimé à partir de la connaissance du 
coefficient adiabatique du gaz considéré 𝛾 et du ratio entre le volume mort et le volume balayé 

𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝 =
𝑉𝑚𝑜𝑟𝑡

𝑉𝑏
  comme écrit par l’équation (V.26). 

𝜂𝑣 = 1 − 𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝. ((
𝑃𝑜𝑢𝑡
𝑃𝑖𝑛

)

1
𝛾
− 1) (V.26) 

 Le volume balayé à chaque seconde peut quant à lui être exprimé grâce à 
l’équation (V.27). Celui-ci est une fonction de la vitesse de rotation du compresseur (Ω𝑐𝑜𝑚𝑝), 

du volume d’un cylindre (𝑉𝑐𝑦𝑙) et du nombre de cylindres (𝑁𝑐𝑦𝑙).  

�̇�𝑏 =
1

2. 𝜋
. 𝑉𝑐𝑦𝑙. 𝑁𝑐𝑦𝑙. Ω𝑐𝑜𝑚𝑝 (V.27) 

 Finalement, le débit volumique de gaz aspiré par le compresseur peut être obtenu 
par l’équation (V.28). 

𝑞𝑣,𝑎𝑠𝑝 = [1 − 𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝. ((
𝑃𝑜𝑢𝑡
𝑃𝑖𝑛

)

1
𝛾
− 1)] .

1

2. 𝜋
. 𝑉𝑐𝑦𝑙. 𝑁𝑐𝑦𝑙. Ω𝑐𝑜𝑚𝑝 (V.28) 

Le rapport des masses volumiques est ensuite utilisé pour trouver le débit volumique 
de refoulement. 
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2.4.2. Expression de la température de sortie 

La température de sortie peut être estimée en utilisant le rendement isentropique 
(𝜂𝑖𝑠) du compresseur comme le montre l’équation (V.29). Le rendement isentropique sera 
considéré constant en première approximation. 

𝜂𝑖𝑠 =
𝑤𝑐𝑜𝑚𝑝
𝑖𝑠

𝑤𝑐𝑜𝑚𝑝
=
ℎ𝑟𝑒𝑓
𝑖𝑠 − ℎ𝑎𝑠𝑝

ℎ𝑟𝑒𝑓 − ℎ𝑎𝑠𝑝
 (V.29) 

Connaissant l’enthalpie et la pression de refoulement, il est ainsi possible de 
remonter à la température de refoulement à l’aide de relations thermodynamiques ou bien 
de valeurs tabulées. 

2.4.3. Expression du couple moteur 

Afin de calculer le couple moteur du compresseur, un bilan de puissance sur l’arbre 
du compresseur est effectué comme le montre l’équation (V.30). 

Γ𝑐𝑜𝑚𝑝. Ω𝑐𝑜𝑚𝑝 = �̇�𝑔. (ℎ𝑟𝑒𝑓 − ℎ𝑎𝑠𝑝) (V.30) 

2.5. Vanne 

Les équations permettant de calculer le débit à 
travers une vanne dépendent du régime d’écoulement. 
Dans le cas d’un ratio de détente supérieur à 2, on 
considérera que l’écoulement est supersonique et que 
le débit n’est fonction que des caractéristiques amont. 
Dans le cas contraire, il faudra considérer la différence de pression entre l’amont et l’aval afin 
de calculer le débit. Les deux équations permettant d’estimer le débit sont données dans 
(V.31).  

𝑆𝑢𝑏𝑠𝑜𝑛𝑖𝑞𝑢𝑒 (
𝑃𝑖𝑛
𝑃𝑜𝑢𝑡

< 2) ∶ 𝑞𝑣 = 𝑁. 𝐶𝑣 . 𝑃𝑖𝑛. (1 −
2. ΔP

3. 𝑃𝑖𝑛
) . √

Δ𝑃

𝑃𝑖𝑛. 𝐺𝑔 . 𝑇𝑖𝑛

𝑆𝑢𝑝𝑒𝑟𝑠𝑜𝑛𝑖𝑞𝑢𝑒 (
𝑃𝑖𝑛
𝑃𝑜𝑢𝑡

> 2) ∶ 𝑞𝑣 = 0.471.𝑁. 𝐶𝑣 . 𝑃𝑖𝑛. √
1

𝐺𝑔. 𝑇𝑖𝑛

 (V.31) 

3. Modèle REM global 

L’ensemble des composants d’un système thermochimique étant ainsi modélisé, 
l’objectif est désormais de parvenir à un modèle complet de système thermochimique. 
Plusieurs blocs de répartition des flux ont été conçus pour cela. Ces blocs permettent de 
rediriger les flux en fonction de la phase considérée (décomposition ou synthèse) ou bien de 
l’utilisation ou non d’un compresseur. Le modèle complet, représenté sur la Figure V.11, a 
ensuite été implémenté à l’aide de Simulink. Les notations complètes des variables ne sont 
pas indiquées sur ce schéma pour des raisons de lisibilité mais le lecteur pourra se référer aux 
figures et équations précédentes afin d’identifier chacune des variables si nécessaire. 



 

  

Chapitre V : Modélisation REM 
137 

 

Figure V.11 : Schéma REM complet d'un système thermochimique couplant réacteur, 
compresseur, condenseur, réservoir et évaporateur. 
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On remarque dans ce modèle que deux compresseurs sont utilisés mais, dans le 
système réel, un unique compresseur est utilisé. Cet artifice permet de simplifier la 
modélisation du système complet qui permet de simuler les 4 phases de fonctionnement. Ce 
modèle comporte ainsi 4 sources énergétiques : 3 sources/puits de chaleur pour les différents 
fluides caloporteurs (relatifs au réacteur, condenseur et évaporateur) et une source de travail 
pour entraîner le compresseur. Dans le cadre du modèle REM global du système RECIF, 
présenté au Chapitre VI, le couplage thermique avec la pile à combustible s’effectuera alors 
directement en remplaçant la source thermique au niveau du réacteur par un bloc de couplage 
thermique. Il sera également nécessaire de modéliser un moteur électrique permettant de 
faire la liaison entre l’alimentation électrique et la puissance mécanique fournie au 
compresseur. 

4. Validation du modèle 

La série de 4 expérimentations (une pour chaque phase), décrites au Chapitre IV, est 
utilisée pour, d’une part, comparer les résultats de simulation aux résultats expérimentaux, 
d’autre part, d’identifier les paramètres caractéristiques du modèle. Du fait du faible nombre 
de jeux de données à disposition, il est envisagé de consolider la validation par la suite soit en 
menant une autre campagne expérimentale soit en validant ce modèle à l’aide d’un autre 
système expérimental. 

4.1. Méthode d’optimisation 

L’objectif est ici de trouver les meilleures valeurs pour les variables d’optimisation 
sélectionnées. Un algorithme PSO (Particle Swarm Optimisation) a été utilisé pour réaliser 
cette optimisation. Le lecteur pourra se référer au Chapitre II de cette thèse pour obtenir des 
informations sur le fonctionnement de cet algorithme. 

Afin d’estimer le degré de corrélation entre le modèle et les observations 
expérimentales l’indicateur utilisé est la racine de l’erreur quadratique moyenne (𝑅𝐸𝑄𝑀), 
définie par l’équation (V.32), qui exprime la distance moyenne entre les points expérimentaux 
et ceux obtenus par simulation dans les mêmes conditions opératoires. Cet indicateur 
correspond à la racine de la moyenne des erreurs quadratiques entre le modèle (𝑋𝑠𝑖𝑚) et 
l’expérimentation (𝑋𝑒𝑥𝑝) divisée par le nombre de points (𝑁𝑓) acquis sur une durée donnée.   

𝑅𝐸𝑄𝑀 = √
∑ (𝑋𝑠𝑖𝑚(𝑛) − 𝑋𝑒𝑥𝑝(𝑛))

2𝑁𝑓
𝑛=0

𝑁𝑓
 (V.32) 

Afin de déterminer le degré de cohérence du modèle de réacteur, 3 grandeurs pour 
lesquelles les données expérimentales sont connues sont sélectionnées : 

• La pression dans le réacteur (𝑃𝑟). 

• L’avancement (𝑋), déduit de la mesure de la sonde de niveau dans le réservoir 
d’ammoniac liquide. 

• La pression dans le condenseur (𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑) ou dans l’évaporateur (𝑃𝑒𝑣𝑎𝑝) selon la 

phase considérée. 
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Le score d’une particule pour une expérimentation donnée est ainsi calculé comme 
la somme de la REQM pour chacune de ces 3 variables. Pour identifier les paramètres 
caractéristiques et intrinsèques du modèle permettant de minimiser les REQM de ces 
variables et ainsi valider le modèle pour les 4 phases de fonctionnement, le score d’une 
particule est défini comme la somme des scores obtenus pour chaque phase comme le montre 
l’équation (V.33). 

𝑠𝑐𝑜𝑟𝑒 = 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑟
𝑑𝑒𝑐,𝑡ℎ + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑋

𝑑𝑒𝑐,𝑡ℎ + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑
𝑑𝑒𝑐,𝑡ℎ +⋯

  …+ 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑟
𝑑𝑒𝑐,𝑎𝑠 + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑋

𝑑𝑒𝑐,𝑎𝑠 + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑
𝑑𝑒𝑐,𝑎𝑠 +⋯

  …+ 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑟
𝑠𝑦𝑛𝑡,𝑡ℎ + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑋

𝑠𝑦𝑛𝑡,𝑡ℎ + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑒𝑣𝑎𝑝

𝑠𝑦𝑛𝑡,𝑡ℎ +⋯

  …+ 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑟
𝑠𝑦𝑛𝑡,𝑎𝑠 + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑋

𝑠𝑦𝑛𝑡,𝑎𝑠 + 𝑅𝐸𝑄𝑀𝑃𝑒𝑣𝑎𝑝
𝑠𝑦𝑛𝑡,𝑎𝑠

 (V.33) 

Une fonction objectif prenant les variables qu’il est nécessaire de caler en entrée et 
permettant de calculer le score obtenu avec ces variables a alors été définie. Cette fonction 
remplit les tâches suivantes : 

• Récupération des résultats expérimentaux. 

• Chargement des valeurs des variables d’optimisations dans le modèle. 

• Simulation du modèle. 

• Récupération des résultats de simulation. 

• Calcul du score obtenu grâce à l’équation (V.33). 

L’algorithme PSO fait appel à cette fonction pour chaque particule et pour chaque 
position de particule. Les variables d’optimisation sont bornées afin de diminuer la section de 
recherche des particules et une des particules est initialisée à une position permettant 
d’obtenir un bon score dès la première itération pour cette particule. 

Les données d’entrées de la modélisation sont les conditions opératoires de 
l’expérimentation correspondante : 

• Les températures des fluides caloporteur au niveau du réacteur, du 
condenseur et de l’évaporateur. 

• Les débits des 3 fluides caloporteurs. 

• La vitesse de rotation du compresseur lorsque celui-ci est utilisé. 

4.2. Caractéristiques dimensionnelles connues 

Un certain nombre de caractéristiques dimensionnelles du système thermochimique 
est connu. Certaines sont issues de données constructeur comme le nombre de cylindres du 
compresseur, d’autres ont été estimées expérimentalement comme la quantité de sel dans le 
réacteur et certaines ont été estimées par calcul comme le volume mort du réacteur par 
exemple. L’ensemble des valeurs utilisées comme données du modèle liées aux dimensions 
caractéristiques des composants du système sont récapitulées dans le Tableau V.2. 
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 Paramètre Nomenclature Valeur 
R

éa
ct

e
u

r 

Nombre moles de sel dans le réacteur  𝑛𝑠𝑒𝑙 64,9 𝑚𝑜𝑙 

Masse GNE 𝑚𝐺𝑁𝐸 2,21 𝑘𝑔 

Masse paroi réacteur 𝑚𝑝𝑎𝑟𝑜𝑖,𝑟𝑒𝑎𝑐 25,7 𝑘𝑔 

Capacité thermique massique de la paroi 𝑐𝑝,𝑖𝑛𝑜𝑥 502 𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Capacité thermique massique du GNE 𝑐𝑝,𝐺𝑁𝐸 800 𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Capacité thermique molaire du sel  𝑐𝑝,𝑠𝑒𝑙 76,8 𝐽.𝑚𝑜𝑙−1. 𝐾−1 

Enthalpie standard de réaction Δ𝐻𝑟 38 248 𝐽.𝑚𝑜𝑙−1. 𝐾−1 

Entropie standard de réaction Δ𝑆𝑟 232,4 𝐽. 𝑚𝑜𝑙−1 

C
o

m
p

re
ss

e
u

r Rendement isentropique 𝜂𝑖𝑠 0,7 

Volume d’un cylindre 𝑉𝑐𝑦𝑙 0,345 𝐿 

Nombre de cylindres 𝑁𝑐𝑦𝑙 2 

C
o

n
d

en
se

u
r Masse paroi condenseur 𝑚𝑝𝑎𝑟𝑜𝑖,𝑐𝑜𝑛𝑑 2,5 𝑘𝑔 

Capacité thermique massique de la paroi 𝑐𝑝,𝑖𝑛𝑜𝑥 502 𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Volume condenseur 𝑉𝑐𝑜𝑛𝑑 0,5 𝐿 

Fraction volumique de liquide 𝛾𝑐𝑜𝑛𝑑 1 % 

Év
ap

o
ra

te
u

r Masse paroi évaporateur 𝑚𝑝𝑎𝑟𝑜𝑖,𝑒𝑣𝑎𝑝 2,5 𝑘𝑔 

Capacité thermique massique de la paroi 𝑐𝑝,𝑖𝑛𝑜𝑥 502 𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Volume évaporateur 𝑉𝑒𝑣𝑎𝑝 0,5 𝐿 

Fraction volumique de liquide 𝛾𝑒𝑣𝑎𝑝 99 % 

Tableau V.2 : Récapitulatif de l'ensemble des caractéristiques dimensionnelles connues du 
système thermochimique. 

4.3. Paramètres de calage du modèle 

Certains paramètres restent cependant inconnus ou sont simplement difficiles à 
estimer, tels que les coefficients cinétiques, les coefficients d’échange thermique ou des 
caractéristiques impactant le fonctionnement du compresseur. Cet ensemble de données 
inconnues va constituer les paramètres de calage du modèle.  

Les coefficients de l’équation cinétique (V.19) 𝑘𝑐𝑖𝑛 et 𝑛 ne peuvent être estimés par 
calcul et sont donc pris comme variables de calage. On retrouve régulièrement dans la 
littérature l’utilisation de coefficients différents pour la décomposition et la synthèse, cette 
méthode sera également appliquée ici ce qui impliquera l’identification de 4 paramètres 
cinétiques différents. 
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Comme expliqué précédemment, les coefficients d’échange thermique sont 
relativement difficiles à estimer par manque de corrélations adaptées du fait de la complexité 
des échangeurs. Pour cette raison, l’ensemble des coefficients de transfert thermique est 
calculé à partir de coefficients de calages qui seront à identifier. Le coefficient d’échange 
thermique entre le sel et la paroi est directement pris en tant que variable tandis que les 3 
autres coefficients sont estimés à partir des équations présentées dans (V.34). 

𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑒𝑥𝑡 = 𝐴. �̇�𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐
0,6  

(V.34) 𝐻𝑆𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝐵. �̇�𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑐𝑜𝑛𝑑
0,8  

𝐻𝑆𝑒𝑣𝑎𝑝 = 𝐶. �̇�𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑒𝑣𝑎𝑝
0,8  

  Enfin, le ratio 𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝 entre le volume mort du compresseur et le volume balayé est 

également ajouté car cette variable n’est pas fournie par le constructeur. 

Le calage a ainsi été effectué à partir des 9 coefficients récapitulés dans le Tableau 
V.3. Pour chacune des variables, des bornes sont définies afin de limiter l’espace des solutions. 
Les bornes sont dans un premier temps prises assez large puis diminuée au fur et à mesure 
des itérations. 

Variables de calage Equation 

Coefficient cinétique décomposition (𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑑𝑒𝑐) 
𝑑𝑋

𝑑𝑡
= 𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑑𝑒𝑐. 𝑋

𝑛𝑑𝑒𝑐 . ln (
𝑃𝑒𝑞(𝑇𝑟)

𝑃𝑟
) 

Exposant cinétique décomposition (𝑛𝑑𝑒𝑐) 
𝑑𝑋

𝑑𝑡
= 𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑑𝑒𝑐. 𝑋

𝑛𝑑𝑒𝑐 . ln (
𝑃𝑒𝑞(𝑇𝑟)

𝑃𝑟
) 

Coefficient cinétique synthèse (𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑠𝑦𝑛𝑡) 
𝑑𝑋

𝑑𝑡
= 𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑠𝑦𝑛𝑡 . (1 − 𝑋

𝑛𝑠𝑦𝑛𝑡). ln (
𝑃𝑒𝑞(𝑇𝑟)

𝑃𝑟
) 

Exposant cinétique synthèse (𝑛𝑠𝑦𝑛𝑡) 
𝑑𝑋

𝑑𝑡
= 𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑠𝑦𝑛𝑡 . (1 − 𝑋

𝑛𝑠𝑦𝑛𝑡). ln (
𝑃𝑒𝑞(𝑇𝑟)

𝑃𝑟
) 

Coefficient de transfert sel/paroi (𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡) Φ = 𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡(𝑇𝑝𝑎𝑟,𝑟𝑒𝑎𝑐 − 𝑇𝑟) 

Coefficient de transfert calo/paroi réacteur (𝐴) 𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑒𝑥𝑡 = 𝐴. �̇�𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑟𝑒𝑎𝑐
0,6  

Coefficient de transfert global condenseur (𝐵) 𝐻𝑆𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝐵. �̇�𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑐𝑜𝑛𝑑
0,8  

Coefficient de transfert global évaporateur (𝐶) 𝐻𝑆𝑒𝑣𝑎𝑝 = 𝐶. �̇�𝑐𝑎𝑙𝑜,𝑒𝑣𝑎𝑝
0,8  

Ratio volume mort/volume balayé (𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝) 𝜂𝑣 = 1− 𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝. ((
𝑃𝑜𝑢𝑡
𝑃𝑖𝑛

)

1
𝛾
− 1) 

Tableau V.3 : Tableau récapitulatif des variables de calage du modèle. 

4.4. Résultats 

Une minimisation de l’erreur quadratique moyenne réalisée avec 20 particules sur 50 
itérations donne les valeurs récapitulées dans le Tableau V.4 pour les différents paramètres 
de calage du modèle. 
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Variables de calage Nomenclature Valeur 

Coefficient cinétique décomposition  𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑑𝑒𝑐 1.10−3 

Exposant cinétique décomposition 𝑛𝑑𝑒𝑐  1,7 

Coefficient cinétique synthèse 𝑘𝑐𝑖𝑛,𝑠𝑦𝑛𝑡 1.10−3 

Exposant cinétique synthèse 𝑛𝑠𝑦𝑛𝑡 0,3 

Coefficient de transfert sel/paroi 𝐻𝑆𝑟𝑒𝑎𝑐,𝑖𝑛𝑡 524 𝑊. 𝐾−1 

Coefficient de transfert calo/paroi réacteur 𝐴 2500 

Coefficient de transfert global condenseur 𝐵 2500 

Coefficient de transfert global évaporateur 𝐶 2800 

Ratio volume mort/volume balayé 
compresseur 

𝜀𝑐𝑜𝑚𝑝 0,2 

Tableau V.4 : Valeurs retenues pour les paramètres de calage du modèle. 

La Figure V.12 permet de visualiser l’écart entre les données expérimentales et 
simulées pour les 4 phases de fonctionnement. Il est ainsi possible de constater que quel que 
soit la phase de fonctionnement simulée, l’écart de pression entre l’expérimentation et la 
simulation n’est jamais supérieur à 1 bar tandis que pour l’avancement l’écart n’est jamais 
supérieur à 0,1. 

 
Figure V.12 : Ecart entre l'expérimentation et la simulation pour la pression du réacteur, du 

condenseur ou de l'évaporateur et de l'avancement. 

Les figures suivantes montrent les évolutions temporelles comparées des variables 
caractéristiques du réacteur simulées et expérimentales : la pression, la température de paroi 
et l’avancement global de réaction.  Pour la phase de décomposition thermique représentée 
sur la Figure V.13, on constate que le modèle est cohérent pour les pressions et les 
températures mais présente une légère dérive pour la pression. En analysant les résultats 
expérimentaux pour ce jeu de données, on constate que la remontée en pression observée 
pour cet essai, est due à l’évolution croissante de la température ambiante qui impacte la 
pression du condenseur. Le modèle ne tenant pas compte de l’échange thermique entre le 
condenseur et le milieu ambiant, il est normal d’observer cette dérive. 
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Figure V.13 : Comparaison des résultats simulés (en traits pointillés) et expérimentaux (en 

trait plein) pour la décomposition thermique. 

Le même phénomène que pour la décomposition thermique est observé pour la 
décomposition assistée, la remontée en pression du condenseur due à l’augmentation de la 
température ambiante n’étant pas prise en compte dans le modèle. Les autres paramètres 
sont convenablement estimés comme il est possible de le constater sur la Figure V.14.

 

Figure V.14 : Comparaison des résultats simulés (en traits pointillés) et expérimentaux (en 
trait plein) pour la décomposition assistée. 

Concernant la synthèse thermique, le modèle permet d’obtenir une très bonne 
estimation des températures et de l’avancement mais, comme il est possible de le constater 
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sur la Figure V.15, la pression est légèrement sous-estimée. Néanmoins, cette approximation 
reste convenable pour l’utilisation du modèle qui en sera faite par la suite car la différence de 
pression ne dépasse pas 1 bar ici. 

 
Figure V.15 : Modèle (en traits pointillés) et données expérimentales (en trait plein) pour la 

synthèse thermique. 

Enfin, comme on peut le voir sur la Figure V.16, la synthèse assistée est quant à elle 
correctement décrite par le modèle. 

 
Figure V.16 : Modèle (en traits pointillés) et données expérimentales (en trait plein) pour la 

synthèse assistée. 
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5. Conclusion 

Ce chapitre a permis de présenter une nouvelle approche de modélisation de 
systèmes thermochimiques basées sur le formalisme multiphysique de la REM 
(Représentation Énergétique Macroscopique). Ce formalisme, appliqué à ce type de procédé 
présente divers avantages. Il permet notamment un couplage aisé avec d’autres systèmes 
modélisés selon ce formalisme. De plus, les structures de commande qu’il est possible 
d’obtenir par inversion du modèle peuvent s’avérer particulièrement intéressantes puisque 
l’utilisation du compresseur amène un degré de liberté supplémentaire au système. 

Les résultats expérimentaux acquis sur le démonstrateur et présentés au Chapitre IV, 
ont permis d’identifier les paramètres de calage des composants. L’algorithme PSO utilisé ici 
s’est avéré efficace pour obtenir une estimation convenable des paramètres de calage. Le 
modèle permet ainsi une très bonne estimation du comportement expérimental sur les 
différents jeux de résultats expérimentaux. Il reste cependant nécessaire de valider le 
comportement du modèle sur d’autres jeux de données expérimentaux afin de s’assurer de 
sa validité pour d’autres conditions opératoires.  

Le Chapitre VI est dédié aux différentes utilisations que peut offrir un tel outil 
numérique, ainsi validé expérimentalement. 
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Chapitre VI : Exploitation du modèle REM pour le contrôle de 
procédés thermochimiques hybrides 

L’objet de ce chapitre est d’illustrer par des exemples d’application, ce que permet le 
modèle REM du système thermochimique développé au chapitre précédent et montrer ce que 
le formalisme REM peut apporter pour le contrôle du procédé. En effet, l’inversion du modèle 
REM permet d’obtenir une structure maximale de commande (SMC), comportant ainsi le 
nombre maximal de capteurs à utiliser pour réaliser cette commande. Il est ensuite possible 
d’effectuer divers compromis pour réduire ce nombre de capteurs afin d’obtenir une structure 
pratique de commande (SPC) ce qui peut s’avérer essentiel pour le pilotage d’un système réel. 

L’inversion du modèle REM et les structures de commande qui en découlent sont 
présentées à travers deux cas d’études. Dans un premier temps, une production de froid par 
un procédé thermochimique hybride pour une chambre froide négative est proposée. Dans le 
cas d’un procédé thermochimique conventionnel, cette régulation est généralement 
effectuée par un contrôle du débit d’ammoniac à l’aide d’une électrovanne asservie. L’étude 
propose ici d’utiliser le compresseur pour réguler le débit d’évaporation et par conséquent la 
température de la chambre froide à une valeur de consigne lorsque sa charge frigorifique varie 
au cours du temps. Dans un second cas d’étude, un couplage est effectué entre le modèle 
REM de la pile à combustible et celui du système thermochimique hybride. L’inversion issue 
de ce couplage permet ainsi de montrer comment la température de la pile à combustible 
peut être régulée grâce à une commande en vitesse appliquée au compresseur. Ce point est 
particulièrement intéressant dans le cadre du projet RECIF car sans compresseur il serait 
nécessaire de dévier une partie du flux thermique de la pile vers un aérotherme pour éviter 
sa surchauffe, réduisant alors l’efficacité énergétique du réseau. 

1. Régulation en température d’une chambre  roide négative 

Le modèle REM établi précédemment permet, par inversion du modèle, de piloter le 
compresseur en phase de synthèse afin de réguler la température d’une charge froide. 
L’intégration d’un compresseur au procédé thermochimique permettant d’atteindre des 
températures proches de -30 °C, l’application envisagée ici est la régulation de la température 
d’une chambre froide négative à -18 °C, température courante pour les applications de 
congélation. Une illustration du procédé thermochimique étudié est proposée sur la Figure 
VI.1. 

 
Figure VI.1 : Schématisation du procédé thermochimique hybride de régulation de la 

température d'une chambre froide négative. 
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Pour réaliser cette étude, il est nécessaire d’avoir une estimation de la charge 
frigorifique de la chambre froide à chaque instant. La première partie est donc dédiée à la 
présentation de la méthodologie employée pour y parvenir. L’inversion du modèle et le 
réglage des correcteurs sont détaillés dans un deuxième temps. Enfin, les résultats obtenus 
pour cette régulation sont présentés en dernière partie. 

1.1. Modèle de chambre froide négative 

1.1.1. Présentation de la chambre froide 

Comme présenté dans le Chapitre V (cf. V.4.3), certaines variables du modèle sont 
difficiles à estimer et résultent ainsi d’une identification paramétrique permettant de les caler 
afin que le modèle suive au mieux le comportement réel du système. Pour cette étude, les 
paramètres caractéristiques du prototype identifiés précédemment pour valider le modèle 
REM en exploitant les résultats de la campagne expérimentale sont réutilisés. Pour cette 
raison, la chambre froide disponible dans le commerce, est choisie de telle sorte qu’elle puisse 
être alimentée à partir du prototype. Seul le nombre de tubes réactifs a été modifié pour être 
porté à 21 (au lieu de 7) afin d’obtenir une quantité d’énergie suffisante pour alimenter une 
chambre froide pendant 24h. Pour cette étude, une chambre froide de 1300 L a ainsi été 
sélectionnée, une photographie de celle-ci ainsi que le récapitulatif de ses caractéristiques est 
disponible sur la Figure VI.2. 

 
Figure VI.2 : Photographie de la chambre froide et récapitulatif des caractéristiques 

techniques. 

L’objectif est ici de réguler la température de cette chambre froide à -18 °C pendant 
24h. La température extérieure est supposée constante et égale à 25 °C. Afin de modéliser la 
puissance des apports thermiques en fonction du temps pour cette chambre, une étude 
énergétique a été effectuée pour quantifier les quantités de chaleur apportée en 24h. Ces 
apports thermiques sont de nature diverse, l’étude présentée ne considère cependant que 3 
types d’apports différents :   
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 Les apports par transfert thermique à travers les parois. 
 Le renouvellement de l’air dû à l’ouverture de la porte. 
 La chaleur apportée par les ingrédients introduits dans la chambre froide. 

1.1.2. Apports thermiques à travers la paroi 

Les apports thermiques par transfert de chaleur à travers la paroi sont relativement 
aisés à déterminer grâce à l’équation (VI.1). L’évaluation de ces apports requiert la 
connaissance de la surface d’échange (𝑆), du coefficient global de transfert thermique par la 
paroi (𝐻), qui est une donnée constructeur, de la température de la chambre froide (𝑇𝑐𝑓), de 

celle du milieu extérieur (𝑇𝑎𝑚𝑏) et de la durée (Δ𝑡) sur laquelle ces pertes ont lieues (24h dans 
le cas présent). 

𝑄𝑡𝑟𝑎𝑛𝑠 = 𝐻. 𝑆. (𝑇𝑐𝑓 − 𝑇𝑎𝑚𝑏). Δt (VI.1) 

1.1.3. Apports thermiques dus à l’ouverture de la chambre froide 

L’ouverture régulière de la chambre froide, entraîne un renouvellement de l’air à 
l’intérieur de celle-ci. Afin de prendre en compte cet apport thermique l’équation (VI.2), 
extraite de [84], est utilisée. Dans cette équation 𝜏 représente le temps d’ouverture de la porte 
en minutes par heure, 𝑆𝑝 la surface de la porte, 𝜌 la masse volumique et ℎ l’enthalpie massique 

de l’air aux conditions intérieures et extérieures. 

𝑄𝑎𝑖𝑟 = 24. (8 + 0.067. (𝑇𝑎𝑚𝑏 − 𝑇𝑐𝑓)) . 𝜏𝑝. 𝑆𝑝. √1 −
𝜌𝑎𝑚𝑏
𝜌𝑐𝑓

. (ℎ(𝑇𝑎𝑚𝑏) − ℎ(𝑇𝑐𝑓))  (VI.2) 

Il sera considéré dans la suite que la porte est ouverte 4 minutes par heure pendant 
les 6h de fonctionnement du restaurant. Cela revient donc à considérer une ouverture d’une 
minute par heure sur 24h. 

1.1.4. Apports thermiques dus à l’introduction de denrées dans la chambre froide 

L’introduction d’une masse d’ingrédients (𝑚𝑖𝑛𝑔) à température ambiante dans la 

chambre froide représente un apport de chaleur qu’il est nécessaire de prendre en compte. 
Cet apport de chaleur résulte du refroidissement sensible de chaque ingrédient jusqu’à sa 
température de congélation (𝑇𝑐𝑜𝑛𝑔), de la chaleur latente nécessaire à son changement d’état 

(𝑙), et de la chaleur sensible pour l’amener jusqu’à la température de la chambre froide 
(𝑐𝑝,𝑐𝑜𝑛𝑔). L’équation (VI.3) est utilisée pour effectuer ce calcul. 

𝑄𝑖𝑛𝑔 = 𝑚𝑖𝑛𝑔. 𝑐𝑝,𝑟𝑒𝑓. (𝑇𝑎𝑚𝑏 − 𝑇𝑐𝑜𝑛𝑔) + 𝑚𝑖𝑛𝑔. 𝑙 + 𝑚𝑖𝑛𝑔. 𝑐𝑝,𝑐𝑜𝑛𝑔. (𝑇𝑐𝑜𝑛𝑔 − 𝑇𝑐𝑓)  (VI.3) 

Cette chambre froide étant destinée à la restauration, il a été considéré qu’en 
moyenne 25kg d’ingrédients sont renouvelés chaque jour. Les différentes capacités 
thermiques ainsi que la chaleur latente sont disponibles dans la littérature pour un grand 
nombre d’ingrédients. Il a ainsi été possible d’estimer des valeurs moyennes pour chacun de 
ces paramètres qui sont récapitulés dans le Tableau VI.1. 
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Donnée Valeur 

Capacité thermique massique au-dessus 
de la température de congélation 

3,5 𝑘𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Chaleur latente 250 𝑘𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Capacité thermique massique en-dessous 
de la température de congélation 

2 𝑘𝐽. 𝑘𝑔−1. 𝐾−1 

Température de congélation −1 °𝐶 

Tableau VI.1 : Récapitulatif des caractéristiques thermodynamiques moyennes des 
ingrédients. 

A partir de ces données, l’apport de chaleur journalier dû à l’introduction 
d’ingrédients dans la chambre froide a été estimé à 2,6 kWh. 

1.1.5. Bilan d’énergie 

L’énergie thermique apportée à la chambre froide durant 24h est calculée en 
sommant les 3 types d’apports décrits précédemment. Les résultats sont récapitulés dans 
le Tableau VI.2  

T pe d’apport Nomenclature Valeur 

Transfert thermique à travers la paroi 𝑄𝑡𝑟𝑎𝑛𝑠 4,1 𝑘𝑊ℎ 

Ouverture de la porte (1min/h) 𝑄𝑎𝑖𝑟 2,8 𝑘𝑊ℎ 

Introduction de denrées à température 
ambiante 

𝑄𝑖𝑛𝑔 2,6 𝑘𝑊ℎ 

Total 𝑄𝑎𝑝𝑝𝑜𝑟𝑡𝑠 𝟗, 𝟓 𝒌𝑾𝒉 

Tableau VI.2 : Récapitulatif des apports de chaleur dans la chambre froide en 24h. 

1.1.6. Profil de puissance 

L’équation régissant la température de la chambre froide en fonction du temps peut 
être obtenue à partir d’un bilan de puissance comme le montre l’équation (VI.4). 

(𝑚. 𝑐𝑝)𝑐𝑓.
𝑑𝑇𝑐𝑓

𝑑𝑡
= �̇�𝑎𝑝𝑝𝑜𝑟𝑡𝑠 − �̇�𝑒𝑣𝑎𝑝 (VI.4) 

Pour obtenir un modèle dynamique de la puissance thermique introduite dans la 
chambre froide, il serait nécessaire de définir un profil d’utilisation de celle-ci en considérant 
des horaires d’ouverture de porte ou d’introduction des aliments. Pour rester le plus 
générique possible, un profil type de puissance frigorifique a été sélectionné dans la littérature 
[85] et adapté à l’étude afin que l’intégrale de cette puissance sur la journée corresponde aux 
apports de chaleur calculés précédemment. Le profil de la Figure VI.3 est ainsi obtenu.  
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Figure VI.3 : Profil des apports thermiques de la chambre froide au cours d’une journée type.  

1.2. Inversion du modèle 

L’objectif est ici d’obtenir une structure de commande permettant de piloter le 
compresseur afin de réguler la température de la chambre froide. Une inversion de modèle 
doit alors être réalisée afin de déterminer la valeur de consigne de la vitesse de rotation du 
compresseur en fonction de la température de consigne de la chambre froide. Cette inversion 
peut être vue comme une inversion de la fonctionnalité physique du système. Une chaîne de 
réglage, correspondant à une série de paramètres à régler afin de passer de la variable de 
réglage d’entrée (la vitesse de rotation du compresseur), à la variable réglée de sortie (la 
température de la chambre froide) doit être définie à partir du modèle. Cette chaîne est 
ensuite inversée afin d’obtenir une chaîne de commande permettant de déterminer la loi de 
commande de la vitesse de rotation du compresseur en fonction de la température de la 
chambre froide. Cette méthodologie permet ainsi d’identifier les blocs qu’il sera nécessaire 
d’inverser ainsi que les variables à contrôler. Ces deux chaînes, ainsi que le modèle REM sont 
présentés sur la Figure VI.4. 
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Figure VI.4 : Description des chaînes de réglage et de commande pour la régulation de la 

température de la chambre froide à partir de la variable de commande. 
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La méthode utilisée pour l’inversion de chaque bloc est décrite par Walter et al. [69]. 
Trois types de blocs interviennent dans la chaîne de commande : 2 blocs d’accumulation, un 
bloc de couplage monophysique et 2 blocs de conversion multiphysique. L’inversion fait 
apparaître deux correcteurs qu’il est nécessaire de régler et des boucles de régulations 
imbriquées. Le modèle obtenu après inversion de chacun de ces blocs ainsi que le schéma bloc 
équivalent de la régulation sont décrits sur la Figure VI.5. 

Les boucles de régulation étant imbriquées il est essentiel que les constantes de 
temps, choisies à partir des paramètres des correcteurs, soient en cohérence les unes avec les 
autres de manière à ce que la boucle interne soit plus rapide que la boucle externe. Dans un 
premier temps, afin de simplifier le réglage, les correcteurs utilisés sont de type 
proportionnels. Leurs gains respectifs ont été réglés manuellement de façon à obtenir une 
boucle de régulation interne dont le temps de réponse est environ 10 fois inférieur à la boucle 
externe. Pour cette raison le gain du correcteur C1 est égal à 1 et celui de C2 à 10.  

1.3. Résultats 

Les paramètres géométriques et thermodynamiques considérés sont ceux du 
prototype RECIF hormis concernant le nombre de tubes réactifs qui a été passé à 21 au lieu 
de 7. Les surfaces d’échange, la masse des parois, du mélange réactif et le volume mort ont 
été modifiés en conséquence. Les paramètres de la chambre froide sont ceux décrits dans la 
Figure VI.1. La température ambiante est considérée constante et égale à 25 °C. 

Les résultats obtenus sont décrits sur la Figure VI.6. On constate ainsi que l’objectif 
est atteint, la température de la chambre froide peut ainsi être maintenue à -18 °C pendant 
24h en adaptant la vitesse de rotation du compresseur. On constate également que le choix 
d’utiliser 21 tubes réactifs au lieu de 7 est justifié car la réaction de synthèse est complète en 
fin de journée (𝑋 ≃ 1). On remarque néanmoins que le compresseur, bien qu’il corresponde 
à l’une des plus petites puissances disponible sur le marché est ici surdimensionné par rapport 
à la charge frigorifique de la chambre froide : sa vitesse de rotation est trop faible pour assurer 
une lubrification correcte de celui-ci. Il serait ainsi nécessaire de le faire tourner à une vitesse 
plus élevée qui soit convenable pour le compresseur (environ 35% de sa vitesse nominale, 
comme le préconise le constructeur) et utiliser un by-pass afin de réinjecter une partie des 
vapeurs comprimées du refoulement vers l’aspiration. A noter que ce type de modulation de 
capacité est peu efficace du point de vue énergétique. 
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Figure VI.5 : Schéma de l'inversion du modèle permettant de réguler la température de la 
chambre froide à partir de la vitesse de rotation du compresseur. 

 
Figure VI.6 : Résultats obtenus pour la régulation de la température de la chambre froide à -

18 °C par pilotage de la vitesse de rotation du compresseur. 

2. Couplage pile à combustible – système thermochimique 

Afin de démontrer la faisabilité du couplage thermique entre la pile à combustible et 
le système thermochimique en décomposition, il sera supposé dans un premier temps que ces 
2 composants sont reliés par l’intermédiaire d’un ballon de stockage d’eau chaude. Ainsi, le 
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couplage des 2 systèmes revient à utiliser un bloc d’accumulation représentant ce ballon dans 
lequel chacun des deux systèmes vient puiser ou rejeter de l’énergie thermique via le 
caloporteur. Pour simplifier l’étude de la régulation de la température de la pile à combustible 
avec comme variable de commande la vitesse de rotation du compresseur, on supposera que 
les débits de caloporteur de la pile et du réacteur sont constants et égaux. Il serait intéressant, 
pour une application réelle et afin de d’approfondir l’étude de cette régulation, d’obtenir des 
lois de commandes de ces 2 débits de caloporteurs. En effet, dans le cas présent, le fait de 
considérer un débit de caloporteur constant pour la pile ralentit sa mise en température. Un 
schéma du couplage proposé est décrit sur la Figure VI.7. 

 
Figure VI.7 : Schéma du couplage proposé entre la pile à combustible et le système 

thermochimique. 

Les chaînes de réglage et de commande ainsi qu’une présentation du modèle sont 
visibles sur la Figure VI.8. Sur ce schéma, le premier bloc de forme cubique représente le 
modèle REM de la pile à combustible, modélisé par de nombreux blocs non visibles ici afin 
d’améliorer la lisibilité du schéma. 

On constate sur la chaîne de commande 5 blocs d’accumulation, qui implique pour 
l’inversion le réglage de 5 correcteurs. Ce réglage n’est pas aisé et fait appel à des notions de 
régulation par des correcteurs complexes avec imbrication de différentes boucles de 
régulation. Pour contourner ce problème, les 5 correcteurs seront considérés ici comme des 
correcteurs proportionnels dont le gain est réglé approximativement dans un premier temps 
puis affiné à l’aide d’un algorithme d’optimisation PSO dont le fonctionnement est décrit au 
Chapitre II. La fonction objectif de cet algorithme d’optimisation consiste à minimiser la 
distance entre la consigne de température de la pile et la température simulée de la pile. Cette 
distance est calculée comme la racine de l’erreur quadratique moyenne (REQM) comme le 
montre l’équation (VI.5). 

𝑅𝐸𝑄𝑀 = √
∑ (𝑇𝑝𝑎𝑐

𝑐𝑜𝑛𝑠𝑖𝑔𝑛𝑒(𝑛) − 𝑇𝑝𝑎𝑐
𝑠𝑖𝑚𝑢𝑙é𝑒(𝑛))

2𝑁𝑓
𝑛=0

𝑁𝑓
 (VI.5) 
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Figure VI.8 : Modèle REM du couplage de la pile à combustible et du système 

thermochimique. Représentation des chaînes de réglage et de commande. 
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Les valeurs obtenues pour chaque gain de chaque correcteurs sont récapitulées dans 
le Tableau VI.3. Le faible gain du dernier correcteur s’explique par le temps de réponse bien 
plus important du bloc correspondant. En effet, les 4 premiers correcteurs interviennent pour 
réguler une température régie par une équation différentielle du premier ordre dont le temps 
de réponse est de l’ordre de quelques secondes alors que le dernier correcteur permet de 
réguler un phénomène mécanique (le débit de gaz) ayant une constante de temps bien plus 
faible. 

Donnée Valeur 

Gain correcteur 𝑇𝑝𝑎𝑐 9,5 

Gain correcteur 𝑇𝑐𝑎𝑙𝑜 0,95 

Gain correcteur 𝑇𝑝𝑎𝑟 11,5 

Gain correcteur 𝑇𝑟𝑒𝑎𝑐 72,2 

Gain correcteur �̇�𝑔 2,3.10−9 

Tableau VI.3 : Gains des différents correcteurs proportionnels obtenus par optimisation PSO. 

Pour tester la régulation de la pile avec ces correcteurs proportionnels, la 
température de consigne de la pile est réglée à 60 °C pendant toute la durée de la simulation. 
Le courant débité par la pile est imposé par un profil de puissance variable dans le temps. La 
dynamique du profil de courant est caractérisée par des variations fixées à 1 A/s ce qui 
correspond aux données constructeurs. Les résultats de la Figure VI.9 présentent le profil de 
courant, la température de la pile, du caloporteur, de la paroi du réacteur et du mélange 
réactif, l’avancement de la réaction et enfin la commande de vitesse à appliquer au 
compresseur. 

Ces résultats démontrent que le fonctionnement thermique de la pile peut être 
contrôlé par le compresseur du procédé thermochimique. Avec les paramètres de correcteurs 
considérés, la température de la pile est relativement bien régulée et ne dépasse jamais la 
consigne de plus de 5°C. On note néanmoins que cette régulation pourrait sans aucun doute 
être améliorée, notamment en implémentant des correcteurs intégrales et dérivés, et 
probablement par un meilleur réglage des gains de chaque correcteur. 
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Figure VI.9 : Résultats de la régulation de la température de la pile à partir de la vitesse de 

rotation du compresseur. 
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3. Modèle REM du système RECIF 

L’objectif est ici d’obtenir la structure générale du modèle REM représentatif du 
micro-réseau RECIF. Les composants du micro-réseau ont été décrits au préalable dans le 
Chapitre II de ce mémoire. 

3.1. Convertisseurs électroniques du micro-réseau 

Le micro-réseau RECIF fait appel à de nombreux convertisseurs qui permettent 
notamment de respecter les différents niveaux de tension dans le réseau. Les règles 
d’association des sources de courant et de tension imposent qu’une source de courant débite 
nécessairement dans une source de tension et inversement. Ainsi, tout convertisseur pourra 
être modélisé au formalisme REM selon un des deux schémas présentés sur la Figure VI.10. 
Ces convertisseurs disposent toujours d’une entrée de réglage (m) permettant d’ajuster la 
sortie par rapport à l’entrée. 

 
Figure VI.10 : Blocs de représentation des convertisseurs électroniques. 

3.2. Les panneaux photovoltaïques  

La modélisation d’un module photovolta que passe normalement par la transcription 
de la conversion de l’irradiance en puissance électrique. Néanmoins, il n’existe pas de variable 
d’action et de réaction évidentes permettant de modéliser l’irradiance comme le produit de 
ces deux variables. C’est pourquoi les premiers modèles REM de modules photovolta ques ne 
faisaient appels qu’à une unique grandeur d’action comme proposé par Pankow [86]. Une 
nouvelle approche permettant la modélisation à l’aide de deux variables a cependant été 
développée en 2013 par Krehi et al. [87]. La variable d’action est alors le flux de photons noté 
�̇�𝑝 par unité de surface (en 𝑠−1. 𝑚−2) et la variable de réaction est la distribution surfacique 

de ces photons sur la surface considérée 𝐸𝑠 (en 𝐽.𝑚2). On retrouve également dans cette 
thèse un modèle du comportement thermique du module photovoltaïque qui pourrait 
s’avérer intéressant si une récupération de la chaleur produite par les panneaux PV et sa 
valorisation par le système thermochimique étaient par la suite envisagées. Le comportement 
thermique du panneau est cependant négligé en première approximation. 

On retrouve en sortie des panneaux photovoltaïques un convertisseur permettant 
d’adapter le niveau de tension des panneaux à celui du bus DC. Ce convertisseur permet 
d’adapter le coefficient 𝑚 du régulateur afin que les panneaux solaires travaillent à un niveau 
de tension permettant de maximiser la puissance produite, on parle alors de régulation MPPT 
(Maximum Power Point Tracking). Il sera ainsi nécessaire, lors de l’inversion du modèle de 
panneaux photovoltaïques, de veiller à ce que le réglage du coefficient 𝑚 soit similaire à celui 
effectué par le régulateur réellement utilisé. Enfin, un condensateur et une inductance sont 
généralement installés afin de lisser les ondulations de tension et de courant en sortie du 
panneau. 
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L’ensemble de ces considérations permet ainsi d’établir le modèle REM présenté sur 
la Figure VI.11. Le schéma du haut représente le modèle tel qu’il est présenté par  réhi et al.  
[87] et celui du bas son modèle REM global, représenté de manière simplifiée par un unique 
bloc. La liberté a été prise ici de représenter ces schémas globaux par un bloc cubique.  

 

Figure VI.11 : Modèle REM d'un panneau PV (en haut) et simplification proposée (en bas). 

3.3. Les batteries électrochimiques 

Plusieurs modélisations de batteries ont été proposées dans la littérature, un état de 
l’art est notamment disponible dans [88]. Une batterie peut être vue comme une source de 
tension dont la valeur est dépendante du courant reçu ou débité par le pack de batteries. On 
retrouve en sortie des batteries un régulateur de charge permettant d’obtenir un niveau de 
tension convenable pour assurer la charge des batteries. Le modèle associé est présenté sur 
la Figure VI.12. La variable de réglage 𝑚 correspond à l’entrée de réglage permettant par 
exemple de réguler la tension de charge des batteries. Comme pour les panneaux solaires, il 
sera ainsi nécessaire lors de l’inversion du modèle que le réglage de cette variable 
corresponde à celui implanté dans le régulateur de charge du système. 

 
Figure VI.12 : Modèle REM des batteries électrochimiques. 
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3.4. L’électrolyseur 

Un modèle d’électrolyseur à membrane à échange de proton (PEM) a été développé 
par Agbli et al.  [76], le lecteur pourra s’y référer pour obtenir le modèle détaillé. Sans entrer 
dans le détail des équations qui composent ce modèle, on constate que l’électrolyseur 
échange avec 5 sources différentes. Une source électrique permettant de l’alimenter en 
monophasé, 2 sources pour la production d’hydrogène et d’oxygène, 1 source d’eau 
déminéralisée et 1 source thermique pour le refroidissement. Le modèle peut ainsi être mis 
sous la forme de la Figure VI.13. 

 
Figure VI.13 : Modèle REM global de l'électrolyseur. 

3.5. La pile à combustible 

Plusieurs modèles de pile à combustible ont été modélisés avec le formalisme REM. 
Le modèle le plus proche de cette pile à combustible est probablement celui présenté par 
Agbli et al. [89]. Comme pour l’électrolyseur, la pile à combustible est connectée aux mêmes 
sources.  Le modèle peut ainsi être mis sous la forme présentée sur la Figure VI.14. 

 

 

Figure VI.14 : Modèle REM global de la pile à combustible. 

       
         

         

 
              
             

 

 

        

     ,  

 
 ,    

     ,   

         2

         2

       
          

     

   

       
         

         

 
             
             

 

 

           

     ,   

  ,    
     ,    

          2

    
    

  2

       
          

    

    



 

  

Chapitre VI : Exploitation du modèle REM pour le contrôle de procédés thermochimiques hybrides 
163 

3.6. L’interface entre la pile à combustible et l’électrolyseur 

L’électrolyseur et la pile à combustible sont connectés au travers d’un circuit 
hydraulique décrit précédemment. On retrouve sur ce circuit un réservoir d’eau brute, un 
déminéralisateur puis un second réservoir d’eau déminéralisée. Afin de simplifier le modèle 
REM, un unique réservoir est modélisé dans un premier temps et le déminéralisateur n’est 
pas modélisé car il ne change pas le comportement du circuit hydraulique. Le modèle du circuit 
hydraulique peut alors simplement être mis sous la forme présentée sur la Figure VI.15. 

 
Figure VI.15 : Modèle REM de la boucle de couplage hydraulique entre l’électrolyseur et la 

pile à combustible. 

L’électrolyseur et la pile à combustible sont également connectés au travers d’un 
circuit d’hydrogène. L’hydrogène produit par l’électrolyseur s’écoule directement dans un 
réservoir de 850 L au travers d’un clapet anti-retour. Lors du fonctionnement de la pile à 
combustible, l’hydrogène gazeux est détendu afin de diminuer sa pression entre 4 et 10 bar 
puis s’écoule au travers d’un clapet anti-retour. Le modèle REM proposé est décrit sur la Figure 
VI.16. 

 

 

Figure VI.16 : Modèle REM du circuit d'hydrogène entre l'électrolyseur et la pile à 
combustible. 

3.7. Schéma REM global du micro-réseau 

Afin de modéliser l’ensemble du réseau électrique, il est nécessaire de coupler les 
différents éléments entre eux. Les couplages électriques se font au travers de convertisseurs 
décrits précédemment. Le couplage thermique entre la pile à combustible et le système 
thermochimique se fait par l’intermédiaire d’un ballon de stockage du fluide caloporteur 
comme décrit dans la deuxième partie de ce chapitre. Le schéma final obtenu est décrit sur 
la Figure VI.17. 
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Figure VI.17 : Schéma REM global du micro-réseau RECIF. 

4. Conclusion 

Ce chapitre permet de mettre en évidence les deux grands avantages qu’apporte le 
formalisme REM : l’obtention de structure de commande par inversion et le couplage à 
d’autres systèmes modélisés sous ce même formalisme. 

Dans un premier temps, une étude sur la régulation de la température d’une chambre 
froide négative est proposée. Lors de cette étude, le compresseur est utilisé en phase de 
synthèse afin d’une part de permettre de descendre suffisamment bas en température pour 
une application de congélation et d’autre part de donner au système thermochimique un 
degré de liberté supplémentaire lui permettant cette régulation. Il a ainsi été montré qu’il est 
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possible d’obtenir une loi de commande pour la vitesse du compresseur permettant 
d’effectuer cette régulation. 

Un second cas d’étude a permis d’étudier le couplage thermique entre une pile à 
combustible et un système thermochimique. Le couplage dans le cadre du projet RECIF 
envisagé est effectué par l’intermédiaire d’un ballon de stockage du fluide caloporteur. 
D’autres couplages peuvent être envisagés notamment en utilisant des échangeurs, un 
thermosiphon ou encore de manière directe par un fluide caloporteur. Là encore, l’inversion 
a permis d’obtenir une loi de commande pour le compresseur permettant de réguler la 
température de la pile à combustible. Ce point est particulièrement intéressant car sans cette 
régulation, il serait nécessaire de dévier une partie du flux thermique vers un aérotherme afin 
d’éviter d’endommager la membrane de la pile ce qui représente une perte d’énergie. La 
régulation proposée n’est toutefois pas optimale car le réglage des 5 correcteurs présents 
dans des boucles de régulation imbriquées n’est pas aisé. Une nette amélioration semble 
cependant possible en faisant appel à des notions d’automatique pour régler ces correcteurs 
ou bien en passant sur des correcteurs à action dérivée ou intégrale. 

Enfin, l’architecture d’un modèle REM global du micro-réseau RECIF a été proposée. 
Ce travail constitue avant tout une étude préliminaire qui doit permettre par la suite de 
faciliter l’implémentation de ce modèle global dans Simulink. Ce modèle global servira d’une 
part à évaluer les performances du micro-réseau soumis à différentes conditions opératoires 
et, d’autre part, à obtenir un algorithme de gestion du système en temps réel grâce à une 
inversion du modèle comme présenté au Chapitre II. 
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Conclusion et perspectives 

Cette thèse s’inscrit dans le projet RECIF qui vise à concevoir un micro-réseau de 
cogénération d’électricité et de froid à partir d’énergie solaire photovolta que. Du fait que ce 
réseau soit destiné à être déconnecté du réseau principal et du caractère intermittent de cette 
ressource solaire, un stockage d’électricité sous forme d’hydrogène a été mis en œuvre. Le 
faible rendement énergétique de ce stockage entraine une importante production de chaleur 
à basse température (70 °C). Cette thèse a ainsi été centrée sur la réutilisation de cette chaleur 
et sa valorisation en froid à l’aide d’un procédé de stockage thermochimique. Celui-ci permet 
une production différée de froid, sans consommation électrique, améliorant ainsi l’efficacité 
globale du micro-réseau. 

Les premiers travaux effectués sont relatifs à l’optimisation d’un micro-réseau dans sa 
globalité. Une des problématiques de cette typologie de réseau autonome est la définition de 
stratégies de gestion permettant de répondre à chaque instant aux demandes en électricité 
et en froid, à partir d’une ressource énergétique d’intensité variable. Pour répondre à cette 
problématique, un algorithme d’optimisation par essaim de particules a été développé, avec 
pour objectif d’aboutir simultanément à un dimensionnement optimal des différents 
composants du micro-réseau associé à une stratégie de pilotage des composants et de gestion 
des stockages sous diverses contraintes : la couverture des demandes en électricité et en 
froid, le retour des niveaux de stockage à l’état initial sur l’horizon temporel envisagé et la 
minimisation du coût du système. L’application à deux cas d’études de cet algorithme ainsi 
développé a permis de montrer une bonne adéquation de dimensionnement des composants 
en cohérence avec la stratégie de pilotage déterminée par l’algorithme. Cette approche a 
également été utilisée pour identifier les profils de charges les plus pertinents, pour un micro-
réseau tel que RECIF. Il a ainsi été montré que les profils les plus prometteurs sont ceux pour 
lesquels les consommations en électricité et en froid sont déphasés par rapport à la 
production solaire. Ces travaux ont fait l’objet d’une publication scientifique [57]. Cet 
algorithme pourrait par la suite être réutilisé pour le projet RECIF, en permettant de fournir 
au micro-réseau des instructions de pilotage sur les composants : utilisation ou non de 
l’électrolyseur et de la pile à combustible, production de froid par la pompe à chaleur ou le 
système thermochimique… Afin que ces décisions soient prises judicieusement, il serait 
également intéressant d’intégrer à cet algorithme les prévisions d’ensoleillement et de 
consommation afin d’anticiper les besoins et gérer en conséquence l’utilisation des stockages 
hydrogène ou thermochimique.  

Dans un second temps, diverses hybridations couplant un procédé de stockage 
thermochimique à un compresseur ont été étudiées.  Cette thématique est novatrice car 
l’utilisation d’un compresseur durant la phase de synthèse d’un procédé thermochimique, 
permettant alors une production de froid assistée à très basse température n’avait pas encore 
été testée expérimentalement. Jusqu'à présent, de telles hybridations n’avaient été évaluées 
que pour des applications de thermo-transformation, permettant l’élévation du potentiel 
thermique d’une source de chaleur. Les hybridations proposées sont particulièrement 
intéressantes dans le cadre du projet RECIF : l’utilisation d’un compresseur pour la phase de 
décomposition pourrait alors s’avérer indispensable pour valoriser les divers rejets de chaleur 
(électrolyseur, pile à combustible, panneaux PV…) à trop faible potentiel thermique pour être 
exploités. De plus, l’utilisation du compresseur en synthèse pourrait permettre de donner de 
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nouvelles applications à ce micro-réseau en permettant des productions de froid à des 
températures ajustables compatibles avec la réfrigération ou la congélation.  

Une étude préliminaire sur ces hybridations a été menée afin d’estimer les 
performances de ces hybridations en fonction des températures de fonctionnement et pour 
divers sels réactifs. Il a été montré, que de telles hybridations permettaient d’étendre la plage 
opératoire et d’obtenir une amélioration significative des performances. Cette conclusion, 
bien que contre-intuitive au premier abord puisque le compresseur consomme de l’énergie, 
est rendue possible par le fait que pour un point de fonctionnement donné, l’extension de la 
plage opératoire ainsi permise permet d’exploiter des sels plus performants qui viennent 
compenser l’énergie consommée par le compresseur. Cette étude a également fait l’objet 
d’une publication [90]. 

Une campagne expérimentale a ensuite été menée pour conforter ces résultats. 
L’extension de la plage opératoire a bien été constatée pour le sel BaCl2(8/0) puisqu’il a été 
possible d’effectuer une phase de décomposition en exploitant de la chaleur disponible à 
seulement 45 °C ainsi qu’une phase de synthèse permettant de produire du froid à -15 °C, ces 
températures opératoires ne pouvant être exploitées ou atteintes sans compresseur. Ces 
expérimentations ont également permis d’évaluer les performances expérimentales de divers 
cycles de production de froid. Il a ainsi été montré que l’utilisation d’un compresseur ne 
dégrade pas outre mesure les performances du système. L’utilisation du compresseur en 
phase de synthèse pourrait même à l’avenir apporter deux grandes voies d’amélioration des 
procédés thermochimiques. En effet, l’utilisation d’un compresseur dans les deux phases de 
fonctionnement, en décomposition et en synthèse, permet d’envisager un quasi-maintien en 
température du réacteur entre ces deux phases, permettant ainsi d’éviter les dégradations de 
performance liées aux phases transitoires de pressurisation/dépressurisation du réacteur. Ce 
concept de réacteur isotherme est rendu possible par le fait qu’une importante quantité de 
chaleur est dégagée au niveau du réacteur lors de la phase de synthèse assistée. Il semble 
ainsi possible d’envisager un fonctionnement des systèmes thermochimiques avec une source 
à température constante dans laquelle le réacteur viendrait puiser de l’énergie pour la 
décomposition, et y réinjecter une partie lors de la synthèse. Les calculs préliminaires sur ce 
mode de fonctionnement montrent une possibilité d’amélioration du COP de l’ordre de 30 %. 
Les hybridations proposées permettraient alors d’atteindre des performances supérieures 
tout en proposant de nouvelles fonctionnalités notamment la valorisation de chaleur à des 
températures proches de l’ambiant ou la production de froid compatible avec des applications 
de réfrigération ou de congélation. Une publication est en cours de rédaction pour présenter 
les différents résultats de cette campagne expérimentale.  

Le dernier axe de recherche abordé lors de ces travaux de thèse a été la conception et 
la validation d’un modèle de système thermochimique hybride par une nouvelle approche, le 
formalisme REM (Représentation Énergétique Macroscopique). Le choix de ce formalisme est 
motivé en premier lieu par son caractère novateur car peu de procédés thermodynamiques 
ont été modélisés selon ce formalisme et aucun procédé thermochimique avant ces travaux. 
De plus, ce formalisme permet un couplage aisé entre différents systèmes modélisés sous ce 
même formalisme ce qui est intéressant dans le cadre du projet RECIF en vue de l’obtention 
d’un modèle global du micro-réseau. Enfin, ce formalisme permet, par inversion du modèle, 
d’obtenir des structures de commande qui permettent de définir des stratégies de pilotage 
pour atteindre un objectif visé. Ce point est particulièrement intéressant car l’ajout d’un 
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compresseur dans les procédés thermochimiques donne un degré de liberté supplémentaire 
au système et le rend ainsi bien plus pilotable. Deux études de cas ont été réalisées et ont 
permis de confirmer la faisabilité de ces approches. La première consistait à réguler la 
température d’une chambre froide négative par un procédé thermochimique exploitant de la 
chaleur basse température. Ce mode de fonctionnement n’est rendu possible que par 
l’utilisation d’un compresseur en phase de synthèse puisque les températures à atteindre sont 
hors de portées des systèmes thermochimiques conventionnels. Le pilotage de la vitesse du 
compresseur a permis le maintien de la température d’une chambre froide à -18 °C durant 
24h, bien que celle-ci soit soumise à un profil de charges frigorifiques variable dans le temps. 
La seconde étude concernait le couplage thermique entre une pile à combustible et le système 
thermochimique. L’inversion du modèle a permis d’obtenir une loi de commande du 
compresseur permettant de réguler la température de la pile, soumise à des sollicitations 
électriques fortement variables et ainsi maximiser l’énergie transférée au système 
thermochimique, évitant ainsi de décharger et dévier une partie du flux thermique vers un 
aérotherme en cas de surchauffe de la pile. L’obtention de ces lois de commande semble donc 
un point particulièrement intéressant pour le futur des systèmes thermochimiques hybrides. 
Le modèle REM global du micro-réseau RECIF pourrait ainsi être inversé afin de générer un 
algorithme de gestion en temps réel du micro-réseau à partir des consignes fournies par 
l’algorithme PSO par exemple. 
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Annexe A :  Courbes expérimentales 

Cette annexe permet de fournir les courbes expérimentales de 4 jeux de données 
supplémentaires discutés dans le Chapitre IV mais dont les courbes ne sont pas données afin 
de ne pas surcharger ce chapitre. Ces expérimentations présentent un intérêt moindre que 
les 4 retenues pour la validation du modèle REM pour diverses raisons expliquées par la suite. 

Le premier jeu de données, présenté sur la Figure A.1VI est une décomposition 
thermique à 60°C. Celui-ci a été exclu car cette décomposition est trop lente, l’influence de 
l’échange thermique entre le réservoir et l’environnement ambiant devient prépondérant 
devant l’échange thermique dans le condenseur, la pression de décomposition n’est ainsi plus 
fixée par le condenseur mais par le réservoir. Cette expérimentation reste néanmoins 
intéressante dans le cadre du projet RECIF car elle montre qu’il sera difficile de valoriser la 
chaleur si celle-ci arrive à moins de 60 °C. En effet, à ce niveau de température, 8h ont été 
nécessaires pour passer d’un avancement ce 0,85 à 0,35 soit seulement une demi-réaction.  

Le deuxième jeu de données est une décomposition assistée à 45 °C, présentée sur 
la Figure A.2. Lors de cette expérimentation 1h30 a été nécessaire pour passer d’un 
avancement de 0,8 à 0,15. Ce jeu de données est utilisable, il ne présente pas de défaut 
particulier, il n’a pas été utilisé pour caler le modèle mais le modèle lui a ensuite été appliqué 
pour vérifier sa cohérence. Les résultats obtenus, présentés sur la Figure A.3, sont cohérents 
et semblent confirmer que le modèle se comporte correctement. 

Le troisième jeu de données est une synthèse thermique avec la boucle de glycol 
réglée au maximum de sa capacité en termes de débit (𝑞𝑣 = 4,7 𝐿/𝑚𝑖𝑛). Les résultats sont 
présentés sur la Figure A.4. Cette expérimentation donne des résultats similaires à la synthèse 
présentée dans le Chapitre IV effectuée avec un débit plus faible (𝑞𝑣 = 2,5 𝐿/𝑚𝑖𝑛). Ce jeu de 
données n’a pas été gardé car la température d’évaporation ne correspond pas à la 
température de saturation à la pression d’évaporation. Il y a donc probablement eu un 
problème avec le thermocouple ou avec l’acquisition. L’avancement est passé ici de 0,13 à 
0,86 en 2h20. 

Enfin, le dernier jeu de données est une synthèse assistée présentée sur la Figure A.5. 
Celle-ci est intéressante car une température d’évaporation de -15 °C a été maintenue ce qui 
permet quasiment d’envisager des applications de congélation. Malheureusement, pour 
obtenir une telle température, la boucle de glycol a été réglée au minimum, le débit était alors 
insuffisant pour entrainer la roue du capteur à effet Hall. Sans la donnée du débit il n’est pas 
possible d’estimer la puissance frigorifique et donc les performances de cette synthèse, c’est 
pour cette raison qu’elle a été exclue lors de la validation du modèle. Lors de cette 
expérimentation, 48 minutes ont été nécessaires pour passer d’un avancement de 0,45 à 0,86. 
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Figure A.1VI : Expérimentation d'une décomposition thermique à 60 °C. 
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Figure A.2 : Expérimentation d'une décomposition assistée à 45 °C. 
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Figure A.3 : Confrontation modèle/expérimentation sur la décomposition assistée à 45 °C. 
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Figure A.4 : Expérimentation d'une synthèse sans compresseur avec la boucle de glycol à son 

débit maximum. 
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Figure A.5 : Expérimentation d'une synthèse assistée par compresseur avec la boucle de 

glycol réglée au minimum. 
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Annexe B :  Prototype 

1. Schémas fonctionnels 

Différents schémas sont présentés dans cette annexe afin de décrire le système 
thermochimique. En premier lieu, le schéma global de l’installation est présenté sur la Figure 
. Un schéma est ensuite utilisé pour décrire le fonctionnement de chaque phase. On retrouve 
ainsi la décomposition thermique sur la Figure B.2, la décomposition assistée sur la Figure B.3, 
la synthèse thermique sur la Figure B.4, et enfin la synthèse assistée sur la Figure B.5. 

Ces schémas sont annotés par une série d’acronymes représentant chacun des 
composants par un code unique. La liste de chacun de ces codes est donnée sur les Figure B.6 
à B.9. 
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Figure B.1 : Schéma global de l'installation. 
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Figure B.2 : Schéma de l'installation pour la phase de décomposition thermique (en vert). 
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Figure B.3 : Schéma de l'installation pour la phase de décomposition assistée (en vert). 

 



 

 

Annexe B : Prototype 
189 

 
Figure B.4 : Schéma de l'installation pour la phase de synthèse thermique (en vert). 
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Figure B.5 : Schéma de l'installation pour la phase de synthèse assistée (en vert). 
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Figure B.6 : Liste des composants du prototype (1/4). 
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Figure B.7 : Liste des composants du prototype (2/4). 
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Figure B.8 : Liste des composants du prototype (3/4). 
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Figure B.9 : Liste des composants du prototype (4/4). 
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2. Modifications apportées au prototype 

2.1. Installation du nouveau réacteur 

Le nouveau réacteur, conçu pour le projet RECIF, a été installé sur une plateforme 
reliée au bâti du prototype existant et montée sur roulette afin de garder un ensemble mobile. 
On retrouve en sortie du réacteur une vanne permettant d’isoler le réacteur. Le réacteur est 
relié au circuit d’ammoniac existant à l’aide d’un flexible et d’un tuyau en inox d’un demi 
pouce. L’insertion se fait après la vanne d’isolement de l’ancien réacteur à l’aide d’un té à 3 
embranchements. 

2.2. Circuit caloporteur du réacteur 

Un circuit hydraulique, visible sur le schéma global de la Figure B.10, a été conçu. On 
retrouve principalement sur ce circuit un circulateur, un débitmètre, un chauffe-eau, le 
réacteur, un aérotherme et un vase d’expansion. Une dérivation a été installée afin de pouvoir 
shunter le chauffe-eau lorsque celui-ci n’est pas utilisé lors de la phase de synthèse. Cette 
dérivation permet ainsi de limiter les pertes de charges dans le circuit et ainsi d’atteindre des 
débits de caloporteur plus importants en synthèse. La dérivation a également été utilisée lors 
de la décomposition afin d’augmenter le débit. La température d’entrée dans le réacteur est 
alors la température du mélange entre les deux dérivations. C’est bien cette température qui 
est contrôlée par le régulateur PID. Ce fonctionnement est néanmoins à utiliser avec 
parcimonie afin de ne pas vaporiser l’eau en sortie de chauffe-eau. L’ensemble des 
composants de cette boucle de caloporteur sont visibles sur la photographie de la Figure B.10. 

 
                      Figure B.10 : Photographie de la boucle caloporteur du réacteur. 

Parmi les composants utilisés le circulateur, l’aérotherme et le chauffe-eau 
nécessitent une alimentation en 230 V alternatif. Un régulateur PID, également alimenté en 
230 V, permet d’alimenter le chauffe-eau via un relai d’état solide 12Vdc-230Vac. Trois 
interrupteurs ont été installés pour alimenter le circulateur, l’aérotherme et le régulateur PID. 
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Trois lampes témoins permettent de signaler à l’utilisateur quand les composants sont 
alimentés. Le schéma électrique est visible sur la Figure B.11. L’ensemble du câblage a été 
réalisé dans un coffret électrique alimenté par dérivation d’une des phases du triphasé 
alimentant le prototype. 

 
Figure B.11 : Schéma électrique d'alimentation des composants de la boucle chaude. 

2.3. Intervention sur la partie ammoniac liquide 

La partie de stockage d’ammoniac liquide a été modifiée afin de porter la capacité de 
stockage à 11,1 L grâce à l’installation d’un nouveau réservoir. Ce nouveau réservoir est placé 
en parallèle de l’ancien réservoir et à la même hauteur que ce dernier afin de s’assurer que la 
lecture du niveau d’ammoniac faite par la sonde de niveau ne soit pas faussée. 

Le tube de visualisation a également été changé afin d’en installer un de plus gros 
diamètre. Le nouveau tube en PTFE a un diamètre interne de 6 mm et sa pression 
d’éclatement est de 80 bar. Ce tube a été changé afin d’éviter les remontées de bulles dans le 
tube qui viennent fausser la lecture du niveau. Bien que ce nouveau tube améliore ce point, 
la lecture du niveau est encore difficile, des bulles viennent encore gêner la lecture. 

2.4. Installation d’un by-pass pour l’utilisation du compresseur en synthèse 

Un des objectifs de cette campagne expérimentale était de tester l’utilisation du 
compresseur lors de la phase de synthèse. Il était déjà possible d’utiliser le compresseur en 
sortie d’évaporateur puisque ce prototype permet un mode fonctionnement « pompe à 
chaleur » qui consiste globalement en une machine à compression mécanique de vapeur 
classique. Un by-pass a donc été installé en sortie de compresseur afin de rediriger le gaz vers 
les réacteurs. 

2.5. Variateur de fréquence 

Afin de s’affranchir de l’utilisation du by-pass existant permettant de réinjecter une 
partie du refoulement du compresseur à l’aspiration de celui-ci il a été nécessaire de diminuer 
la vitesse de rotation. Pour réaliser cela, la résistance variable notée « trim » sur le schéma de 
la Figure B.12 et située à l’intérieur du variateur de fréquence a été modifiée afin de passer 
de 4,03 Ω à 1,02 Ω. Une vitesse minimale de 580 tr/min est ainsi obtenue, ce qui reste 
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suffisant pour assurer une bonne lubrification du compresseur selon les informations 
récupérées auprès du fabricant. 

 

Figure B.12 : Schéma électrique de fonctionnement du régulateur de fréquence. 

 



 

 

  



 

 

Résumé 

Les travaux présentés s’inscrivent dans le cadre du projet ANR "RECIF", qui vise à développer un micro-
réseau de polygénération isolé spécifiquement adapté aux besoins insulaires, principalement d’électricité et de 
froid à partir d’énergie solaire photovolta que. Un stockage d’hydrogène, via un électrolyseur et une pile à 
combustible, est mis en œuvre pour pallier l’intermittence de la ressource solaire. Les travaux menés 
s’intéressent plus particulièrement à l’intégration supplémentaire de procédés de stockage thermochimique afin 
d’améliorer l’efficacité énergétique globale de ce micro-réseau en rendant possible une valorisation en froid de 
l’importante quantité de chaleur basse température rejetée par ces deux composants.  

Pour permettre une valorisation de ces rejets thermiques de basse température pour des applications 
de réfrigération et congélation, diverses configurations hybrides de procédés thermochimiques / compression 
mécanique de vapeur ont été évaluées pour une large gamme de couples réactifs. Une étude expérimentale de 
cette hybridation a ensuite été menée afin de mieux comprendre l’interaction réacteur thermochimique / 
compresseur dans certaines phases de fonctionnement. Ces travaux démontrent ainsi la possibilité d’exploiter 
et valoriser la chaleur disponible à des températures proches de la température ambiante en permettant de 
produire du froid à de très basses températures.  

Un outil basé sur un algorithme d’optimisation par essaims particulaires (PSO) a été développé pour 
permettre un dimensionnement et une gestion optimisés des différents stockages énergétiques d’un micro-
réseau. Des typologies de profils de charges (électrique/froid) les plus pertinentes du point de vue technico-
économique ont ainsi pu être identifiés.  Un modèle dynamique du procédé hybride de stockage thermochimique 
à compression a été développé selon le formalisme multiphysique REM (Représentation Énergétique 
Macroscopique) et validé expérimentalement. L’inversion d’un tel modèle a permis d’identifier des structures de  
contrôle/commande et d’envisager ainsi des stratégies de commande novatrices pour les procédés 
thermochimiques, tel que par exemple la régulation de la température d’une pile à combustible tout en 
maximisant la valorisation en froid de la chaleur émise par celle-ci.  

Ces travaux permettent ainsi d’envisager de futurs développements de procédés hybrides 
thermochimiques à compression pour de nouvelles applications comme la réfrigération voire la congélation en 
exploitant et valorisant des rejets thermiques à basse température proche de l’ambiance.  

 

Abstract 

The work presented is part of the ANR project "RECIF", which aims to develop an isolated 
polygeneration microgrid specifically adapted to the needs of islands, mainly electricity and cooling from solar 
photovoltaic energy. Hydrogen storage, via an electrolyzer and a fuel cell, is implemented to overcome the 
intermittence of the solar resource. The work carried out is particularly focused on the additional integration of 
thermochemical storage processes in order to improve the overall energy efficiency of this microgrid by making 
it possible to valorize the large amount of low-temperature heat rejected by these two components for cooling.  

In order to allow the valorization of these low temperature heat rejects for refrigeration and freezing 
applications, various hybrid configurations of thermochemical processes / mechanical vapor compression have 
been evaluated for a wide range of reactive couples. An experimental study of this hybridization has been 
conducted to better understand the thermochemical reactor/compressor interaction in certain phases of 
operation. This work demonstrates the possibility of exploiting and valorizing the heat available at temperatures 
close to the ambient temperature by allowing a cold production at very low temperatures.  

A tool based on particle swarm optimization algorithm (PSO) has been developed to allow an 
optimized sizing and management of the different energy storages of a microgrid. The most relevant typologies 
of electrical/cold load profile from a technical-economic point of view have been identified. A dynamic model of 
the hybrid thermochemical compression storage process is developed according to the EMR (Energetic 
Macroscopic Representation) multiphysics modelling formalism and experimentally validated. The inversion of 
such a model has allowed to identify control structures and to consider innovative control strategies for 
thermochemical processes, such as for example the regulation of the temperature of a fuel cell while maximizing 
the cold produced by valorizing the heat rejected by it. This work allows to consider future developments of 
hybrid thermochemical/compression processes for new applications such as refrigeration or even deep freezing 
by exploiting and valorizing thermal waste at low temperature close to the ambient temperature.  


