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Nomenclature

Dans ce manuscrit, les variables utilisés ont les unités indiquées dans les tableaux ci-dessous,
sauf mention contraire dans le texte. Les variables en caractères gras font référence à des vecteurs.

Symboles latins

ak durée de l’étape d’enrichissement du cycle k s
Ai facteur pré-exponentiel de la loi d’Arrhenius mol, cm3, s
bk durée de l’étape de diffusion du cycle k s
dt diamètre du réacteur cm
DA dispersion axiale cm2.s−1

Dm diffusion moléculaire cm2.s−1

DC coefficient de diffusion du carbone dans l’austénite cm2.s−1

Ei énergie d’activation de la réaction i J.mol−1

Fi facteur de Lindemann, Troe ou SRI de la réaction i -
Gr terme source de coagulation d’ordre r dépend de r
Ho

k enthalpie molaire standard de l’espèce k J
∆Ho

i enthalpie molaire standard de la réaction i J
II nombre total de réactions homogènes dans la phase gazeuse -
K1 constante d’équilibre de la relation 2.99 m3.mol−1

K2 constante d’équilibre de la relation 2.101 m3.mol−1

kapp constante cinétique apparente de la relation 2.100 mol.m3.s−1

kapp,2 constante cinétique de la relation 4.10 s−1

k∞,i constante cinétique dans le cas limite des hautes pressions mol, cm3, s
k0,i constante cinétique dans le cas limite des basses pressions mol, cm3, s
kb,i constante cinétique de la réaction dans le sens inverse mol, cm3, s
kf,i constante cinétique dans le sens direct mol, cm3, s
kB constante de Boltzman cm2.g.K−1.s−2

Kn nombre de Knudsen -
KK nombre total d’espèces dans la phase gazeuse -
L longueur du réacteur cm
m masse g
ṁ débit massique g.s−1

Mr moment d’ordre r de la FDTP des particules de suies dépend de r

xxi



Nomenclature

[Mi] concentration molaire total du mélange mol.cm−3

ni exposant de la température dans la loi d’Arrhenius -
Navo nombre d’Avogadro mol−1

Nk densité des particules de classe k particules.cm−3

Patm pression atmosphérique Pa
Pr,i pression réduite de la réaction i dépendante de la pression -
Q débit volumique cm3.s−1

qi vitesse de la réaction i mol.cm−3.s−1

R constante des gaz parfaits J.mol−1.K−1

Rr terme source de nucleation d’ordre r dépend de r
So

k entropie molaire standard de l’espèce k J.K−1

∆So
i entropie molaire standard de la réaction i J.K−1

T température K
t
(k)
diff temps de transition de l’étape de diffusion du cycle k s

t
(k)
enr temps de transition de l’étape d’enrichissement du cycle k s

tf temps final s
u vitesse du fluide cm.s−1

V volume cm3

Wr terme source de croissance de surface d’ordre r dépend de r
W̄ masse molaire moyenne du mélange de gaz g.mol−1

xi,j fraction molaire du composé i lors de l’expérience j -
yi,j rapport entre la masse du composé iet la masse d’acétylène injectée

lors de l’expérience j
-

Yk prédiction de la fraction massique du composé k -
Nc nombre de cycles -

Symboles grecs

βcoag facteur de coalescence des particules cm−3.part−1.s−1

ηg viscosité du mélange de gaz g.cm−1.s−1

ρg masse volumique du gaz g.cm−3

ρCCL coefficient de corrélation de Lin -
ρC masse volumique du carbone g.cm−3

γf
i,k coefficient stoechiométrique de l’espèce k dans la réaction directe i -

γb
i,k coefficient stoechiométrique de l’espèce k dans la réaction inverse à

i
-

γi,k coefficient stoechiométrique net de l’espèce k dans la réaction i -
χk symbole chimique de l’espèce k -
[χk] concentration molaire de l’espèce k mol.cm−3

αi,k facteur d’efficacité de l’espèce k en tant que troisième corps dans la
réaction i

-

µi,j masse réduite des espèces i et j g
ωC teneur massique du carbone dans la pièce %

Notations générales

α pas
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dk direction de descente
G fonctionnelle correspondant au terme terminal du critère d’optimi-

sation
J critère d’optimisation
L fonctionnelle correspondant au terme intégral du critère d’optimi-

sation
p vecteur des paramètres indépendants du temps
u variables de décision continues
RAB R-value de l’espèce B sur l’espèce A
sA incertitude de type A
sB incertitude de type B
ST incertitude totale sur une mesure
sind incertitude sur une mesure indirecte
si,j sensibilité de la prédiction ŷi du modèle par rapport au paramètre

p
Z matrice de sensibilité

Abrévations

ADSM Aerosol Discrete Sectional Model
BaP Benzo[a]pyrène
CCL Coefficient de Concordance de Lin
CDSM Chemical Discrete Sectional Model
CFD Mécanique des fluides numériques (Computational Fluid Dynamics)
CIRC Centre International de Recherche sur le Cancer
CLP Classification, Labelling, Packaging (label de l’Union Européenne)
CPG Chromatographe en Phase Gazeuse
CVD Dépôt chimique en phase gazeuse (Chemical Vapor Deposition)
CVI Infiltration chimique en phase gazeuse (Chemical Vapor Infiltration)
CVP Control Vector Parameterization
DCM Dichlorométhane
DIC Coefficient d’influence directe (Direct Influence Coefficient)
DN Diamètre Nominal
DRG Directed Relation Graph
DRGEP Directed Relation Graph Analysis with Error Propagation
DRGPFA Directed Relation Graph with Path Flux Analysis
ECN Nombre effectif d’atomes de carbone (Effective Carbon Number)
EDP Équations Différentielles Partielles
FDTP Fonction de distribution de la taille des particules de suies
FDTPP fonction de distribution des tailles des particules primaires de suies
FET Facteur équivalent de toxicité
FID Détecteur à ionisation de flamme (Flame ionization detector)
HACA Hydrogen abstraction, C2H2 addition
HAP Hydrocarbure aromatique polycyclique
HAPPY-END Hap Anthropiques Produits en PYrolyse – Élimination des Nocifs

et des Dangereux
INRS Institut National de Recherche et de Sécurité
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Nomenclature

IRT M2P Institut de Recherche Technologique Matériaux Métallurgie et Pro-
cédés

MOM Méthode des moments
MS Spectromètre de masse (Mass Spectrometer)
NLP Non Linear Programming
ODE Équations Différentielles Ordinaires
RMSE Fonction d’erreur quadratique moyenne (Root Mean Square error)
RPA Réacteur parfaitement agité
SDL Spectrométrie de Décharge Luminescente
SQP Sequential Quadratic Programming
TCD Détecteur à conductivité thermique (Thermal Conductivity Detec-

tor)
EPA Agence de protection de l’Environnement (Environmental Protec-

tion Agency)
VM Vanne manuelle

Indices et exposants

in fait référence à l’entrée du le réacteur
out fait référence à la sortie du réacteur
nuc nucléation des suies
coag coagulation des suies
croiss croissance de surface des suies
enr étapes d’enrichissement
diff étapes de diffusion
sat saturation de la pièce
surf surface de la pièce métallique
g phase gazeuse
fe phase solide
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Introduction générale

Contexte général

La cémentation est un procédé thermochimique qui a pour but d’enrichir en carbone les
couches superficielles de pièces métalliques afin d’augmenter leur dureté de surface et les rendre
plus résistantes à l’usure et à la fatigue. Elle est apparue en Europe au xviiie siècle, avec
la cémentation solide ou cémentation en caisse qui consistait à chauffer du charbon de bois en
présence d’acier (Yada et Watanabe, 2013). Depuis, différentes cémentations ont été développées
et elles se différencient principalement par la nature de l’agent de cémentation et les conditions
de température et de pression. Il existe ainsi la cémentation solide, la cémentation liquide, la
cémentation plasma et la cémentation gazeuse, qui peut être atmosphérique ou à basse pression
(Khan, 2008) (figure 0.1).

Cémentation

Solide Gazeuse Liquide

Atmosphérique Basse Pression

Figure 0.1 – Types de cémentations

La cémentation gazeuse atmosphérique a été développée au début du xxe siècle. Le procédé
consiste à utiliser un mélange d’air et d’hydrocarbures comme le propane et le butane pour
générer du monoxyde de carbone qui réagit à la surface des pièces et libère des atomes de carbone.
En 1968, la cémentation gazeuse dite basse pression voit le jour et se présente comme une
alternative intéressante à la cémentation atmosphérique (Westeren, 1972). Elle s’effectue à partir
d’un hydrocarbure tel que le propane ou l’acétylène à des pressions comprises entre 2 et 20 mbar
en absence d’oxygène. Cela permet, d’une part, de réduire la consommation d’hydrocarbure
(Khan, 2008) et, d’autre part, d’éviter l’oxydation inter-granulaire de l’acier et la production
de dioxyde de carbone dans l’atmosphère gazeuse (Yada et Watanabe, 2013). Il s’agit d’un des
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Introduction générale

rares procédés considérés comme « zéro émission gazeuse à effet de serre ».

La cémentation gazeuse basse pression permet d’obtenir des pièces homogènes en teneur de
carbone et est utilisée notamment dans le secteur de l’automobile et l’aéronautique. Générale-
ment, l’épaisseur cémentée est comprise entre 0,1 et 0,6 mm, pour des teneurs surfaciques en
carbone pouvant dépasser les 1 % (Bensabath, 2017). La cémentation gazeuse basse pression
s’applique principalement à des aciers doux, c’est-à-dire des aciers ayant une teneur massique
en carbone inférieure à 0,2 % (Khan, 2008). Cela permet d’obtenir des pièces ayant une surface
durcie et un noyau ductile.

Le principe de la cémentation gazeuse basse pression consiste à mettre en contact l’hydro-
carbure et la pièce à cémenter à des températures élevées afin de créer des conditions propices
au transfert de carbone. En effet, les hautes températures entraînent un changement structurel
du fer qui adopte la forme austénitique, aussi connue comme phase γ (figure 0.2), forme cubique
à faces centrées qui favorise l’insertion des atomes de carbone dans les interstices du fer (Dossett
et Boyer, 2006).

Figure 0.2 – Diagramme de phases fer-cémentite (Leroux, 2011)

Les étapes de la cémentation gazeuse basse pression sont présentées sur la figure 0.3. Dans un
premier temps, les pièces à cémenter sont introduites dans un four qui a été préalablement amené
à des températures d’austénisation, généralement comprises entre 850 et 1050 °C (Khan, 2008).
Ensuite, une approche cyclique d’alimentation en agent de cémentation est adoptée. Des étapes
d’enrichissement, où l’hydrocarbure est introduit dans le four de cémentation, sont alternées avec
des étapes de diffusion, où un gaz inerte circule à sa place. Lors de la phase d’enrichissement,
l’hydrocarbure s’adsorbe et réagit à la surface de l’acier où il libère des atomes de carbone
qui diffusent dans la pièce. La diffusion étant plus lente que la vitesse de décomposition de
l’hydrocarbure adsorbé, du carbone s’accumule à la surface et cette dernière atteint alors la
saturation (courbe Acm du diagramme de phases). L’alimentation en hydrocarbure est alors
arrêtée, la pièce ne pouvant plus intégrer de carbone à sa surface. Afin d’éviter des variations de
pression au sein du four, un gaz inerte est injecté en continu le temps que la surface métallique

2
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Figure 0.3 – Étapes du procédé de cémentation gazeuse basse pression

puisse accueillir à nouveau du carbone (Goldsteinas et Pelissier, 2002). C’est l’étape de diffusion,
pendant laquelle le carbone présent à la surface s’introduit au sein de la structure métallique.
Cette alimentation séquencée en agent de cémentation est adoptée non seulement dans le but
de limiter le gaspillage de l’hydrocarbure mais aussi afin d’éviter la présence de dépôts carbonés
sur la surface de la pièce, lesquels peuvent nuire à la qualité industrielle demandée. Ces dépôts
se forment lorsqu’il continue à y avoir apport de carbone alors que la surface de la pièce est
saturée (Ryzhov et al., 2004).

Lorsque l’épaisseur cémentée souhaitée est obtenue, le métal est refroidi très rapidement
avec de l’huile ou du gaz ; c’est l’étape de trempe. Le refroidissement rapide conduit à une
transformation sans diffusion des atomes dans le maillage, ce qui fait que la composition chimique
de la pièce reste inchangée. En revanche, la trempe conduit à la formation de la martensite, phase
métastable de l’acier qui est caractérisée par une forte dureté.

Voilà quelques décennies que le procédé de cémentation gazeuse basse pression est apprécié
par les industriels. Pour autant, il se révèle être une source importante d’exposition profession-
nelle à deux types de composés toxiques : les hydrocarbures aromatiques polycycliques (HAP)
et les suies. Les HAP sont des espèces organiques constituées uniquement d’atomes de carbone
et d’hydrogène qui forment des cycles aromatiques condensés ; les suies sont des composés carbo-
nés particulaires. Ces espèces sont formées lors de la décomposition thermique de l’hydrocarbure
utilisé en cémentation gazeuse basse pression. En effet, bien que les hautes températures favo-
risent l’insertion du carbone dans le fer, elles entraînent aussi la pyrolyse de l’hydrocarbure, ce
qui conduit à la formation de milliers d’espèces, dont les HAP et les suies. Ces composés sont
toxiques pour l’Homme et certains HAP sont même classés comme cancérigènes par le Centre
International de Recherche sur le Cancer (Centre International de Recherche sur le Cancer,
2022), tel le benzo[a]pyrène (figure 0.4).

Lors de la maintenance des fours de cémentation (figure 0.5), les opérateurs sont exposés
à ces composés toxiques à des valeurs qui dépassent parfois le seuil conseillé par la Caisse
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Figure 0.4 – Exemple de HAP, le benzo[a]pyrène (C20H12), solide à la pression atmosphérique
et à la température ambiante

Nationale d’Assurance Maladie de 150 ng.m−3 d’air sur une durée de huit heures de travail
(Caisse Nationale d’Assurance Maladie des Travailleurs Salariés, 1984; Champmartin et al.,
2015). Les niveaux d’exposition des salariés au benzo[a]pyrène peuvent ainsi atteindre jusqu’à
100 fois cette recommandation (Champmartin et al., 2017). C’est dans ce contexte que l’Institut
National de Recherche et de Sécurité (INRS) s’intéresse à l’étude du procédé de cémentation
gazeuse basse pression au sein de cette thèse.

(a) (b)

Figure 0.5 – (a) Four de cémentation gazeuse basse pression de l’Institut de Recherche Tech-
nologique Matériaux, Métallurgie et Procédés de Metz, (b) opération de nettoyage d’un four de
cémentation gazeuse basse pression – photo INRS ©

En industrie, les conditions opératoires telles que les durées des cycles, le débit d’alimentation
en hydrocarbure, etc., sont généralement déterminées par des méthodes expérimentales d’essai-
erreur dans lesquelles le principal critère à respecter est la dureté souhaitée de l’acier. Des
« recettes » sont ainsi établies pour chaque four, nature d’acier et type de pièce métallique. En
raison de leur nature empirique, ces « recettes » peuvent difficilement être considérées comme
une solution optimale. Une modélisation fine des processus de transfert et de transformation de
la matière couplée à une optimisation du procédé doit permettre de réduire (i) la génération
de HAP et de suies, (ii) la consommation d’hydrocarbure, et (iii) le nombre d’opérations de
nettoyage et de maintenance.

Dans le cadre de cette thèse, la cémentation gazeuse basse pression des aciers doux par une
alimentation séquencée en acétylène est étudiée. Seules les étapes d’enrichissement et de diffusion
sont considérées ; il est supposé que la trempe n’a aucun impact sur la composition de la pièce
métallique et qu’elle ne génère aucune espèce toxique. Une modélisation phénoménologique du
procédé est ainsi réalisée et des travaux expérimentaux sont effectués afin de valider le modèle
proposé. Une optimisation dynamique est ensuite mise en œuvre afin de déterminer les conditions
opératoires optimales du procédé de cémentation.
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Objectifs de la thèse

Cette étude s’inscrit dans la suite d’une première thèse menée par l’INRS et le Laboratoire
Réactions et Génie des Procédés (LRGP), dont le but a été de développer un mécanisme cinétique
modélisant la formation de HAP lors de la pyrolyse de l’acétylène (Bensabath, 2017). Le présent
travail s’intéresse au procédé complet de cémentation gazeuse basse pression et l’objectif principal
est de développer une méthodologie d’optimisation de ce dernier. Le but est de minimiser la
production de HAP et de suies en garantissant la teneur en carbone souhaitée dans le fer. Pour
cela, les objectifs suivants sont définis :

(i) proposer un modèle phénoménologique du procédé de cémentation gazeuse basse pression
dans son ensemble, pour cela le point de départ est le mécanisme cinétique de pyrolyse
en phase gazeuse qui a été élaboré par l’INRS et le LRGP (Bensabath, 2017; Bensabath
et al., 2016)

(ii) conduire une étude expérimentale du procédé,
(iii) estimer les paramètres inconnus du modèle grâce aux données expérimentales obtenues,
(iv) utiliser le modèle développé pour formuler et résoudre le problème d’optimisation visant à

minimiser la génération de suies et de HAP tout en respectant les contraintes sur la qualité
des pièces,

(v) mettre en œuvre la solution optimale sur un procédé industriel de cémentation gazeuse
basse pression.

Plan du manuscrit

Ce manuscrit de thèse s’articule autour de cinq chapitres. Le premier chapitre est une syn-
thèse de l’état de l’art concernant, d’une part, les phénomènes ayant lieu lors du procédé de
cémentation gazeuse basse pression, et d’autre part, les travaux de modélisation et d’optimisa-
tion sur le sujet.

Le deuxième chapitre détaille les hypothèses et les équations mathématiques qui décrivent
le modèle qui est développé. Ce dernier comporte des équations aux dérivées partielles qui sont
discrétisées à l’aide de la méthode des volumes finis afin les implémenter et les résoudre sous le
logiciel MATLAB.

Le troisième chapitre est dédié à la présentation du pilote de laboratoire et du pilote indus-
triel, ainsi qu’aux méthodes d’analyse utilisées pour les campagnes expérimentales.

Le quatrième chapitre du manuscrit est consacré à l’exploitation des résultats expérimentaux
et à l’identification des paramètres inconnus du modèle.

Le cinquième chapitre se divise en deux parties. La première partie expose les différentes
méthodes d’optimisation dynamique. La deuxième partie présente la formulation du problème
d’optimisation dynamique du procédé de cémentation gazeuse basse pression et sa résolution.

Enfin, les conclusions générales de cette étude sont présentées ainsi que des perspectives pour
des études futures.
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Chapitre 1. Synthèse bibliographique

1.1 Introduction

La cémentation gazeuse basse pression est un traitement de surface qui consiste à augmenter
le contenu en carbone des pièces métalliques. Il s’agit d’un procédé qui fait intervenir trois
grandes étapes illustrées sur la figure 1.1 : 1 le transfert externe de l’hydrocarbure donneur
de carbone jusqu’à la surface de l’acier, 2 une adsorption suivie d’une réaction hétérogène
de surface qui libère des atomes de carbone et 3 la diffusion de ces derniers au sein d’une
pièce métallique (Dulcy et Gantois, 2007; Khan, 2008). En parallèle de ces étapes, des réactions
homogènes et hétérogènes de décomposition thermique de l’agent de cémentation ont lieu dans
l’atmosphère gazeuse. Elles conduisent, entre autres, à la génération de sous-produits toxiques
et nocifs pour l’Homme tels que les suies et les hydrocarbures aromatiques polycycliques (HAP).

Réactions en phase gazeuse

Production de suies

Dépôt de pyrocarbone

1 Transfert externe

2 Adsorption et réaction de surface

3 Diffusion

Figure 1.1 – Réactions et transfert en cémentation gazeuse basse pression, adapté de Mata-
moros Marin et al. (2021)

Dans un premier temps, ce chapitre fait l’état de l’art des phénomènes mentionnés ci-dessus.
D’abord, l’accent est mis sur la décomposition thermique de l’acétylène en absence d’oxygène,
phénomène connu sous le nom de pyrolyse, afin de mieux comprendre les processus menant à la
production de HAP dans des conditions de cémentation gazeuse basse pression. Les modèles de
formation des suies et du carbone pyrolytique présents dans la littérature sont ensuite exposés.
Puis, les interactions entre l’atmosphère gazeuse et le fer sont étudiées, ainsi que la diffusion
des atomes de carbone au sein du solide. La deuxième partie du chapitre présente les résultats
des travaux de modélisation et d’optimisation du procédé de cémentation gazeuse basse pression
proposés dans la littérature. Enfin, la dernière partie présente les paramètres opératoires les plus
influents dans le cadre de la présente étude.

1.2 Réactions et transfert en cémentation gazeuse basse pres-
sion

1.2.1 Pyrolyse de l’acétylène en phase gazeuse

La cémentation gazeuse basse pression s’effectue à des températures comprises entre 850 et
1050 °C, à partir d’hydrocarbures comme le propane et l’acétylène qui réagissent à la surface
de la pièce métallique (Khan, 2008). Les hautes températures sont nécessaires pour amener le
fer dans sa phase austénitique et favoriser l’insertion de carbone, mais elles entraînent aussi
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1.2. Réactions et transfert en cémentation gazeuse basse pression

la pyrolyse de l’hydrocarbure utilisé. Cette dernière conduit, à travers de multiple réactions
radicalaires, à des milliers de sous-produits allant des espèces gazeuses comme le dihydrogène,
les hydrocarbures légers et HAP, aux particules et dépôts solides comme les suies et le carbone
pyrolytique (Bensabath et al., 2016; Frenklach et al., 1985; Norinaga et Deutschmann, 2007).
Cette section présente la pyrolyse de l’acétylène en phase gazeuse ; cet hydrocarbure est choisi
puisqu’il est très utilisé en cémentation gazeuse basse pression. L’accent est mis sur la formation
des espèces toxiques, les HAP.

1.2.1.1 Hydrocarbures aromatiques polycycliques

Les HAP sont des espèces organiques constituées d’au moins deux cycles aromatiques conden-
sés, certains des atomes de carbone étant communs à plusieurs cycles (Dufresne, 2000). Ils sont
très divers et plus d’une centaine sont recensés à ce jour (Bour, 2005). Ils peuvent ainsi être rami-
fiés et exister sous un grand nombre de structures et selon leur complexité, sous un grand nombre
d’isomères (Boström et al., 2002). La structure condensée la plus simple, ayant seulement deux
cycles aromatiques condensés, est le naphtalène (figure 1.2 (a)). Les HAP sont généralement
lipophiles, donc peu solubles dans l’eau, mais solubles dans de nombreux solvants organiques
(Harvey, 1991). Ils sont solides à température et pression ambiantes et ils sont souvent présents
dans les goudrons ou les suies.

(a) (b)

Figure 1.2 – Exemples de HAP : (a) le napthalène, HAP à deux cycles condensés et (b) le
benzo[a]pyrène, HAP à cinq cycles condensés

La mise en évidence des effets toxiques des HAP a fait l’objet d’un long siècle de recherches.
En 1915, Yamagiwa et Ichikawa ont montré pour la première fois qu’une exposition répétée
aux goudrons induit le cancer chez les animaux (Yamagiwa et Ichikawa, 1915). Dans les années
suivantes, divers auteurs ont cherché à identifier la substance responsable ; les travaux de Dreifuss
et Bloch (1922) et Kennaway (1930) ont permis de conclure qu’il s’agissait d’un hydrocarbure
neutre à haut point d’ébullition. C’est quelques années plus tard, en 1933, que la cancérogéncité
des HAP est mise en évidence pour la première fois : le benzo[a]pyrène (BaP), montré sur la
figure 1.2(b), est identifié comme l’espèce responsable des tumeurs cutanées apparues chez des
animaux de laboratoire peints à plusieurs reprises avec du goudron de houille (Cook et al., 1933).
Ces études ont permis ainsi de conclure, a posteriori, que le BaP était le composé responsable
des cancers de la peau fréquents constatés chez les travailleurs de l’industrie du combustible au
xixe siècle.

Des études plus récentes ont permis de montrer qu’après ingestion ou inhalation, les HAP
subissent une conversion métabolique en époxydes diols au sein de l’organisme où ils se lient
et altèrent la structure de l’ADN, menant parfois au cancer (Jameson, 2019). Les HAP sont
ainsi impliqués dans différents types de cancers humains, principalement le cancer du sein, du
poumon et du colon (Martorell et al., 2010). En plus de l’effet cancérogène, des effets mutagènes
et génotoxiques ont été répertoriés (Boström et al., 2002; Jiang et al., 2018; Schneider et al.,
2002).
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Naturellement, les HAP sont rarement isolés. Ils font souvent partie de mélanges complexes
de produits de nature et d’état différents. Leur séparation est difficile à mettre en œuvre, ce qui
rend leur analyse individuelle compliquée. Des groupes d’une dizaine de HAP sont alors souvent
utilisés dans la littérature pour représenter l’ensemble des HAP (Alexander et al., 2008; Organi-
sation Mondiale de la Santé, 2003). L’agence de protection pour l’environnement des États-Unis
(US EPA) a classé 16 HAP comme polluants prioritaires (US Environmental Protection Agency,
2002) ; c’est ce groupe qui est souvent utilisé comme groupe représentatif des HAP. Le tableau
1.1 montre la classification de différents HAP sur des listes établies par divers organismes :
le Centre International de Recherche sur le Cancer (Centre International de Recherche sur le
Cancer, 2022), le règlement Classification, Labelling, Packaging (CLP) de l’Union Européenne
(Parlement Européen, 2008) et l’US EPA (Chu et Chen, 1985). Une attention particulière a été
portée au BaP qui est cancérogène avéré par le CIRC.

Tableau 1.1 – Classifications des HAP

HAP Formule
brute

Nombre de
cycles CIRC UE CLP US EPA

Naphthalène C10H8 2 2B - C
Acénaphthylène C12H8 3 - - D
Acénaphthène C12H10 3 3 - -

Fluorène C13H10 3 3 - D
Phenanthrène C14H10 3 3 - D
Anthracène C14H10 3 3 - E

Fluoranthène C16H10 4 3 - D
Pyrène C16H10 4 3 - D

Benzo[a]anthracène C18H12 4 2B 1B B2
Chrysène C18H12 4 2B 1B C

Benzo[b]fluoranthène C20H12 5 2B 1B B2
Benzo[k]fluoranthène C20H12 5 2B 1B B2

Benzo[a]pyrène C20H12 5 1 1B B2
Indeno[1,2,3-cd]pyrène C22H12 6 2B - B2

Benzo[ghi]perylène C22H12 6 3 - D
Dibenzo[a,h]anthracène C22H14 7 2A 1B B2

Classification du CIRC :
• groupe 1 : substances cancérogènes
• groupe 2 : substances probablement cancérogènes (2A) et possiblement cancérogènes (2B)
• groupe 3 : substances inclassables quant à leur cancérogénicité
• groupe 4 : substances probablement non cancérogènes
Classification de l’Union Européenne (selon CLP)
• groupe 1 : substances dont le potentiel cancérogène est avéré (1A) et supposé (1B)
• groupe 2 : substances suspectées d’être cancérogènes
Classification US EPA
• classe A : substances cancérogènes
• classe B : substances probablement cancérogènes, preuves limitées (B1) et insuffisantes (B2)
• classe C : substances possiblement cancérogènes
• classe D : substances non classifiables quant à leur cancérogénicité
• classe E : substances pour lesquelles il n’existe pas de preuves de cancérogénicité

10



1.2. Réactions et transfert en cémentation gazeuse basse pression

1.2.1.2 Mécanismes de formation des HAP par pyrolyse d’acétylène

La pyrolyse d’hydrocarbures légers a fait l’objet de nombreuses études expérimentales en
réacteurs batch (Cullis et Franklin, 1964; Silcocks, 1957), réacteurs à écoulement continu (Di-
mitrijevic et al., 2000; Norinaga et al., 2006), tubes à ondes de choc (Ogura, 1977) et réacteurs
tubulaires (Ruiz et al., 2007; Sánchez et al., 2012). Les résultats expérimentaux ont permis
d’alimenter les connaissances des divers mécanismes mis en jeu sur des larges gammes de tem-
pérature. Plus particulièrement, pour des températures comprises entre 830 et 1530 °C, des
mécanismes de polymérisation moléculaire sont supposés se produire (Kiefer et al., 1990).

L’objectif ici n’est pas de donner une explication exhaustive des divers mécanismes cinétiques
impliqués, mais de présenter les grandes voies et d’identifier les principaux précurseurs des HAP.
Des explications bien plus détaillées peuvent être retrouvées dans les références citées ci-dessous.

Formation des premiers cycles aromatiques. La formation des premiers cycles aroma-
tiques est considérée par de nombreux auteurs comme l’étape limitante dans la formation de
composés aromatiques plus lourds (Frenklach, 2002b). Norinaga et Deutschmann (2007) ont mis
en évidence, à travers une étude de sensibilité, que la production de vinylacétylène par la réaction
1.1 correspond à la consommation primaire d’acétylène. Les réactions de consommation du viny-
lacétylène conduisent ensuite, entre autres, à la formation des premiers cycles aromatiques. En
particulier, la réaction 1.2 serait responsable de la formation de la majorité de benzène présent
à 900 °C (Bensabath, 2017; Norinaga et Deutschmann, 2007).

C2H2 + C2H2 ⇌ C4H4 (1.1)
C4H4 + C2H2 ⇌ C6H6 (1.2)

D’autres mécanismes proposés dans la littérature supposent l’addition des radicaux n − C4H3•
et n − C4H5• sur l’acétylène, ainsi que des réactions faisant intervenir des radicaux propargyles
C3H3• (tableau 1.2).

Tableau 1.2 – Réactions menant à la formation des premiers cycles aromatiques

Référence Réaction N° d’équation

Frenklach et al. (1985) C4H3• + C2H2 → C6H5• (1.3)
C4H5 + C2H2 → C6H6• + H• (1.4)

Miller et al. (1990) C3H3• + C3H3• → C6H6 ou C6H5• + H• (1.5)
C3H3• + C2H2 → C5H5• (1.6)

Formation des hydrocarbures aromatiques polycyliques. Une fois formés, les com-
posés aromatiques continuent à croître en masse. Le consensus dans la littérature est que les
composés à cinq ou six atomes de carbone sont à l’origine de la formation des HAP (Richter et
Howard, 2002). Le mécanisme HACA (hydrogen abstraction, C2H2 addition), qui a été proposé
pour la première fois par Frenklach et al. (1985), est aujourd’hui le mécanisme le plus utilisé
pour décrire la formation et la croissance des HAP. Il consiste en la soustraction d’un atome
d’hydrogène à une espèce aromatique Ai, ce qui crée le radical Ai•, puis à l’addition de ce
dernier sur des molécules d’acétylène (réactions 1.7 - 1.9). Une espèce aromatique Ai+1 ayant
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un plus grand nombre de cycles que l’espèce de départ est ainsi formée.

Ai + H• ⇌ Ai• + H2 (1.7)
Ai• + C2H2 ⇌ AiC2H2• (1.8)

AiC2H2• + C2H2 → Ai+1 + H• (1.9)

Bien entendu, des espèces autres que l’acétylène interviennent dans des réactions de croissance
des cycles aromatiques ; c’est le cas du méthyle, du propargyle et des cyclopentadiènes (Bensa-
bath, 2017; Frenklach, 2002b).

1.2.1.3 Mécanismes cinétiques détaillés de la littérature

La pyrolyse d’hydrocarbures légers est un phénomène intervenant dans de nombreux pro-
cédés thermochimiques et c’est pourquoi divers auteurs se sont intéressés à la modélisation des
mécanismes mis en jeu. Le tableau 1.3 regroupe quelques mécanismes cinétiques de la littérature
permettant de prédire la réactivité de l’acétylène et la formation des HAP.

Tableau 1.3 – Mécanismes cinétiques de pyrolyse d’acétylène

Référence Nombre d’espèces Nombre de réactions Plages de température

Ziegler et al. (2005) 608 172 900 - 1025 °C
Norinaga et al. (2009) 241 902 800 - 1100 °C
Saggese et al. (2014) 350 16 700 627 - 2227 °C

Bensabath (2017) 363 1255 800 - 1100 °C
Slavinskaya et al. (2019) 112 939 25 - 2327 °C

Ziegler et al. (2005) se sont intéressés au dépôt de pyrocarbone dans la production de com-
posites carbone-carbone, processus obtenu par la pyrolyse d’hydrocarbures légers. Les auteurs
ont développé un mécanisme homogène de décomposition thermique de propane à basse pression
(2.7 kPa) et haute température (900 - 1025 °C). Il permet de modéliser la formation des HAP
jusqu’à quatre cycles aromatiques. Des expériences menées en réacteur parfaitement agité ont
permis de montrer une bonne concordance entre simulations et expériences.

Norinaga et al. (2009) ont développé un mécanisme cinétique de pyrolyse d’hydrocarbures
légers comportant 241 espèces et 902 réactions. Ils tiennent compte de la formation de HAP
jusqu’à sept cycles aromatiques. Le modèle a été comparé aux résultats expérimentaux de pyro-
lyses réalisées dans un réacteur tubulaire. Les résultats sont corrects dans le cas de la pyrolyse
du propylène, mais des écarts importants demeurent pour la pyrolyse de l’acétylène.

Saggese et al. (2014) ont proposé un mécanisme de pyrolyse d’acétylène couplé à un modèle
sectionnel de formation de suies. Des expériences réalisées dans des larges gammes de conditions
opératoires leur permettent d’obtenir une bonne concordance entre les expériences et les simu-
lations. Le nombre important de réactions fait de ce modèle une option très coûteuse en temps
de calcul ; cependant, c’est le mécanisme le plus complet de la littérature.

Bensabath (2017) a développé un mécanisme permettant de décrire la formation des 16
HAP de l’US EPA lors de la pyrolyse d’acétylène dans des conditions de cémentation gazeuse
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basse pression. Les résultats des simulations à divers temps de passage ont été comparées à
des expériences réalisées sur deux types de réacteurs, un réacteur sphérique auto-agité par jets
gazeux et des réacteurs tubulaires. Les simulations reproduisent les tendances et donnent des
ordres de grandeur acceptables des hydrocarbures légers et des HAP dits légers. Quant aux HAP
les plus lourds, des écarts persistent entre le modèle et les expériences sur le réacteur auto-agité.
L’auteure attribue ces écarts à l’absence de modèle de formation et de croissance de suies.

Slavinskaya et al. (2019) ont développé un mécanisme de pyrolyse et d’oxydation d’acétylène
à 112 espèces et 939 réactions. Des données expérimentales de délai d’allumage, de vitesses
de flammes laminaires et des profils de concentration dans des tubes à ondes de choc ont été
utilisés pour améliorer les coefficients cinétiques du mécanisme de pyrolyse d’acétylène établi par
Chernov et al. (2014). Des données expérimentales de la littérature sur des réacteurs tubulaires
et des réacteurs auto-agités ont été utilisés pour la validation du modèle. La comparaison entre
les résultats expérimentaux et les résultats de simulations présentent des écarts importants pour
certains HAP mais de manière globale il y a un accord bon ou satisfaisant pour la plupart des
espèces.

1.2.2 Formation des suies

Les suies correspondent à du carbone organique particulaire formé lors de la pyrolyse ou
la combustion incomplète de composés organiques. Tout comme les HAP, les suies se forment
dans les conditions de la cémentation gazeuse basse pression. Elles sont constituées de particules
primaires de carbone quasi sphériques de taille nanométrique qui s’agglomèrent pour former des
agrégats (Constantine et Richard, 1989; Sadezky et al., 2005), comme illustré sur la figure 1.3.
Des études expérimentales ont montré que le diamètre moyen des particules primaires et l’écart-
type des distributions présentent des faibles variations d’un échantillon d’une même population
à un autre (Decoster, 2017; Ouf et al., 2008). Ces particules primaires sont constituées d’un
noyau qui est lui même composé de particules plus fines et d’une couche externe dans laquelle
le carbone forme des structures de type graphitique (Decoster, 2017).

(a) (b)

Figure 1.3 – Images obtenues par microscopie électronique en transmission des suies générées
lors des pyrolyses réalisées dans cette étude : (a) agrégat jeune constitué de nombreuses particules
primaires, (b) particules primaires

Le caractère cancérogène des suies a été démontré par de nombreuses études (Centre inter-
national de Recherche sur le Cancer, 1974). Par ailleurs, lors de leur formation, des HAP s’y
adsorbent et s’y condensent, ce qui rend l’ensemble suies-HAP davantage toxique. En plus du
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caractère toxique, les suies sont un produit indésirable parce qu’elles peuvent endommager le
four et ses annexes (pompe, chariot, chaîne, isolant thermique etc).

La formation des suies a fait l’objet d’études approfondies, en particulier par Frenklach de
l’université de Berkeley en Californie dont de multiples références sont citées ci-dessous, mais de
nombreux détails restent inconnus à ce jour. Les différents phénomènes menant à la formation et
la croissance des suies (figure 1.4), ainsi que les modèles utilisés pour les décrire sont présentés
ci-après.

Figure 1.4 – Formation des HAP et des suies lors de la pyrolyse d’acétylène, adapté de Bockhorn
(1994)

1.2.2.1 Phénomènes de formation et de croissance des suies

Nucléation

Le processus de nucléation des particules de suies correspond à l’étape qui permet de passer
des espèces gazeuses à des particules solides. Malgré les nombreuses études qui ont été effectuées,
les phénomènes ayant lieu ne sont pas encore bien définis. Différents précurseurs, dont l’acétylène,
les polyacétylènes, les allènes et les HAP ont été proposés au cours de ces 40 dernières années
(Frenklach et Mebel, 2020). L’hypothèse la plus répandue aujourd’hui est celle qui soutient que
la nucléation des suies est due aux HAP (D’Anna et al., 2010; Frenklach, 2002b; Haynes et
Wagner, 1981; Pejpichestakul et al., 2018).

Dans le premier modèle proposé par Frenklach et al. (1985), les suies sont définies simple-
ment comme l’ensemble des espèces qui ont une masse molaire supérieure à celle du coronène,
de formule chimique C24H12 et de masse molaire 300 g.mol−1. La nucléation était ainsi supposée
être un phénomène purement chimique (Frenklach, 2002b). Cette hypothèse n’a cependant pas
permis de prédire correctement la taille des particules. Plus tard, les mêmes auteurs ont proposé
une nouvelle hypothèse qui soutient qu’à partir d’une certaine taille, les HAP commencent à se
coller les uns aux autres lors de collisions pour former des dimères de HAP qui marqueraient
l’émergence des premières particules de suies (Frenklach et Wang, 1991a). Par opposition au pre-
mier modèle proposé, ce nouveau modèle suppose que les particules de suies peuvent continuer
à grandir à travers des collisions entre elles. C’est l’une des hypothèses les plus utilisées aujour-
d’hui dans la littérature, même si des débats persistent toujours sur les types de phénomènes
impliqués (Frenklach et Mebel, 2020).
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Croissance de surface

Une fois formée, la particule de suie peut accroître sa masse en réagissant avec la phase
gazeuse par un mécanisme analogue au mécanisme HACA de croissance des HAP. Les particules
de suies, notées Csoot-H, sont supposées être couvertes de liaisons C-H qui agissent comme des
sites actifs. L’arrachement des atomes d’hydrogène vient activer les sites en formant des radicaux
Csoot• qui réagissent avec la phase gazeuse, notamment l’acétylène (Appel et al., 2000; Frenklach
et Wang, 1994). L’abondance de la molécule d’acétylène et la réactivité de sa liaison multiple
font de cette molécule une des espèces les plus importantes dans les réactions de croissance des
suies (Frenklach et Mebel, 2020).

Les réactions mises en jeu proposées par Frenklach et Wang (1994) avec les paramètres
cinétiques de Appel et al. (2000) sont présentées dans le tableau 1.4. Les réactions d’oxydation
ont été omises puisque la cémentation gazeuse basse pression se fait dans des conditions de
pyrolyse et non de combustion ; ainsi l’oxydation des suies ne fait pas partie du présent travail.

Tableau 1.4 – Réactions de croissance de surface des particules de suies en pyrolyse, constante
cinétique de la forme k=ATnexp

(
− E

RT

)
N° équation Réaction A (cm3.mol−1.s−1) n E (kcal.mol−1)

(S1) Csoot-H + H• → Csoot• + H2 4,2.1013 0 13
(S-1) Csoot• + H2 → Csoot-H + H• 3,9.1012 0 9,32
(S2) Csoot• + H• → Csoot-H 2.1013 0 0
(S3) Csoot• + C2H2 → Csoot-H +H• 8.107 1,56 3,8

Coagulation et agrégation

Les particules de suie peuvent également croître en entrant en collision entre elles. Ces colli-
sions conduisent à des particules plus grandes qui adoptent des formes sphériques ou fractales. Le
phénomène menant à des particules sphériques qui ont complètement fusionnées est nommé coa-
gulation, alors que celui menant à des fractales prend le nom d’agrégation. Diverses hypothèses
sont proposées pour essayer d’expliquer les deux géométries obtenues.

Une des hypothèses soutient que la formation des particules sphériques par le phénomène de
coagulation précède la formation d’agrégats (Haynes et Wagner, 1981). Ainsi, les particules de
faible taille auraient le temps nécessaire pour fusionner complètement alors qu’en grandissant
ce ne serait plus le cas. Une autre hypothèse suggère que la forme adoptée par les particules
de suies dépend de la présence ou non de réactions de croissance de surface ; en absence de ces
dernières, les particules adopteraient des structures en chaîne (Cooke et Dennis, 1983). Mitchell
et Frenklach (2003) ont conduit des études qui ont permis d’identifier deux facteurs affectant le
niveau de sphéricité des particules : la vitesse des réactions de surface et la taille de particules
entrant en collision. En effet, les réactions avec des molécules de la phase gazeuse permettraient
de « lisser » la surface des particules de suies, ce qui conduirait à des particules sphériques.
Ainsi, des vitesses rapides de croissance de surface et des collisions entre particules de petite
taille auraient tendance à produire des particules sphériques. Il a été démontré qu’il n’y pas de
découplage temporel entre l’agrégation, la nucléation et la croissance de surface, ces phénomènes
ayant lieu simultanément (Mitchell et Frenklach, 2003).
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1.2.2.2 Modèles

Les différents modèles de suies existant dans la littérature peuvent être classés en trois
grandes catégories, comme illustré sur la figure 1.5 : les modèles empiriques, semi-empiriques et
détaillés (Kennedy, 1997).

Modèles de suies

Empiriques Semi-empiriques Détaillés

Valables dans des
plages de fonction-

nement limitées

Phénomènes physiques
et chimiques pris en

compte, valables dans
des plages de fonc-
tionnement limitées

Résolution par
la méthode

des moments

Résolution par
la méthode
sectionnelle

Résolution par
des méthodes
stochastiques

Propriétés moyennes
de la FDTP dé-
terminées à par-
tir des moments

FDTP divi-
sée en classes

Phénomènes traités de
manière probabiliste
en utilisant des tech-

niques de Monte-Carlo

Figure 1.5 – Modèles de suies

Les modèles empiriques sont basés entièrement sur des données expérimentales et consistent
à établir des corrélations à partir de ces dernières. Ils dépendent ainsi des conditions
opératoires dans lesquelles ils ont été établis et sont valables uniquement sur une plage
limitée de conditions de fonctionnement.

Les modèles semi-empiriques considèrent en plus des résultats expérimentaux quelques phé-
nomènes physiques et chimiques (Mehta, 2008). Ils incorporent des réactions simplifiées
menant à la formation des précurseurs de suies et aux particules de suies elles-mêmes. Les
vitesses de ces réactions sont déterminées à partir d’expériences menées dans des condi-
tions opératoires spécifiques et c’est pourquoi ces modèles présentent les mêmes limitations
que les modèles empiriques.

Les modèles détaillés quant à eux sont fondés sur des phénomènes physiques et chimiques.
Ils se basent sur l’établissement de bilans de population afin de déterminer la fonction
de distribution de la taille des particules de suies (FDTP). Les méthodes de résolution
des modèles détaillés existants peuvent être divisées en deux groupes : celles qui résolvent
une forme approximative de la FDTP, à savoir la méthode sectionnelle et la méthode
stochastique, et la méthode des moments qui résout des propriétés moyennes de la FDTP.

La plupart des méthodes numériques de la littérature suppose des particules de suies sphé-
riques et se limite à la résolution de la FDTP (Mueller et al., 2009). En réalité, le phénomène
d’agrégation peut conduire à des structures bien plus complexes et une caractérisation plus
poussée des particules primaires qui les composent peut alors devenir nécessaire pour mieux
caractériser les particules (Bodor et al., 2019). Ainsi, une variable supplémentaire, telle la taille
ou le nombre de particules primaires par agrégat, peut être suivie en parallèle afin de déterminer
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la fonction de distribution des tailles des particules primaires (FDTPP). Lorsque la FDTP et la
FDTPP sont étudiées, la fonction de distribution est qualifiée de bidimensionnelle.

Méthode des moments

L’utilisation de la méthode des moments (MOM) pour la résolution des bilans de population
des particules de suies a été proposée pour la première fois par Frenklach et Harris (1987). Elle
se base sur la détermination des moments entiers de la FDTP. En théorie, il faut déterminer
tous les moments entiers afin de connaître la FDTP dans son intégralité mais en général seuls
les premiers moments sont résolus. En effet, les premiers moments entiers sont les seuls à avoir
une interprétation physique. Ainsi, en considérant la distribution du nombre de particules en
fonction de la masse par exemple, le moment d’ordre zéro fournit le nombre total de particules
de suie, le moment d’ordre un la masse totale de suies, le moment centré d’ordre 2 l’écart-type,
le moment centré d’ordre 3 la dissymétrie et le moment centré d’ordre 4 l’aplatissement de la
FDTP. La MOM se limite ainsi à la détermination de grandeurs moyennes de la distribution, ce
qui fait de cette méthode une méthode relativement peu coûteuse en temps de calcul.

Un particularité de la MOM est que la résolution des moments entiers nécessite la connais-
sance de moments non entiers afin de fermer le système d’équations à résoudre ( cf. chapitre
2). Les différentes variantes disponibles dans la littérature se différencient alors principalement
par la façon dont sont déterminés ces moments non entiers. Il existe ainsi la méthode MOMIC
(Method of Moments with Interpolative Closure) développée par Frenklach (2002a), DQMOM
(Direct Quadrature Method of Moments) de Marchisio et Fox (2005), EQMOM et Ln-EQMOM
(Extended Quadrature Method of Moments) de Madadi-Kandjani et Passalacqua (2015), entre
autres.

Des modèles à fonction de distribution bidimensionnelle ont été développés afin de mieux
caractériser les particules (Mueller et al., 2009; Yuan et al., 2012). Ces méthodes se révèlent être
plus coûteuses en temps de calcul que la MOM classique, sans pour autant permettre d’accéder
directement à la FDTPP (Bodor et al., 2019).

Méthodes sectionnelles

Malgré l’avantage que présente la MOM classique en rapidité de temps de calcul, elle ne
permet pas d’approximer la FDTP dans son intégralité. Or, la connaissance de cette dernière
permet de faire une caractérisation plus complète des particules formées, ce qui est parfois
nécessaire. Les méthodes sectionnelles se présentent alors comme une alternative intéressante.

Deux types de méthodes sectionnelles sont généralement adoptées pour approximer la FDTP
(Bodor et al., 2019) : ADSM (Aerosol Discrete Sectional Model) et CDSM (Chemical Discrete
Sectional Model). Toutes les deux consistent à discrétiser la FDTP en un nombre fini de classes,
ces dernières étant caractérisées par une grandeur comme la masse de particules, et à établir
des bilans de population sur chaque classe. Cela fait de cette méthode une des plus coûteuses en
temps de calcul, puisqu’il y a une équation différentielle à résoudre par classe. Dans la méthode
CDSM, les suies sont considérées comme des composés en phase gazeuse ayant une masse molaire
supérieure au plus grand composé aromatique en phase gazeuse (Sirignano et al., 2013). Chaque
classe de particules fait alors partie du système d’équations de la phase gazeuse (Colman, 2021).
En revanche, le modèle ADSM considère les suies comme des particules solides dont l’évolution
temporelle est régie par les équations de Smoluchowski (Bodor et al., 2019). De manière générale,

17



Chapitre 1. Synthèse bibliographique

ces méthodes sont trop coûteuses en temps de calcul pour considérer une fonction de distribution
bidimensionnelle des particules de suie.

Méthodes stochastiques

Ces dernières décennies ont vu l’apparition des méthodes probabilistes pour la résolution de
la FDTP afin de combler certaines limitations des méthodes présentées ci-dessus, en particulier
le caractère monodimensionnel de la distribution étudiée. Les méthodes stochastiques se pré-
sentent ainsi comme des méthodes performantes qui permettent de déterminer une distribution
bidimensionnelle des suies (Balthasar et Kraft, 2003). Le principe de ces méthodes consiste à
traiter les phénomènes de formation des suies de manière probabiliste en utilisant des techniques
de Monte-Carlo. Le coût en temps de calcul de cette méthode fait que son utilisation se limite à
des réacteurs unidimensionnels ou de dimension zéro (Bodor et al., 2019) et le couplage explicite
à une cinétique en phase gazeuse n’est pas possible (Frenklach, 2002a).

1.2.3 Formation de carbone pyrolytique

Le carbone pyrolytique ou pyrocarbone est un dépôt constitué d’un empilements anisotrope
de plans de graphène qui se forme sur une paroi suite à un craquage thermique d’hydrocarbures
en phase gazeuse. En industrie, il est principalement utilisé dans le domaine de composites de
carbone/carbone employés dans les disques de freinage en carbone, dans le domaine médical avec
les prothèses et valves du cœur, et dans l’enrobage du combustible nucléaire dans des réacteurs
à haute température (Bourrat et al., 2006).

Le dépôt chimique en phase gazeuse, couramment appelé CVD pour chemical vapor deposi-
tion et l’infiltration chimique en phase gazeuse ou CVI pour chemical vapour infiltration, sont
les deux procédés industriels de formation de pyrocarbone les plus répandus. Ils sont réalisés à
des températures allant de 900 à 1300 °C sur des larges gammes de pression à partir de mélanges
de méthane, propane, éthane, acétylène, etc. (Thrower, 1984).

Dans le cadre de la cémentation gazeuse basse pression, le pyrocarbone est un sous-produit
qui se dépose sur les parois des isolants thermiques des fours. En pilotes de laboratoire, il se
forme directement sur les parois des réacteurs en silice (figure 1.6(a)) en quantité non négligeable
(Mendiara et al., 2005). Il est ainsi nécessaire de tenir compte de sa formation dans les bilans
de matière afin de réaliser une modélisation correcte de la cémentation gazeuse basse pression.

(a) (b)

Figure 1.6 – Morphologie du pyrocarbone : (a) échantillon prélevé sur les parois d’un réacteur
en silice suite à une expérience de pyrolyse d’acétylène réalisée dans cette étude et (b) images
en microscopie électronique en transmission de l’échantillon de gauche
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Benzinger et al. (1996) sont les premiers à démontrer que les réactions de dépôt de pyro-
carbone correspondent à des réactions hétérogènes qui sont en compétition avec des réactions
homogènes. Cette compétition est schématisée par :

A B C

CP c CP c

k1 k2

k3 k4

Figure 1.7 – Compétition entre réactions homogènes et hétérogènes dans la formation du
pyrocarbone (Benzinger et al., 1996)

Sur la figure 1.7, CP c est du carbone pyrolytique, A est un hydrocarbure gazeux qui ne
participe pas directement à sa formation et B et C deux hydrocarbures gazeux qui y participent
directement. L’hydrocarbure B est le réactif de deux réactions parallèles, celle qui produit l’hy-
drocarbure C et celle qui produit du pyrocarbone.

Bokros (1965, 1969) a défini quatre types de pyrocarbone en fonction de leur degré d’ani-
sotropie et de graphitation : le pyrocarbone laminaire lisse, le laminaire rugueux, le laminaire
sombre et l’isotropique. Reznik et Hüttinger (2002) ont proposé une autre classification qui
se base sur les angles d’extinction et d’orientation observés par microscopie optique. La per-
tinence des classifications n’a pas d’importance particulière pour cette étude et c’est pourquoi
une explication plus exhaustive des différences entre les classifications n’est pas fournie. Le point
important à souligner est qu’il a été démontré que les conditions opératoires déterminent le type
de pyrocarbone formé. En particulier, la température, le temps de passage et le rapport entre
la surface de solide disponible pour le dépôt et le volume de gaz jouent un rôle important sur
les réactions en phase gazeuse et donc sur la vitesse et la chime du dépôt (Becker et Hüttinger,
1998; Ziegler, 2004).

Deux approches de modélisation de la formation de pyrocarbone et de détermination des
vitesses de dépôt sont présentées ci-dessous.

1.2.3.1 Approche pseudo-homogène

Ziegler (2004) a étudié le dépôt de pyrocarbone par CVD à haute température (de 900 °C
à 1025 °C) et basse pression (2,7 kPa) sur des préformes fibreuses. L’auteure a fait l’hypothèse
d’un modèle pseudo-homogène où le dépôt de carbone est supposé gazeux et occupant tout
le volume du réacteur, ce qui lui a permis de s’affranchir des problèmes de description de la
surface. Trois précurseurs sont supposés : l’acétylène, l’anthracène et le propyne ; les réactions
ne sont pas supposées simultanées, un seul précurseur est supposé à chaque fois. Les réactions
de dépôt sont présentées dans le tableau 4.5. En admettant que la vitesse de réaction suit une
loi d’Arrhénius d’ordre un par rapport à chaque précurseur, les vitesses massiques de dépôt ont
pu être déterminées expérimentalement.

Ziegler a couplé les cinétiques de dépôt à un mécanisme homogène de pyrolyse de propane et
a conduit des simulations en supposant un réacteur parfaitement agité. Les comparaisons entre
simulations et expériences lui ont permis de conclure que le dépôt de pyrocarbone formé dans
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Tableau 1.5 – Réactions de dépôt et paramètres cinétiques

Référence Réaction N° d’équation Facteur
pré-exponentiel

Énergie
d’activation

Ziegler (2004)
C2H2

k1−→ 2CP c + H2 (1.10) 2,7 · 106 s−1 167 kJ.mol−1

C14H10
k2−→ 14CP c + 5H2 (1.11) 3,5 · 1010 s−1 198 kJ.mol−1

p − C3H4
k3−→ 3CP c + 2H2 (1.12) 1,98 · 1016 s−1 360,3 kJ.mol−1

Ziegler-Devin et al. (2007)
C2H2

k4−→ 2CP c + H2 (1.13) 7,7 · 1010 s−1 281 kJ.mol−1

C2H4
k5−→ 2CP c + 2H2 (1.14) 4,1 · 1010 s−1 281 kJ.mol−1

ses travaux, le pyrocarbone laminaire lisse, ne pouvait être expliqué par des espèces aromatiques
comme l’anthracène mais était dû à des petites espèces en C2 ou C3. L’auteure a conclu qu’aucun
des précurseurs à lui tout seul ne pouvait expliquer le dépôt ; il semblerait que ce dernier soit dû
à des réactions simultanées impliquant divers précurseurs. Dans des travaux postérieurs, Ziegler-
Devin et al. (2007) ont étudié la possibilité d’un dépôt simultané par plusieurs hydrocarbures
légers. Des hypothèses simplificatrices leur ont permis de réduire à deux le nombre de précurseurs
auxquelles ils s’intéressent : l’acétylène et l’éthylène. Les paramètres cinétiques sont présentés
dans le tableau 4.5. Les résultats des simulations montrent une très bonne concordance avec
les résultats expérimentaux, aussi bien pour la masse de pyrocarbone que pour les espèces
aliphatiques et aromatiques.

1.2.3.2 Approche hétérogène

Une modélisation plus correcte et complète de formation du pyrocarbone nécessite de consi-
dérer des réactions élémentaires hétérogènes de surface. Becker et Hüttinger (1998) ont été les
premiers à prendre en compte des réactions sur des sites actifs de surface modélisées par des
mécanismes de Langmuir-Hinshelwood. Ces réactions ont été couplées à des réactions de décom-
position thermique en phase gazeuse.

En général, deux types de sites de surface sont considérés pour modéliser le dépôt de pyro-
carbone : les sites « bateaux » et les sites « zig-zag » (figure 1.8). La formation de pyrocarbone
correspond à la formation d’un nouveau cycle à six atomes de carbone au niveau de ces confi-
gurations (Ziegler-Devin et al., 2013).

Figure 1.8 – Types de sites de surface (Ziegler-Devin et al., 2013)

Lacroix (2009) a supposé deux types de composés pouvant contribuer à la croissance de
pyrocarbone : les HAP et les petites espèces radicalaires. Les HAP se lient au pyrocarbone par
des interactions de type Van der Walls alors que l’ajout de petites espèces est similaire aux
réactions gazeuses de croissance de composés aromatiques. Dans sa thèse, l’auteur s’est intéressé
uniquement à la croissance par les petites espèces gazeuses. Les paramètres cinétiques ont alors
été déterminés en utilisant l’approche proposée par Frenklach et Wang (1991b). Il s’agit d’une
méthodologie qui permet de déterminer des paramètres cinétiques de réactions hétérogènes par
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analogie avec les réactions en phase gazeuse. Cette approche repose sur le fait que la réactivité
chimique des matériaux carbonés solides est localisée sur les sites carbonés de manière similaire
à celle des espèces gazeuses correspondantes. Une réaction homogène type est alors choisie pour
chaque réaction hétérogène. Par exemple, une réaction d’arrachement d’un atome d’hydrogène
sur un site de surface est équivalente à une réaction d’arrachement d’un atome d’hydrogène sur
une molécule de benzène par un radical (Ziegler-Devin et al., 2013).

Lacroix et al. (2010) ont proposé un mécanisme cinétique détaillé de surface comportant 275
étapes élémentaires et 66 sites de surface. Le modèle a été couplé à un mécanisme homogène de
pyrolyse de méthane. Des expériences ont été réalisées en réacteur parfaitement agité à basse
pression et sur une plage de température allant de 900 à 1050 °C, avec des temps de passage de
l’ordre de quelques secondes. Les comparaisons entre les simulations et les expériences montrent
un bon accord.

Les mécanismes décrits jusqu’ici, la pyrolyse d’acétylène en phase gazeuse, la production de
suies et le dépôt de pyrocarbone, sont des phénomènes qui ont lieu avec et sans pièce métallique.
Les paragraphes suivants décrivent les phénomènes qui ont lieu lorsque l’atmosphère gazeuse
entre en contact avec la pièce à cémenter en acier.

1.2.4 Interactions entre l’atmosphère gazeuse et l’acier

Les interactions entre les hydrocarbures légers comme l’éthane, l’éthylène, l’acétylène et le
fer ont fait l’objet de diverses études. Les résultats concernant l’acétylène sont présentés ici.

Borgmann et al. (1986) ont montré qu’à pression réduite (P<10−1) et à 77 K, il y a chi-
misorption de l’acétylène en monocouche à hauteur de 2,1.1015 molecules.cm−2. Une fois la
monocouche remplie, l’acétylène continue à s’adsorber par physisorption en formant des couches
supplémentaires, desquelles il peut se désorber. Pour des températures supérieures à 150 K,
l’acétylène se décompose partiellement à la surface du fer et forme du méthane, de l’éthane et
du dihydrogène (Alter et al., 1994; Yoshida et Somorjai, 1978). La présence de ces composés
met en évidence la rupture de la liaison C-H et de la liaison C-C de l’acétylène. De nombreux
auteurs ont identifié CH et CH2 comme espèces intermédiaires de la dissociation d’acétylène à
la surface du fer, CH étant le produit le plus abondant (Bhattacharya et Chesters, 1987; Seip
et al., 1984). Seip et al. (1984) ont montré qu’une fois formées et exposées à une montée en
température, ces espèces se décomposent et libèrent des molécules de H2 dans la phase gazeuse
(pics de désorption détectés à 490 K et 580 K), laissant deux atomes de carbone à la surface de
l’acier. Des analyses menées par Grabke et al. (1977) ont permis de conclure que les atomes de
carbone sont chimisorbés au niveau des sites quasi-interstitiels du plan Fe(100) (figure 1.9), ils
sont encastrés entre quatre atomes de fer. Par ailleurs, ils ont démontré que bien que certains
additifs de surface aient des effets marqués sur l’activité catalytique et la sélectivité, les atomes
de carbone n’ont essentiellement qu’un effet de blocage de site. En d’autres termes, ils n’ont
pas d’effet thermique ou vibrationnel sur l’adsorption de l’acétylène. En cas d’augmentation de
la température, une diminution de la concentration superficielle en carbone est observée, elle
s’explique par la diffusion du carbone au sein du métal (Arabczyk et al., 1993).

Remarque : Un cristal peut être coupé selon plusieurs plans qui, du fait de son anisotropie,
vont présenter des propriétés différentes (Mustafa, 2011). Ces plans sont spécifiés en utilisant
un ensemble de trois indices (a,b,c), nommés indices de Miller. Quelques exemples de plans sont
illustrés sur la figure 1.9.
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Plan (111)

Figure 1.9 – Plans (100), (110) et (111) dans un cristal cubique (Mustafa, 2011)

Ryzhov et al. (2004) ont schématisé les phénomènes ayant lieu à la surface du fer dans
des conditions de cémentation gazeuse basse pression par le mécanisme présenté sur la figure
1.10. En accord avec le paragraphe précédent, les auteurs expliquent qu’il y a adsorption des
molécules d’acétylène, puis dissociation de ces dernières pour donner des radicaux CH•. Cette
dissociation serait due à la rupture de la liaison triple de l’acétylène qui s’explique par la présence
de ses liaisons π faibles et par la formation des liaisons avec la surface du fer. Ces dernières sont
favorisées par la présence des orbitales d non remplies des atomes de fer. Ensuite, les atomes
d’hydrogène forment du dihydrogène et repartent dans la phase gazeuse.

C2H2(gaz) C2H2(ads) CH + CH
catalyse

Fe Fe

C + C + H + H
catalyse

H2(gaz)

Fe Fe

Figure 1.10 – Étapes de la réaction à la surface de l’acier (Ryzhov et al., 2004)

Malgré les nombreuses tentatives d’explication des phénomènes qui ont lieu, il n’existe pas de
mécanisme détaillé de la réaction de surface. Très souvent, les auteurs déterminent des coefficients
de transfert globaux entre l’atmosphère gazeuse et la surface de la pièce (cf. section 1.2.5.2). Une
autre approche consiste à supposer des cinétiques globales de dissociation d’ordre un par rapport
à l’acétylène pour déterminer des vitesses globales de réaction.

1.2.5 Diffusion dans les métaux

Une fois formé, le carbone diffuse au sein de la structure métallique qui est principalement
constituée d’atomes de fer. Cette diffusion est d’une importance capitale pour le procédé de
cémentation gazeuse basse pression puisque c’est l’étape qui va permettre à l’acier d’intégrer le
carbone dans ses interstices ; c’est cela qui va lui conférer la plupart de ses propriétés mécaniques.
Quelques aspects théoriques sur la diffusion du carbone dans l’acier sont présentés ci-après.
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1.2.5.1 Aspects théoriques

Les métaux se caractérisent par des structures cristallines denses. De ce fait, la diffusion au
sein de tels réseaux, nommée diffusion réticulaire ou lattice diffusion en anglais, peut avoir lieu
uniquement grâce à la présence de défauts cristallins (Balogh et Schmitz, 2014). Ces derniers
correspondent à des interruptions de la périodicité du cristal et peuvent se classer en quatre
types : les défauts ponctuels, linéaires, planaires et volumiques. Le tableau 1.6 présente quelques
exemples tirés de Girao (2018).

Tableau 1.6 – Classification des défauts cristallins

Défauts ponctuels Défauts linéaires Défauts planaires Défauts volumiques

Lacunes Dislocations de type « coin » Joints de grains Précipités
Défauts interstitiels Dislocations de type « vis » Défauts d’empilement Pores
Défaut de Frenkel Plan d’antiphase

Défauts substitutifs

Parmi ces différents défauts, la diffusion réticulaire est souvent due à la présence de défauts
ponctuels interstitiels ou substitutifs, lesquels sont illustrés sur la figure 1.11 (Heitjans et Kärger,
2006). Lors de la diffusion substitutive, les atomes qui diffusent viennent occuper la place des
atomes du réseau dans lequel ils diffusent. Quant à la diffusion interstitielle, elle a lieu lorsque
les atomes diffusent à travers les interstices du réseau cristallin par des sauts successifs. C’est le
cas de la diffusion des atomes de carbone dans le fer.

(a)

(b)

Figure 1.11 – Exemples de diffusion : (a) de substitution et (b) interstitielle

Les sauts successifs et l’occupation des sites interstitiels entraînent la déformation du réseau
cristallin. Plus l’atome qui diffuse est gros et plus l’énergie nécessaire pour surmonter cette
déformation est importante. C’est pourquoi seuls les atomes de petite taille, tel l’atome de
carbone, dont la taille est trente fois plus petite que l’atome de fer, peuvent effectuer ces sauts
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et cela uniquement sous l’effet de l’agitation thermique.

Des relations permettant de calculer la cinétique des sauts ont été établies en adoptant
la théorie de l’état de transition par le biais d’un certain nombre d’hypothèses détaillées par
Vineyard (1957). Le détail du modèle physique adopté pour modéliser l’échelle atomique n’a
pas d’intérêt particulier pour cette étude. En revanche, les relations mathématiques décrivant la
cinétique de diffusion à l’échelle macroscopique sont explicitées ci-après.

1.2.5.2 Lois de Fick

En 1855, Fick établit les célèbres lois qui permettent de décrire la diffusion à échelle macro-
scopique (Fick, 1855). La première loi de Fick permet d’exprimer le flux d’atomes qui diffuse en
présence d’un gradient de concentration :

Ji = −DC∇xi (1.15)

avec Ji le flux de l’espèce i qui diffuse, D le coefficient de diffusion de l’espèce i, C la concentration
totale du mélange, xi la fraction molaire de l’espèce i dans le mélange et ∇ l’opérateur gradient.
Le signe négatif illustre le fait que le flux d’atomes va des zones les plus concentrées vers les
moins concentrées, donc dans le sens inverse du gradient de concentration. À pression constante,
la première loi de Fick peut être exprimée par l’expression :

Ji = −D∇Ci (1.16)

où Ci est la concentration de l’agent qui diffuse.

La deuxième loi de Fick exprime l’accumulation temporelle de l’espèce qui diffuse à partir
d’un bilan de matière et des équations aux dérivées partielles :

∂Ci

∂t
= −∇ · Ji = ∇ · (D∇Ci) (1.17)

où t correspond au temps et ∇ · désigne la divergence de la concentration.

Dans les lois de Fick, le coefficient de diffusion D permet de relier le flux de diffusion au
gradient de concentration afin de quantifier la diffusion à l’échelle macroscopique. Le lien entre
le coefficient de diffusion et le déplacement chaotique des particules a été expliqué au début du
xxe siècle par Einstein et Smoluchowski (Einstein, 1905; Smoluchowski, 1906).

Coefficient de diffusion du carbone dans l’austénite

Le coefficient de diffusion est un paramètre qui dépend de la température et qui est généra-
lement exprimé par une loi d’Arrhénius :

D = D0 exp
(

− Q

RT

)
(1.18)

où D0 est le facteur pré-exponentiel, Q l’énergie d’activation, R la constante des gaz parfaits et
T la température.
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Dans le cas de la cémentation gazeuse basse pression, le coefficient de diffusion correspond
au coefficient de diffusion du carbone dans l’austénite (allotrope du fer stable aux températures
de cémentation gazeuse basse pression) et il est noté DC dans la suite de ce manuscrit. De
nombreuses expressions obtenues à partir d’observations expérimentales sont disponibles dans
la littérature. Le tableau 1.7 regroupe certaines expressions permettant d’illustrer la variété
des relations existantes. Certains auteurs considèrent que le coefficient de diffusion est fonction
uniquement de la température, alors que d’autres auteurs proposent des expressions qui dé-
pendent également de la concentration en carbone (Asimow, 1964; Wells et al., 1950). En outre,
il n’y a pas encore d’unanimité sur le type de dépendance ; certaines expressions considèrent une
dépendance linéaire alors que d’autres une dépendance exponentielle.

Tableau 1.7 – Coefficients de diffusion de la littérature

N°
d’équation Coefficient de diffusion Référence

(1.19) DC(T ) = 0,668 exp
(
− 157000

R1T

)
Smith (1964)

(1.20) DC(T, ωC) = 1,43 exp
(
− −19900

T

)
(1 − 23,2ωC) exp

(
0,242ωC exp

(
−6790

T

)) Collin et al.
(1972)

(1.21) DC(T, ωC) = (0,07 + 0,06ωC) exp
(
− 32000

R2T

) Goldstein et
Moren (1978)

(1.22) DC(T, ωC) = 0,47 exp(−1,6ωC) exp
(
− 37000−6600ωC

R2T

) Tibbetts
(1980)

(1.23) DC(T ) = 2,5.10−1 exp
(
− 140000

R1T

) Tao et al.
(2017)

où DC est le coefficient de diffusion du carbone dans l’austénite (cm2.s−1), ωC est la teneur massique en
carbone, T est la température (K), R1 est la constante des gaz parfaits en J.mol−1.K−1 et R2 est la
constante des gaz parfaits en cal.mol−1.K−1

Dans le cadre de cette thèse, seule la cémentation des aciers carbonés ou faiblement alliés,
c’est-à-dire des aciers composés principalement de fer et de carbone, est étudiée. Ainsi, l’influence
des éléments d’alliage sur la diffusion du carbone ne fait pas partie de ce travail, même si les
éléments d’alliage présents dans l’acier ont un impact non négligeable sur la diffusion du carbone
(Karabelchtchikova, 2007). En effet, ces différents composants interagissent avec le carbone ; si
ces interactions sont positives, le coefficient de diffusion diminue, alors que si elles sont négatives,
elles vont favoriser la diffusion. Ces interactions doivent donc être prises en compte et modélisées
dans le cas de la cémentation des aciers fortement alliés.

Conditions initiale et aux limites

La 2ème loi de Fick est une équation aux dérivées partielles (EDP) qui nécessite de définir
des conditions initiales et aux limites pour sa résolution. La condition initiale correspond à la
concentration en carbone dans le métal à l’instant t = t0. Les conditions aux limites sont des
équations qui ne sont valables que sur les bords du domaine spatial considéré. Pour des EDP
d’ordre deux, telle la 2ème loi de Fick, ces équations peuvent être de trois types : des conditions
de Neumann, de Dirichlet ou de Robin. Les conditions de Dirichlet consistent à fixer la valeur de
la variable dépendante le long de la frontière du domaine alors que les conditions de Neumann y
spécifient le flux (dérivée spatiale de la variable dépendante). Les conditions de Robin imposent

25



Chapitre 1. Synthèse bibliographique

une relation linéaire entre la variable dépendante et sa dérivée ; il s’agit d’une combinaison
pondérée d’une condition aux limites de Dirichlet et d’une condition aux limites de Neumann.

La qualité du modèle de diffusion dépend principalement de la condition à la frontière entre
le gaz et le solide (Semenov et al., 2013). Les conditions aux limites les plus rencontrées dans la
littérature sont présentées ci-dessous.

Puisque les phénomènes qui se produisent à l’interface ne sont pas entièrement élucidés
(section 1.2.4), certains auteurs contournent la nécessité d’une cinétique détaillée de surface
au moyen d’une condition de Neumann définie à partir d’un coefficient paramétrique global β
(Smirnov et al., 2017) :

−DC
∂C(0,t)

∂y
= β[Catm − C(0,t)] (1.24)

où y est la direction de la diffusion du carbone, C(0,t) est la concentration en carbone à la
surface de la pièce au temps t, et Catm est le potentiel de carbone.

Le coefficient β est un coefficient global qui permet de décrire la vitesse de transfert en
regroupant un ensemble de phénomènes comme le transfert externe et la réaction de surface. Il
s’agit d’un paramètre qui doit être déterminé expérimentalement et qui dépend de la composition
de l’atmosphère, de la température et du potentiel carbone, entre autres (Smirnov et al., 2017).

Le potentiel carbone correspond à la concentration en carbone à la surface de la pièce métal-
lique lorsqu’elle est en équilibre thermodynamique avec la phase gazeuse (Zajusz et al., 2014).
Généralement, ce paramètre est utilisé en cémentation gazeuse atmosphérique. Le procédé est
alors contrôlé par le potentiel carbone (Khan, 2008) à travers l’équilibre chimique de la réaction
de Boudouard (équation 1.25). Cet équilibre dépend naturellement de l’activité du carbone, qui
elle même peut être liée au potentiel carbone (Bensabath, 2017).

2CO ⇌ C + CO2 (1.25)

D’après Semenov et al. (2013) et Smirnov et al. (2017), en cémentation gazeuse basse pres-
sion, la saturation de la pièce est très rapide et une fine couche de dépôt carboné se forme
à sa surface. La dissociation de cette couche, qui serait en équilibre avec la pièce métallique
et dont la composition dépend du type d’acier et des éléments qui le composent, fournirait le
carbone à l’acier. Ainsi, d’après les auteurs, le potentiel carbone peut être défini par rapport à
cette couche et sa valeur dépend uniquement de la composition de la pièce et est proche de la
solubilité maximale du carbone dans l’austénite. Ainsi, la relation 1.24 traduit le fait que c’est
la différence entre le potentiel carbone de la couche carbonée et la concentration à la surface de
la pièce qui serait la force motrice du transfert de carbone. Plus la concentration à la surface se
rapproche de Catm, plus le transfert est lent et lorsque C(0,t) = Catm, le transfert est nul.

Kula et al. (2014) proposent une condition aux limites de Dirichlet (équation 1.26). Tout
comme Smirnov et al. (2017), les auteurs supposent que la saturation de la pièce est instantanée
et qu’une fine couche de dépôt carboné se forme à la surface. Cette dernière fonctionnerait alors
comme un réservoir de carbone et la concentration à la surface de la pièce serait constante et
égale à Cmax, limite de solubilité du carbone dans l’austénite à la température de travail, jusqu’à
ce que le réservoir soit consommé.

C(0,t) = Cmax (1.26)
D’autres auteurs soutiennent que l’équilibre à la surface de la pièce n’est jamais atteint en
cémentation gazeuse basse pression (Khan, 2008; Wei et al., 2013). La relation 1.27 peut alors
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être utilisée :
−D

∂C(0,t)
∂x

= J (1.27)

où J correspond au flux de carbone qui arrive par unité de surface de la pièce. Il est difficile de
déterminer J à chaque instant et c’est pourquoi ce dernier est souvent supposé constant. Il est
alors considéré égal au flux moyen sur l’ensemble du procédé (Wei et al., 2013) :

J =
∫ zf

0 f(z)
Atb

dz (1.28)

avec f(z) la concentration en carbone en fonction de la profondeur z, zf la profondeur à laquelle
la concentration finale en carbone est égale à la concentration initiale de carbone dans la pièce,
A la surface du métal et tb le temps total d’enrichissement.

1.3 Modélisation et optimisation de la cémentation gazeuse basse
pression

Après avoir présenté les phénomènes individuellement, le but est d’illustrer leur couplage
dans le procédé de cémentation et de présenter les approches adoptées par les différents auteurs.
Cette partie est ainsi consacrée à la présentation des travaux de modélisation et d’optimisation
du procédé de cémentation gazeuse basse pression de la littérature.

1.3.1 Modélisation de la cémentation gazeuse basse pression

Peu d’auteurs se sont intéressés à la modélisation de la cémentation gazeuse basse pression
dans son intégralité. En effet, lorsque le procédé est étudié, la plupart d’entre eux se focalise
sur la phase solide et la diffusion du carbone au sein de la pièce métallique. Ainsi, l’étude de la
phase gazeuse est souvent omise ou réduite à la présence de l’hydrocarbure donneur de carbone.

Wei et al. (2013) ont modélisé la cémentation gazeuse basse pression en considérant unique-
ment l’acier et la diffusion du carbone au sein de ce dernier. Les aciers étudiés sont des aciers
alliés contenant du nickel, du chrome, du molybdène et du carbone dans des proportions variées
(aciers type 93xx, 86xx, 51xx, 43xx et 10xx dans la norme AISI). Les auteurs ont réalisé des
simulations à l’aide du logiciel CarbTool© qui modélise la diffusion dans la pièce à l’aide de la
2ème loi de Fick. La condition à la limite supérieure est le flux de carbone arrivant à la surface
et elle est fixée par l’utilisateur. Les auteurs ont considéré ici un flux constant lors de chaque
phase d’enrichissement. Ce flux moyen a été déterminé expérimentalement par la relation 1.28.
La solubilité maximale du carbone dans l’acier est déterminée par le logiciel ThermoCalc afin de
s’assurer que sa valeur ne soit pas dépassée. En effet, CarbTool© ne modélise pas la formation de
dépôts carbonés, lesquels se forment si la saturation est atteinte à la surface, mais qu’il continue
à y avoir apport de carbone. Les résultats montrent quelques écarts entre les simulations et les
expériences. Ceci est dû au fait qu’en réalité le flux n’est pas constant d’un cycle à un autre. Les
auteurs ont conclu que l’approche adoptée peut être utilisée comme référence mais les résultats
ne seront pas précis.

Zajusz et al. (2014) ont modélisé la cémentation gazeuse basse pression des aciers doux.
Ils ne considèrent aucune réaction en phase gazeuse et utilisent le modèle de Darken pour la
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diffusion (Darken, 1948). Ce dernier consiste à adopter une approche plus générale que celle de
Fick et considérer les gradients de potentiels chimiques comme force motrice de la diffusion. La
condition à la limite entre la pièce et l’atmosphère gazeuse utilisée est la relation 1.24, avec un
coefficient β constant entre les différents cycles. Leur modèle a été implémenté sous le logiciel
MATLAB et les simulations montrent une bonne concordance avec les résultats expérimentaux
de Kula et al. (2005).

Yada et Watanabe (2013) ont considéré une phase gazeuse et une phase solide en accordant
une attention particulière à leur interaction. La phase gazeuse est réduite aux seules espèces
intervenant dans les phénomènes de surface (réactions 1.29 et 1.30), c’est-à-dire l’acétylène et
l’hydrogène. Aucune réaction homogène n’est considérée en phase gazeuse. Les auteurs utilisent
un modèle CFD (Computational Fluid Dynamic) afin de décrire l’hydrodynamique de la phase
gazeuse et la diffusion du carbone dans le solide. Cette dernière est modélisé à l’aide de la 2ème

loi de Fick. La seule réaction supposée dans le modèle est la réaction de surface, qui est supposée
d’ordre un par rapport à l’acétylène.

C2H2,(g) + Fe(s) → Fe(s) + 2C ∗ +H2,(g) (1.29)
Fe(s) + 2C∗ → Fe(s) + 2C(fe) (1.30)

Ici (g) désigne un gaz, (s) une espèce solide, (fe) une espèce qui a intégré l’acier et * une espèce
adsorbée. La constante cinétique de la réaction est déterminée à partir de données expérimentales
sur la concentration en dihydrogène, lequel est supposé être produit uniquement par la réaction
de surface. Cette dernière est utilisée dans les conditions aux limites à l’interface fluide-solide. Le
modèle reproduit correctement les résultats expérimentaux (concentration de la phase gazeuse et
profil de carbone dans l’acier) pour une température de 930° C, des pressions de 250 et 1333 Pa,
et une fraction molaire d’entrée d’acétylène de 20 %.

Buchholz et al. (2010) ont été les premiers à modéliser et simuler une phase gazeuse réactive
couplée à une cinétique de réaction de surface et de diffusion. Le mécanisme en phase gazeuse
est un mécanisme réduit qui comprend dix espèces et 14 réactions. Il ne tient pas compte de la
formation individuelle des HAP mais regroupe tous les hydrocarbures plus lourds que le benzène
dans la catégorie des suies. Un tel mécanisme a été développé afin de pouvoir effectuer des calculs
de CFD. Les paramètres cinétiques ont été obtenus à partir d’expériences réalisées en réacteur
parfaitement agité à des températures comprises entre 600 et 1100 °C et des pressions allant
de 0,5 à 1 kPa. Les paramètres cinétiques de la réaction de surface proviennent des travaux de
Sauerborn (2008). Le modèle permet de prédire la teneur en carbone de l’acier et les rendements
des principaux composants de la phase gazeuse dans des conditions de cémentation gazeuse basse
pression.

1.3.2 Optimisation de la cémentation gazeuse basse pression

Très peu d’auteurs se sont intéressés à l’optimisation mathématique du procédé de cémenta-
tion gazeuse basse pression. Derevyanov et al. (2017) sont les premiers à proposer un algorithme
de résolution du problème d’optimisation. Leur modèle considère uniquement la phase solide et
se base sur la résolution de la 2ème loi de Fick en considérant comme condition aux limites la
relation 1.24. Le coefficient de transfert de matière et du potentiel carbone sont déterminés à
partir de résultats expérimentaux. Les auteurs s’intéressent dans un premier temps au problème
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de minimisation du temps total de cémentation, puis au problème de précision maximale, c’est-
à-dire le problème qui cherche à minimiser l’écart entre le profil de carbone souhaité et celui
obtenu dans la pièce. Les variables de décision correspondent aux durées des phases d’enrichis-
sement et de diffusion et l’algorithme de résolution est basé sur la méthode AOM (alternance
optimization method (Rapoport, 2000)). Les résultats montrent que le temps total du procédé
peut être réduit significativement.

1.4 Influence des conditions opératoires sur les produits de la
pyrolyse et la qualité des pièces cémentées

Cette section présente les résultats de différentes études théoriques et expérimentales sur la
pyrolyse d’acétylène et le procédé de cémentation gazeuse basse pression. Le but est de mettre
en évidence les paramètres opératoires les plus influents sur la production de suies et HAP et la
qualité des pièces métalliques.

1.4.1 Conditions opératoires et formation des suies et des HAP

Sanchez a étudié l’effet de la température, du temps de passage et de la concentration
de l’acétylène sur la production des HAP et des suies en réacteur tubulaire (Sánchez et al.,
2013, 2012). Les auteurs travaillent à pression atmosphérique, en milieu dilué. Les résultats
montrent qu’une augmentation de la concentration d’acétylène en entrée s’accompagne d’une
augmentation du rendement en suies et HAP. Par ailleurs, des expériences menées entre 800 et
950 °C et des temps de passage compris entre 1,28 et 3,88 s ont montré que l’influence du temps
de passage sur la formation de HAP est dépendante de la température. Pour des températures
de 850 et 900 °C, une augmentation du temps de passage entraîne une augmentation de la
production de HAP. À plus basse température, de l’ordre de 800 °C, la production de HAP
présente un maximum en fonction du temps de passage. Les auteurs supposent qu’à des temps
de passage élevés, les HAP légers se transforment en suies ou en HAP plus lourds qu’ils n’ont
pas quantifiés. Pour une température de 950 °C, la quantité des HAP est plus faible alors que
la quantité de suies produites est importante. Les auteurs expliquent cela par le fait que des
températures élevées favorisent la transformation des HAP en suies. Les auteurs ont aussi mis
en évidence que les HAP se trouvent davantage adsorbés sur les suies plutôt que sur les parois
du réacteur ou présents en phase gazeuse. Par ailleurs, ils soulignent l’importance de considérer
la toxicité globale et non pas seulement la quantité des HAP produite, car les deux n’évoluent
pas nécessairement dans le même sens. En effet, certains HAP sont plus toxiques que d’autres
et présentent un facteur équivalent de toxicité (FET) plus élevé. Le FET est un paramètre qui
permet de définir la toxicité realtive des HAP ; le BaP qui est cancérogène avéré se fait attribuer
un FET de un alors que les HAP non cancérogènes se font attribuer un FET nul (Nisbet et
Lagoy, 1992).

Ruiz et al. (2007) ont étudié l’influence de la température, du temps de passage et de la
concentration de l’acétylène sur la formation de suies. La plage de température étudiée s’étale
entre 1000 et 1200 °C, pour des temps de passage allant de 1,3 à 3 s et des concentrations en
acétylène de 1,5 % et 5 %. Les expériences ont été menées sur des réacteurs tubulaires en silice.
Les résultats montrent qu’une augmentation de la température, du temps de passage et de la
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concentration initiale d’acétylène s’accompagnent d’une augmentation de la formation des suies.

1.4.2 Conditions opératoires et cémentation des pièces

Plusieurs auteurs ont observé la formation d’une couche de carbures (dépôt de composés
carbonés et métalliques) et de pyrocarbone à la surface des aciers alliés et doux respectivement,
après les étapes d’enrichissement (Kula et al., 2005; Ryzhov et al., 2004; Smirnov et al., 2017).
Ryzhov et al. (2004) et Smirnov et al. (2017) soutiennent que si elle se forme, c’est la concentra-
tion en carbone de la couche de carbures qui joue un rôle décisif sur la cinétique du procédé et
non pas la teneur en carbone de l’atmosphère gazeuse. Autrement dit, ce serait la dissociation
des carbures qui fixerait la vitesse du transfert de matière. Kula et al. (2005) ont conduit des
cémentations sur des aciers doux (C20) et alliés (20CrMnTi5-4-1) et ils ont comparé les résultats
expérimentaux à des simulations effectuées à partir d’un modèle qui néglige la formation des
couches carbonées. Les simulations ont permis de tirer des conclusions différentes en fonction de
l’acier étudié : pour les aciers doux, le fait de négliger la couche de pyrocarbone n’entraîne pas
des écarts importants entre simulations et expériences, alors que pour des aciers fortement alliés,
la non modélisation de la couche de carbures conduit à des écarts significatifs. Cela illustre le fait
que des phénomènes de nature et de cinétique différentes ont lieu en fonction du degré d’alliage
des aciers. Les auteurs soulignent le danger potentiel de la formation de carbures puisqu’elle
empêche le renouvellement du carbone à la surface, ce qui empêche le contrôle du procédé de
cémentation. Les auteurs mettent en avant l’importance d’un choix judicieux des durées des
phases d’enrichissement afin de ne pas continuer l’apport de carbone alors que la solubilité dans
l’austénite est atteinte.

Antes (2005) a déterminé une relation permettant de calculer le débit d’alimentation de l’hy-
drocarbure pendant les phases d’enrichissement à partir d’un coefficient de dissociation calculé
expérimentalement. Le débit théorique FrT nécessaire est d’abord calculé d’après la formule :

FrT = AAecω̄CρAVM

100tbmC
(1.31)

où AA est la surface de la pièce, ec est l’épaisseur de cémentation, ω̄C est la teneur moyenne (%)
de carbone dans l’acier, calculée en supposant un gradient linéaire de carbone, ρA est la masse
volumique de l’acier, VM est le volume molaire des gaz dans les conditions standard, tb est la
durée d’enrichissement et mC la masse de carbone disponible par mole d’agent de cémentation.
Ce débit théorique suppose que tout l’hydrocarbure se dissocie à la surface de la pièce. Pourtant,
en réalité, la dissociation n’est pas totale. Le coefficient de dissociation cdiss est alors déterminé
expérimentalement en comparant la pression partielle d’hydrocarbure lorsqu’il n’y a pas réaction
de surface et en présence de la pièce métallique. Le flux conseillé d’hydrocarbure FrA est alors
donné par l’équation :

FrA = FrT

cdiss
(1.32)

Wołowiec-Korecka et al. (2019) soulignent l’importance du bon choix du débit d’alimentation
de l’hydrocarbure pendant les phases d’enrichissement. En effet, un débit trop faible d’hydro-
carbure conduit à une couche cémentée non uniforme et un débit trop important conduit à la
formation de dépôts carbonés dans le four, ce qui augmente le nombre d’opérations de mainte-
nance (Herring, 2012). Une nouvelle approche consistant à adapter le débit en hydrocarbure lors
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de chaque phase d’enrichissement au lieu de travailler à débit constant a été proposée. Le débit
de chaque phase est calculé d’après la méthode de Antes (2005), mais au lieu de considérer la
quantité totale de carbone nécessaire pour l’ensemble du procédé, les auteurs tiennent compte
de la quantité de carbone adsorbée lors de chaque étape d’enrichissement. Il a été démontré que
cette approche permet d’obtenir des pièces de même qualité que l’approche classique, tout en
réduisant la consommation d’hydrocarbure.

Zajusz et al. (2014) ont réalisé une étude paramétrique à partir de résultats de simula-
tions du modèle présenté en 1.3.1. Les paramètres qu’ils ont étudiés sont la durée des phases
d’enrichissement et de diffusion ainsi que la pression partielle en acétylène. Les sorties de leur
modèle correspondent à la durée totale d’enrichissement, la durée totale du procédé et le profil
de carbone dans la pièce. Quelques conclusions qualitatives peuvent être tirées de leur étude :

• fixer des phases d’enrichissement de durée plus courte conduit à une durée totale d’en-
richissement plus courte, mais à un plus grand nombre de cycles et une durée totale de
procédé plus longue,

• pour des durées de phase d’enrichissement égales, plus la concentration à la surface après
chaque phase de diffusion est importante et plus le nombre de cycles nécessaires afin
d’atteindre le contenu de carbone désiré est important,

• pour des procédés à un seul cycle, des faibles pressions partielles en réactif conduisent à
un temps total d’enrichissement et des durées totales plus importantes,

• des cémentations réalisées avec un nombre de cycles et des durées de phase d’enrichissement
et diffusion différents peuvent conduire à des profils de carbone pratiquement identiques.

1.5 Conclusions

Ce premier chapitre est consacré à la synthèse de l’état de l’art sur la cémentation gazeuse
basse pression, sur la modélisation des différents phénomènes mis en jeu, et sur l’optimisation
du procédé. Il a permis de mettre en évidence la complexité du procédé qui fait intervenir
des réactions homogènes et hétérogènes, le transfert des espèces en phase gazeuse à la surface
de l’acier et la diffusion des espèces dans la matrice solide. Les mécanismes ayant lieu en phase
gazeuse et en phase solide ont fait l’objet de plusieurs études et sont bien documentés, cependant,
le couplage entre les deux qui se fait par le biais de mécanismes hétérogènes n’est pas clair.
Pour contourner le problème, certains auteurs définissent des coefficients globaux permettant de
quantifier le transfert de carbone entre les phases gazeuse et solide. D’autres auteurs déterminent
plutôt des vitesses globales de la réaction de surface en supposant une forme simplifiée de celle-ci.

Le rôle de différents paramètres opératoires comme la température, la pression et le temps
de passage sur la phase gazeuse a été présenté, ainsi que l’importance du débit d’alimentation
en hydrocarbure et des durées d’enrichissement et diffusion sur la qualité et le profil final de
carbone dans les pièces cémentées. Les considérations exposées ici ont été prises en compte dans
l’établissement du modèle complet de la cémentation gazeuse basse pression (chapitre 2) et dans
la formulation du problème d’optimisation (chapitre 5).

31





Chapitre 2

Modélisation des fours de
cémentation gazeuse basse pression

Sommaire
2.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
2.2 Mécanisme cinétique de pyrolyse d’acétylène en phase gazeuse . . . 35

2.2.1 Simplification du mécanisme de pyrolyse d’acétylène . . . . . . . . . . . 35
2.2.1.1 Méthodes de simplification . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
2.2.1.2 Application des méthodes de simplification au mécanisme de

pyrolyse d’acétylène . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39
2.2.2 Cinétique des réactions homogènes en phase gazeuse . . . . . . . . . . . 41

2.2.2.1 Réactions simples . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 42
2.2.2.2 Réactions à trois corps . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 43
2.2.2.3 Réactions dépendantes de la pression . . . . . . . . . . . . . . 43

2.3 Modélisation des suies . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 45
2.3.1 Nucléation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 46

2.3.1.1 Vitesse de nucléation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 46
2.3.1.2 Terme source de nucléation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 47

2.3.2 Coagulation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 47
2.3.2.1 Régime moléculaire libre . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 49
2.3.2.2 Régime continu . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 50
2.3.2.3 Régime de transition . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51

2.3.3 Croissance de surface par réactions avec la phase gazeuse . . . . . . . . 51
2.3.3.1 Vitesses des réactions de croissance de surface . . . . . . . . . 52
2.3.3.2 Terme source de croissance de surface . . . . . . . . . . . . . . 53

2.4 Modélisation du pyrocarbone . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
2.5 Interactions fluide-solide . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53

2.5.1 Bilan massique dans la couche limite fluide-solide . . . . . . . . . . . . . 53
2.5.2 Adsorption et réaction de surface . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 55

2.6 Diffusion du carbone dans l’acier . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 56
2.7 Discrétisation des équations aux dérivées partielles . . . . . . . . . . 57

33



Chapitre 2. Modélisation des fours de cémentation gazeuse basse pression

2.8 Modèles des réacteurs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
2.8.1 Réacteur parfaitement agité . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61
2.8.2 Réacteur piston . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63

2.9 Modèle hybride de la cémentation gazeuse basse pression . . . . . . 64
2.9.1 Conditions et temps de transition . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
2.9.2 Fonctions de transition . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66

2.10 Conclusions . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 67

34



2.1. Introduction

2.1 Introduction

Le présent chapitre a pour but de détailler la formulation des relations mathématiques uti-
lisées pour modéliser le procédé de cémentation gazeuse basse pression dans son ensemble. Le
point de départ est un mécanisme cinétique détaillé de pyrolyse d’acétylène en phase gazeuse
qui est complété par un modèle de formation de suies, par une réaction de formation de carbone
pyrolytique (ou pyrocarbone), par des phénomènes hétérogènes ayant lieu à la surface des pièces
à cémenter et par la diffusion du carbone dans la pièce métallique.

Dans un premier temps, les expressions décrivant la cinétique des réactions homogènes de
pyrolyse d’acétylène sont présentées et une méthodologie de simplification de mécanismes ciné-
tiques est exposée (section 2.2). En effet, le mécanisme sélectionné pour modéliser la pyrolyse
d’acétylène est un mécanisme détaillé ayant des centaines d’espèces et de réactions. La résolution
du système différentiel correspondant est alors coûteuse en temps de calcul, surtout lorsque le
modèle établi est intégré dans un algorithme d’optimisation, ce qui est un des objectifs de ce
travail. En vue de cela, le nombre d’espèces gazeuses dans le système est réduit.

Les modèles mathématiques permettant de prédire la formation des suies et du pyrocarbone
sont ensuite exposés (sections 2.3 et 2.4 respectivement), suivis des relations décrivant les inter-
actions entre la phase gazeuse et la phase solide (section 2.5), ainsi que la diffusion du carbone
dans l’acier (section 2.6).

Le système différentiel qui en résulte comporte des équations différentielles partielles (EDP)
et leur résolution est réalisée à l’aide de la méthode des lignes, qui est exposée en section 2.7.

La section 2.8 présente une description des modèles de réacteurs utilisés et les bilans de
matière qui sont établis.

Enfin, le modèle complet de cémentation gazeuse basse pression est présenté dans la section
2.9 en tenant compte du caractère hybride du procédé, c’est-à-dire en considérant les étapes
d’enrichissement et les étapes de diffusion ainsi que le passage d’un mode du système à l’autre.

2.2 Mécanisme cinétique de pyrolyse d’acétylène en phase ga-
zeuse

2.2.1 Simplification du mécanisme de pyrolyse d’acétylène

Le mécanisme cinétique utilisé pour la modélisation de la pyrolyse d’acétylène en phase
gazeuse est le mécanisme détaillé de 1255 réactions et 363 espèces proposé par Bensabath (2017).
Il permet de prédire les ordres de grandeur et les tendances des 16 HAP de l’US EPA, espèces clés
de cette étude. Cependant, sa taille impose des temps de calcul importants associés à la résolution
du système différentiel, en particulier lorsqu’il est intégré dans un algorithme d’optimisation. En
vue de cela, une étape préliminaire visant à diminuer la taille du mécanisme cinétique est réalisée.

Deux termes sont souvent utilisés indistinctement dans la littérature pour parler des mé-
thodes visant à diminuer le temps de calcul des mécanismes : simplifications et réductions.
Cependant, une différence est à faire (Coles, 2011; Silva, 2017). En effet, les simplifications,
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souvent qualifiées de squelettiques de par le nom des mécanismes obtenus, sont appliquées à des
mécanismes détaillés et visent à identifier et éliminer les espèces et les réactions redondantes.
Les réductions, quant à elles, souvent appliquées à des mécanismes déjà simplifiés, consistent à
diminuer la raideur du système d’équations différentielles par des approximations d’équilibre et
des équations de recombinaison.

2.2.1.1 Méthodes de simplification

Les méthodes de simplification se divisent en deux types en fonction de l’objectif recherché
(figure 2.1) : élimination des espèces ou élimination des réactions redondantes.

Simplification
squelettique

Détermination
des espèces
redondantes

Détermination
des réactions
redondantes

Path Flux
Analysis

Directed
Relation
Graph

Analysis

Analyse de
sensibilité

Analyse de
sensibilité

Principal
Component

Analysis
Méthode de
Frenklach

Figure 2.1 – Méthodes squelettiques de simplification de mécanismes

Dans cette étude, la séquence de simplification suivante a été employée : d’abord application
de la méthode Directed Relation Graph Analysis with Error Propagation (DRGEP) suivie de la
méthode Directed Relation Graph with Path Flux Analysis (DRGPFA) et finalement application
d’une analyse de sensibilité. Il s’agit de méthodes locales et par conséquent la validité des
mécanismes simplifiés obtenus n’est garantie que dans des conditions opératoires spécifiques.
Les fondements théoriques des diverses méthodes utilisées sont présentés ci-dessous.

Méthode DRG

Les méthodes DRGEP et DRGPFA sont des variantes de la méthode Directed Relation
Graph Analysis (DRG). Ainsi, il semble pertinent de commencer par expliquer le principe de
cette dernière.

La méthode DRG a été développée par Lu et Law (2005) suite aux travaux de visualisation
de Bendtsen et al. (2001). Elle représente les mécanismes cinétiques à l’aide de graphiques, où
les espèces sont des nœuds et les arêtes dirigées des graphiques représentent les dépendances.
Un exemple est présenté sur la figure 2.2. Les flèches indiquent la direction de la dépendance
d’une espèce par rapport à une autre ; sur l’exemple ci-contre, l’espèce A dépend de l’espèce B,
l’espèce C dépend de l’espèce B et les espèces B et D dépendent l’une de l’autre.

La méthode DRG est basée sur une estimation des couplages directs entre les différentes es-
pèces afin de déterminer celles qui peuvent être retirées avec un impact minimal sur les espèces
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A

B

C

D

Figure 2.2 – Exemple de chemin réactionnel

d’intérêt, nommées espèces cibles. En d’autres termes, l’importance d’une espèce est détermi-
née par l’impact de son élimination sur les espèces cibles. Le mécanisme squelettique est alors
obtenu en éliminant les espèces d’impact négligeable et les réactions dans lesquelles elles inter-
viennent. La quantification de l’impact d’une espèce non cible sur une espèce cible se fait grâce
au coefficient DIC (direct influence coefficient).

Soit A une espèce cible et B une espèce non cible ayant un lien direct avec A, c’est-à-dire
qu’elles apparaissent toutes les deux simultanément dans la même réaction. Le coefficient DIC
de l’espèce B par rapport à l’espèce A est calculé par l’expression suivante :

DICAB =
∑II

i=1 |γi,Aqiδi,B|∑II
i=1 |γi,Aqi|

(2.1)

δi,B =
{

1 si la ième réaction fait intervenir l’espèce B
0 sinon (2.2)

où γi,A est le coefficient stœchiométrique de l’espèce A dans la réaction i et qi est la vitesse de
la réaction i. Le coefficient DICAB est ainsi le rapport entre la vitesse absolue de production
de l’espèce A par les réactions faisant intervenir l’espèce B et la vitesse absolue globale de
production de l’espèce A.

De manière concrète, pour une espèce non cible B, le DIC sur les espèces cibles avec lesquelles
B a un lien direct est calculé et la valeur maximale de ces DIC est déterminée. Si cette valeur
est supérieure à un seuil noté ε, alors l’influence de l’espèce B sur la vitesse de production
des espèces cibles est non négligeable. Si la valeur est inférieure au seuil ε, alors l’espèce B a un
impact négligeable sur les espèces cibles. Dans le cas où l’espèce B est gardée dans le mécanisme,
elle devient une pseudo espèce cible. Les DIC des espèces non cibles en lien direct avec B sont
alors calculés et comparés au seuil. Les espèces sont gardées si la valeur maximale de leur DIC
est supérieure au seuil établi et sinon elles sont éliminées. La valeur du seuil est adaptée en
fonction de la précision souhaitée.

Méthode DRGEP

La méthode DRGEP diffère de la méthode DRG dans la mesure où elle utilise les liens
directs entre les espèces cibles et non cibles afin de quantifier des liens indirects entre les espèces.
L’impact de toute espèce B non cible menant à l’espèce cible A est évalué à travers le R-value
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(Pepiot-Desjardins et Pitsch, 2008) de B sur A :

RvalueAB
= maxS{rAB,i} (2.3)

où S est l’ensemble de trajectoires possibles qui relient A et B et rAB,i est le produit des DIC
entre les espèces rencontrées sur la trajectoire i, où i ⊂ S. La méthode DRGEP est ainsi une
version améliorée de la méthode DRG et représente mieux la dépendance indirecte des espèces
le long des voies du graphique.

En appliquant la méthode DRGEP au schéma réactionnel de la figure 2.2 où l’espèce A
serait une espèce cible, le R-value de l’espèce B sur l’espèce A est d’abord calculé. Cela revient
au calcul du DIC de l’espèce B sur l’espèce A puisque ces espèces ont un lien direct. Ensuite,
si l’espèce B est gardée, étant donné qu’elle dépend de l’espèce D, le R-value de l’espèce D sur
l’espèce A est calculé par l’expression suivante :

RvalueAD
= maxS{rAD,i} = DICAB × DICBD (2.4)

Si le produit DICAB× DICBD est supérieur au seuil, l’espèce D est gardée. L’espèce C est
éliminée puisqu’elle n’a d’influence ni sur l’espèce cible A ni sur l’espèce B qui est gardée dans
le mécanisme.

Méthode DRGPFA

La méthode DRGPFA a été développée par Sun et al. (2010) dans le but de combler certaines
lacunes des méthodes DRG et DRGEP. En effet, dans le calcul des coefficients d’interaction, la
méthode DRG considère les vitesses absolues des réactions et la méthode DRGEP définit un
R-value qui ne permet pas d’identifier la relation entre les espèces qui ont à la fois un taux
de production et de consommation rapide, comme les espèces ayant un effet catalytique. Par
ailleurs, ces deux méthodes sont basées sur l’analyse des interactions directes entre les espèces,
interactions dites de première génération. La méthode DRGPFA se présente alors comme une
alternative qui :

• identifie les voies réactionnelles importantes en considérant les flux de production et de
consommation des espèces et non pas les vitesses absolues de production,

• tient compte de la première génération (réactions où les espèces intéragissent directement)
et de la deuxième génération (réactions où les espèces interagissent indirectement par
l’intermédiaire d’une autre espèce), ou encore des générations supérieures.

Les flux de production PA et de consommation CA d’une espèce A sont donnés par :

PA =
II∑

i=1
max(γi,Aqi,0) (2.5)

CA =
II∑

i=1
max(−γi,Aqi,0) (2.6)

Le flux de production PAB et le flux de consommation CAB de l’espèce cible A dus à l’existence
de l’espèce non cible B sont calculés par :

PAB =
II∑

i=1
max(γi,AqiδB,i,0) (2.7)
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CAB =
II∑

i=1
max(−γi,AqiδB,i,0) (2.8)

Les coefficients d’interaction au niveau de la 1ère et la 2ème génération (qui fait intervenir une
espèce intermédiaire Mi) sont alors donnés par :

rpro-1ère
AB = PAB

max (PA, CA) (2.9)

rcon-1ère
AB = CAB

max (PA, CA) (2.10)

rpro-2ème
AB =

∑
Mi ̸=A,B

(
rpro-1ère

AMi
rpro-1ère

MiB

)
(2.11)

rcon-2ème
AB =

∑
Mi ̸=A,B

(
rcon-1ère

AMi
rcon-1ère

MiB

)
(2.12)

Les sommes dans les équations 2.11 et 2.12 tiennent compte de tous les chemins de réactions
possibles entre les espèces A et B.

L’erreur globale est ensuite calculée par la relation suivante :

rP F A
AB = rpro-1st

AB + rcon-lst
AB + rpro-2nd

AB + rcon-2nd
AB (2.13)

La valeur de rP F A
AB est alors comparée au seuil ϵ afin de déterminer l’influence de l’espèce B

sur l’espèce cible A.

Analyse de sensibilité

Une analyse de sensibilité consiste à évaluer l’influence des paramètres d’entrée sur les sorties
d’un modèle. La sensibilité d’une espèce cible A par rapport à une espèce non cible B est évaluée
en faisant la somme des sensibilités de A par rapport aux réactions faisant intervenir l’espèce
B, pondérées par les coefficients stœchiométriques de B (Delaroque, 2018).

L’analyse de sensibilité est une méthode très coûteuse en temps de calcul et n’est pas adaptée
à des mécanismes de taille importante. Il est donc recommandé de l’utiliser comme dernier
recours de simplification. Elle peut servir de support après l’application de la méthode DRGPFA
pour finaliser la simplification du modèle.

2.2.1.2 Application des méthodes de simplification au mécanisme de pyrolyse d’acé-
tylène

La simplification du mécanisme cinétique de Bensabath (2017) a été réalisée avec l’extension
Reaction Workbench du logiciel Ansys Chemkin-Pro. Ce logiciel propose diverses méthodes de
simplification de mécanismes cinétiques, dont les méthodes décrites ci-dessus. Les paramètres
contrôlés par l’utilisateur sont :

• les espèces cibles,
• les éventuelles espèces non cibles que l’utilisateur désire garder dans le mécanisme,
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• la tolérance relative R et la tolérance absolue A admises sur les résultats,

• les grandeurs issues des simulations du modèle détaillé et squelettique à comparer (par
exemple fractions molaires, vitesses de flamme, etc.)

• les conditions opératoires de validité du mécanisme squelettique et le modèle de réacteur
utilisé pour la simplification.

Le seuil ϵ utilisé pour déterminer si une espèce est éliminée ou non est interne à Chemkin et
malheureusement sa valeur n’est ni connue ni modifiable par l’utilisateur.

Les espèces cibles sont les espèces qui servent de référence pour quantifier l’écart entre le
mécanisme d’origine et le mécanisme simplifié. Ici, il s’agit principalement des 16 HAP de l’US
EPA et des espèces plus légères qui sont quantifiées expérimentalement (tableau 2.1).

Tableau 2.1 – Espèces cibles

Naphtalène Acétylène
Acénaphtylène Dihydrogène
Acénaphtène Méthane

Fluorène Ethylène
Phénanthrène 1,3-butadiène
Anthracène Propyne

Fluoranthène Vinylacétylène
Pyrène Benzène

Benzo[a]anthracène Toluène
Chrysène Styrène

Benzo[b]fluoranthène Indène
Benzo[k]fluoranthène Indane

Benzo[a]pyrène
Indéno[1,2,3cd]pyrène]

Benzo[ghi]pérylène
Dibenzo[a,h]anthracène

Pour chaque espèce cible, Chemkin permet de définir deux types de tolérances :

• une tolérance absolue A qui permet, pour chaque espèce, de spécifier la valeur en-dessous
de laquelle les résultats ne sont pas significatifs ; autrement dit, les valeurs en dessous
desquelles il n’est pas important que le mécanisme simplifié reproduise avec précision les
résultats du mécanisme d’origine.

• une tolérance relative R qui donne une idée de l’erreur relative admise entre les résultats
du mécanisme d’origine et le mécanisme simplifié.

Les tolérances relatives et absolues sont utilisées pour calculer l’erreur E sur chaque espèce
cible par la relation suivante :

E = |ŷcomplet − ŷsimplifié|
R |ŷcomplet| + A

(2.14)

Où ŷcomplet est la valeur de la grandeur d’intérêt prédite par le mécanisme complet et ŷsimplifié
est celle prédite par le mécanisme simplifié.
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Lorsque l’erreur E est inférieure à 1, toutes les tolérances sont satisfaites. La simplification
s’arrête lorsque aucune autre espèce ne peut être éliminée sans conduire à une erreur supérieure
à 1.

Les grandeurs d’intérêt choisies pour la comparaison entre le mécanisme d’origine et simplifié
dans le calcul de l’erreur E sont les fractions molaires des espèces cibles en régime permanent
dans les conditions opératoires du tableau 2.2. Elles correspondent aux conditions opératoires
expérimentales du banc de laboratoire utilisé dans cette étude. Les tolérances relatives pour
chaque espèce ont été fixées à 10% et les tolérances absolues à 1.10−4.

Dans les premiers essais, la valeur de la tolérance absolue a été fixée en fonction des ordres
de grandeur des fractions molaires obtenues pour chaque espèce. Cependant, cela a conduit à
l’élimination d’un faible nombre d’espèces dans le mécanisme. Un compromis a ainsi été fait
entre la précision des résultats et le nombre d’espèces éliminées. Cette valeur de 1.10−4 a été
choisie après de nombreux essais de simplifications.

Tableau 2.2 – Conditions opératoires utilisées pour la simplification du mécanisme cinétique

Réacteur Température Temps de passage Pression
- °C s Pa

RPA 850 - 1100 0,5 - 3 300 - 8000

Les séquences de simplification et la taille des mécanismes obtenus après chaque étape sont
présentées dans le tableau ci-dessous. Le mécanisme final obtenu comporte 140 espèces et 444
réactions ; il est présenté dans l’annexe B.

Tableau 2.3 – Séquence de simplification du mécanisme cinétique

Mécanisme de départ Méthode de simplification Mécanisme obtenu

363 espèces et 1255 réactions DRGEP 226 espèces et 819 réactions
226 espèces et 819 réactions DRGPFA 200 espèces et 698 réactions
200 espèces et 698 réactions Analyse de sensibilité 140 espèces et 444 réactions

Des simulations ont été conduites à l’aide du logiciel MATLAB après implémentation des
relations présentées dans la suite de ce chapitre afin de comparer les résultats obtenus avec le
mécanisme simplifié final et le mécanisme de Bensabath (2017). Les comparaisons des résultats
des simulations en réacteur piston et en réacteur parfaitement agité sont présentées dans l’annexe
B. Les résultats des simulations avec les deux mécanismes présentent un bon accord.

La fonction timeit de MATLAB a été utilisé afin de comparer les temps de calcul nécessaires
aux simulations. En moyenne, les simulations réalisées avec le mécanisme simplifié sont sept fois
plus rapides que celles réalisées avec le mécanisme d’origine.

2.2.2 Cinétique des réactions homogènes en phase gazeuse

Dans cette section, les relations décrivant la cinétique des réactions homogènes en phase
gazeuse ayant lieu lors de la cémentation gazeuse basse pression sont exposées.
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Soit le mécanisme cinétique suivant :
KK∑
k=1

γf
i,kχk ⇔

KK∑
k=1

γb
i,kχk (i = 1,2,...II) (2.15)

où KK est le nombre total d’espèces dans le mécanisme, γf
i,k est le coefficient stœchiométrique

de l’espèce χk de la réaction dans le sens direct, γb
i,k est le coefficient stœchiométrique de l’espèce

χk de la réaction dans le sens inverse et II est le nombre total de réactions dans le mécanisme.

La vitesse de production rk d’une espèce χk est donnée par :

rk =
II∑

i=1
γi,kqi (2.16)

où

γi,k = γb
i,k − γf

i,k (2.17)

et qi est la vitesse de la réaction i. Son expression varie en fonction du type de réaction : réaction
simple, réaction à trois corps et réaction dépendante de la pression.

2.2.2.1 Réactions simples

Ici, le terme « simple » est utilisé pour distinguer les réactions exposées dans la présente
section des réactions faisant intervenir un troisième corps ou des réactions qui sont dépendantes
de la pression.

Pour une réaction « simple » réversible ou irréversible, la vitesse de la réaction est donnée
par :

qi = kfi

KK∏
k=1

[χk]γ
f
i,k − kbi

KK∏
k=1

[χk]γ
b
i,k (2.18)

où qi est la vitesse de la réaction i, kfi est la constante cinétique de la réaction dans le sens
direct, kbi est la constante cinétique de la réaction dans le sens inverse et [χk] est la concentration
molaire de l’espèce χk.

La constante cinétique dans le sens direct, kfi, est calculée d’après la loi d’Arrhenius :

kfi = AiT
ni exp

(
− Ei

RT

)
(2.19)

où Ai est le facteur pré-exponentiel, ni est un exposant, T est la température, Ei est l’énergie
d’activation de la réaction et R est la constante des gaz parfaits. La constante cinétique de la
réaction dans le sens inverse, kbi, est calculée d’après l’équilibre thermodynamique en appliquant
la loi d’action de masse (Kee et al., 1996) :

kbi = kfi

KCi
(2.20)

où

KCi = KP i

(
Patm

RT

)∑KK

k=1 γi,k

(2.21)
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KP i = exp
(∆S◦

i

R
− ∆H◦

i

RT

)
(2.22)

∆S◦
i

R
=

KK∑
k=1

γi,k
S◦

k

R
(2.23)

∆H◦
i

RT
=

KK∑
k=1

γi,k
H◦

k

RT
(2.24)

Ici, Patm est la pression atmosphérique standard (en Pa), H◦
k et S◦

k sont respectivement l’enthal-
pie molaire standard (en J.mol−1) et l’entropie molaire standard (en J.mol−1.K−1) du composé
k, ∆H◦

i et ∆S◦
i sont respectivement l’enthalpie molaire standard et l’entropie molaire standard

de la réaction i et R est la constante des gaz parfaits (en J.mol−1.K−1).

Les termes H◦
k/RT et S◦

k/R sont calculés pour chaque espèce d’après les équations 2.25 et
2.26 qui font intervenir les coefficients des polynômes NASA (Gordon et McBride, 1976). Deux
plages de température et sept coefficients par plage sont définis, les coefficients correspondants
sont utilisés en fonction de la température de travail.

H◦
k

RT
= a1,k + a2,k

2 T + a3,k

3 T 2 + a4,k

4 T 3 + a5,k

5 T 4 + a6,k

T
(2.25)

S◦
k

R
= a1,k ln T + a2,kT + a3,k

2 T 2 + a4,k

3 T 3 + a5,k

4 T 4 + a7,k (2.26)

2.2.2.2 Réactions à trois corps

Certaines réactions nécessitent la présence d’un troisième corps, c’est-à-dire une espèce auxi-
liaire qui permet de surmonter la barrière énergétique et favoriser la réaction. Lors d’une collision,
l’espèce auxiliaire peut prendre l’excès d’énergie, ce qui permet de stabiliser les produits et fa-
voriser la réaction dans le sens direct ; elle peut aussi apporter l’énergie nécessaire pour casser
les liaisons des produits et favoriser la réaction dans le sens inverse. Le facteur d’efficacité αi,k

pour l’espèce k dans la réaction i est alors défini. La vitesse de la réaction devient :

qi = [Mi]
(

kfi

KK∏
k=1

[χk]γ
f
i,k − kbi

KK∏
k=1

[χk]γ
b
i,k

)
(2.27)

où

[Mi] =
KK∑
k=1

αi,k[χk] (2.28)

2.2.2.3 Réactions dépendantes de la pression

Certaines réactions voient leurs constantes cinétiques de vitesse modifiées en fonction de la
pression. Il s’agit des réactions unimoléculaires ou de recombinaison et des réactions bimolécu-
laires chimiquement activées. Afin de décrire ces réactions, deux régimes limites sont définis :
un régime limite des basses pressions et un régime limite des hautes pressions.

Les constantes cinétiques aux cas limites sont calculées par la loi d’Arrhenius en fonction
des constantes cinétiques définies dans chaque cas limite :
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• dans le cas limite des basses pressions

k0 = A0T n0 exp
(

− E0
RT

)
(2.29)

• dans le cas limite des hautes pressions

k∞ = A∞T n∞ exp
(

−E∞
RT

)
(2.30)

Réactions unimoléculaires

Une réaction unimoléculaire ou de recombinaison est une réaction qui :
• se comporte comme une réaction élémentaire d’ordre zéro en [Mi] dans le cas limite des

hautes pressions (relation 2.18),
• se comporte comme une réaction à trois corps avec une vitesse de réaction proportionnelle

à [Mi] dans le cas limite des basses pressions (relation 2.27)
• a une constante cinétique dépendante des constantes cinétiques des deux cas limites dans

le domaine intermédiaire, dit domaine « fall-off » en anglais.
La constante cinétique de la réaction unimoléculaire/de recombinaison i est calculée par :

ki = k∞,i

(
Pr,i

1 + Pr,i

)
Fi (2.31)

où la pression réduite, Pr,i, est définie par :

Pr,i = k0,i[Mi]
k∞,i

(2.32)

où [Mi] désigne en général la concentration définie par la relation 2.28, en tenant compte des
facteurs d’efficacité des réactions à trois corps. Dans certains cas, [Mi] peut correspondre à la
concentration d’une seule espèce qui joue un rôle prépondérant en tant que troisième corps.

L’expression du terme Fi dans l’équation 2.31 dépend du type de formalisme adopté : Lin-
demann (Lindemann et al., 1922), TROE (Gilbert et al., 1983) ou SRI (Stewart et al., 1989).
Son expression est donnée dans le tableau 2.4.

Réactions bimoléculaires

Les réactions bimoléculaires chimiquement activées sont des réactions de la forme CH3 +
CH3(+M) ↔ C2H5 +H(+M) qui sont en compétition avec des réactions à trois corps (Reaction
Design, 2015). La réaction ci-dessus est ainsi en compétition avec la réaction CH3 + CH3 +
M ↔ C2H6 + M ; elles passent toutes les deux par le même produit C2H6. Sur cet exemple, à
pression élevée, il y a stabilisation de l’intermédiaire de réaction par collision, ce qui empêche
sa dissociation et fait diminuer la constante cinétique de la réaction bimoléculaire.

Remarque : la notation +M désigne une réaction à trois corps et la notation (+M) illustre
le fait qu’il s’agit d’une réaction dépendante de la pression et non pas d’une réaction classique
à trois corps.
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2.3. Modélisation des suies

La constante cinétique d’une réaction bimoléculaire chimiquement activée i est donnée par :

ki = k0,i

(
Pr,i

1 + Pr,i

)
Fi (2.33)

Le terme Fi est calculé par les relations présentées dans le tableau 2.4.

Tableau 2.4 – Expression du terme F selon les formalismes de Lindemann, Troe ou SRI

LINDEMANN TROE SRI

F=1 log F = log F cent

1+
(

log Pr+c
n−d(log Pr+c)

) F = d
[
a exp

(
− b

T

)
+ exp

(
− T

c

)]X
T e

Fcent = (1 − α) exp
(
− T

T3

)
+ α exp

(
− T

T1

)
X = 1

1+(log Pr)2

+ exp
(
− T2

T

)
d=0.14

c = −0.4 − 0.67 log Fcent

d = 0.14, n = 0.75 − 1.27 log Fcent

Les paramètres α, T1, T2, T3, a, b, c et e doivent être fournis pour chaque réaction et chaque formalisme correspondant

2.3 Modélisation des suies

Parmi les différentes méthodes proposées dans la littérature, c’est la méthode des moments
qui est choisie pour la résolution des équations sur les suies. Ce choix est basé sur le degré de
connaissance de la fonction de distribution de la taille des particules (FDTP) proposé par les
différentes méthodes, ainsi que leur temps de calcul. Dans le cadre de cette étude, la connaissance
de grandeurs globales telles que la masse totale de suies générées suffisent et c’est pourquoi la
méthode des moments, qui a l’avantage d’avoir un faible temps de calcul par rapport aux autres
méthodes, est le choix le plus pertinent.

La méthode des moments est basée sur la détermination des moments de la FDTP. Le
moment d’ordre r est défini par :

Mr =
∫ ∞

0
jrn(j)dj (2.34)

où n est définit comme le nombre de particules d’une grandeur caractéristique donnée j (e.g.
masse ou volume) par unité de volume et par unité de grandeur caractéristique.

La fonction de distribution peut être approximée par une fonction discrète N en divisant les
particules en classes, chaque classe étant représentée par une même grandeur caractéristique.
En choisissant la masse comme grandeur représentative des classes (les particules ayant la même
masse sont ainsi regroupées sous une même classe), le moment d’ordre r est alors défini par
(Frenklach, 2002a) :

Mr =
∞∑

k=1
mr

kNk, (2.35)

45



Chapitre 2. Modélisation des fours de cémentation gazeuse basse pression

où k est l’indice utilisé pour désigner les classes des particules, Nk est la densité de particules
de classe k (nombre de particules par unité de volume) et mk est la masse d’une particule de
classe k.

L’étude est ici limitée à une approximation de la FDTP à travers ses moments. La distribu-
tion étudiée est donc unidimensionnelle. Les bilans de matière sont alors établis en considérant
l’évolution temporelle des particules de suie due aux processus de nucléation, de coagulation
et de croissance de surface individuellement. Ces vitesses sont ensuite exprimées en termes de
moments et additionnées pour établir la relation suivante :

dM0
dt

=
∞∑

k=1
mr

k

dNk

dt

∣∣∣∣
nuc

+
∞∑

k=1
mr

k

dNk

dt

∣∣∣∣
coag

+
∞∑

k=1
mr

k

dNk

dt

∣∣∣∣
croiss

= Rr + Gr + Wr

(2.36)

où Rr, Gr and Wr sont des termes sources caractérisant la nucléation, la coagulation et la
croissance de surface respectivement. Les relations mathématiques décrivant ces différents termes
sont détaillées ci-dessous.

2.3.1 Nucléation

La nucléation des particules des suies correspond au passage de la phase gazeuse à une phase
solide. Elle est supposée avoir lieu par dimérisation de HAP :

HAP1 + HAP2 → Csoot − H (2.37)

où HAP1 et HAP2 sont les deux HAP qui dimérisent et Csoot-H est une particule de suie ayant
autant d’atomes de carbone que la somme des deux HAP.

2.3.1.1 Vitesse de nucléation

L’expression de la vitesse de nucléation rnuc (en mol.cm−3.s−1) de la réaction 2.37 est issue
des expressions établies par Smoluchowski (1916) :

rnuc = β

√
8πkBT

µ1,2

(
dHAP1

2 + dHAP2

2

)2
Navo[HAP1][HAP2] (2.38)

où β est un facteur de collision, kB est la constante de Boltzman (en g.cm2.K−1.s−2), dHAPi est
le diamètre du HAP i (en cm), T est la température (en K), Navo est le nombre d’Avogadro
(mol−1), µi,j est la masse réduite des deux HAP (en g) et [HAPi] est la concentration du HAP
i (en mol.cm−3).

Le diamètre du HAP i est donné en Angstrom par (Frenklach et Wang, 1994) :

dHAPi = dA

√
2nC,i

3 (2.39)

où dA est la taille d’un cycle aromatique, égale à 1.395
√

3 Å, 1.395 Å étant la longueur d’une
liaison aromatique C-C.
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2.3. Modélisation des suies

La masse réduite des deux HAP est donnée par :

µ1,2 = mHAP1mHAP2

mHAP1 + mHAP2
(2.40)

Dans la présente étude, la réaction de nucléation considérée est la dimérisation du pyrène,
réaction largement utilisée dans les modèles de combustion pour décrire l’étape de formation
des particules de suie (Appel et al., 2000; Frenklach et Wang, 1991a; Raj et al., 2010) :

pyrene + pyrene → Csoot − H (2.41)

2.3.1.2 Terme source de nucléation

Le terme source de nucléation d’ordre r est donné par l’expression suivante :

Rr =
∞∑

k=1
mr

k

dNk

dt

∣∣∣∣
nuc

(2.42)

Ici, une seule réaction de nucléation est considérée (réaction 2.41) ; ainsi, la seule classe impactée
par le phénomène de nucléation est la classe issue de la dimérisation du pyrène. Étant donné
qu’il n’y a pas d’oxydation des particules, les particules ne peuvent pas perdre en masse. Ainsi,
la classe créée par nucléation correspond à la plus petite classe des particules de suie possible
dans le mécanisme, elle est donc désignée par l’indice 1. L’évolution temporelle des particules
due au seul phénomène de nucléation est alors donnée par :

dN1
dt

∣∣∣∣
nuc

= rnucNavo (2.43)

et pour k ̸= 1 :

dNk

dt

∣∣∣∣
nuc

= 0 (2.44)

Le terme source de nucléation d’ordre r peut donc être calculé par :

Rr = mr
1

dNnuc

dt

∣∣∣∣
nuc

= mr
1rnucNavo (2.45)

2.3.2 Coagulation

Smoluchowski (1916) a établi des équations différentielles permettant de décrire l’évolution
temporelle de la densité de particules soumises au phénomène de coagulation brownienne. Il
s’agit du système d’équations différentielles de taille infinie suivant :

dN1
dt

= −
∞∑

j=1
βcoag(1,j)N1Nj (2.46)

pour i = 2,...∞

dNi

dt
= 1

2

i−1∑
j=1

βcoag(j,i − j)NjNi−j −
∞∑

j=1
βcoag(i,j)NiNj (2.47)
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Chapitre 2. Modélisation des fours de cémentation gazeuse basse pression

où βcoag correspond au facteur de coalescence des particules.

Les particules de taille i sont formées par collision de particules de taille inférieure (sauf pour
la première classe de particules qui peut uniquement être générée par nucléation) et elles sont
consommées lorsqu’elles entrent en collision avec d’autres particules pour donner des particules
de taille supérieure. Le facteur de 1/2 est introduit puisque chaque collision est comptée deux
fois.

Les hypothèses et calculs permettant de passer des équations 2.46 et 2.47 à l’évolution
temporelle des moments puis aux termes sources de coagulation pour les différents ordres sont
détaillés dans (Frenklach, 1985) et (Frenklach, 2002a). Les termes sources sont exprimés par les
relations ci-dessous :

G0 = −1
2

∞∑
i=1

∞∑
j=1

βcoag(i,j)NiNj (2.48)

G1 = 0 (2.49)

pour r=2,3,...∞

Gr = 1
2

r−1∑
k=1

(
r

k

) ∞∑
i=1

∞∑
j=1

mk
i mr−k

j βcoag(i,j)NiNj

 (2.50)

Il peut être noté que le terme source de coagulation d’ordre un est nul. Cela vient du fait que
le moment d’ordre un correspond à la masse totale des particules de suie par unité de volume,
or, cette dernière ne varie pas avec la coagulation. En effet, la coagulation des particules a un
impact sur la densité des particules de chaque classe mais ne modifie pas la masse totale de
particules. Le signe négatif dans le terme d’ordre zéro met en évidence le fait que la coagulation
fait diminuer la densité totale de particules (nombre de particules par unité de volume), ce qui
correspond au moment d’ordre zéro.

Afin de déterminer l’expression du terme source de coagulation, il faut d’abord déterminer
la valeur du facteur de coalescence βcoag. Or, son expression dépend du régime d’écoulement,
continu ou moléculaire libre, qui peut être identifié par le nombre de Knudsen (Frenklach, 2002a).
Ce dernier correspond au rapport entre le libre parcours moyen du gaz λ et le diamètre d des
particules :

Kn = 2λ

d
(2.51)

Le libre parcours moyen λ du gaz (en cm) est donné par la relation suivante :

λ = η

ρg

√ πW̄

2kBNavoT

 (2.52)

avec η, ρg et W̄ la viscosité (g.cm−1.s−1), masse volumique (g.cm−3) et masse molaire moyenne
(g.mol−1) du gaz respectivement.
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2.3. Modélisation des suies

2.3.2.1 Régime moléculaire libre

Lorsque Kn ≫ 1, l’écoulement est en régime moléculaire libre et le facteur de coalescence
d’une particule de classe i avec une particule de classe j est donné par (Seinfeld et Pandis, 1998) :

βcoag,libre
i,j =

√
6kBT

ρC

( 3
4πρC

)1/6
√

1
mi

+ 1
mj

(
m

1/3
i + m

1/3
j

)2
(2.53)

En introduisant une fonction auxiliaire f et en remplaçant 2.53 dans 2.48 et 2.50, le terme source
de coagulation dans le régime moléculaire peut s’exprimer par :

Glibre
0 = −1

2

√
6kBT

ρC

( 3
4πρC

)1/6
M2

0 f0,0
1/2 (2.54)

pour r=2,3,...∞

Glibre
r = 1

2

√
6kBT

ρC

( 3
4πρC

)1/6
M2

0

r−1∑
k=1

(
r

k

)
f

(k,r−k)
1/2 (2.55)

où ρC est la masse volumique du carbone et où la fonction f est définie, pour r entier, par :

f (x,y)
r =

∞∑
i=1

∞∑
j=1

(mi + mj)rm
x−1/2
i m

y−1/2
j (m1/3

i + m
1/3
j )2 NiNj

M2
0

(2.56)

La somme qui apparaît dans l’expression ci-dessus peut être exprimée comme une somme finie
en introduisant des moments non entiers.

f (x,y)
r =

∞∑
i=1

∞∑
j=1

(mi + mj)rm
x−1/2
i m

y−1/2
j (m2/3

i + 2m
1/3
i m

1/3
j + m

2/3
j )NiNj

M2
0

(2.57)

=
∞∑

i=1

∞∑
j=1

(mi + mj)r(m1/6+x
i m

y−1/2
j + 2m

x−1/6
i m

y−1/6
j + m

x−1/2
i m

y−1/6
j )NiNj

M2
0

(2.58)

Or, d’après la formule du binôme de Newton,

(mi + mj)r =
r∑

k=0

(
r

k

)
mr−k

i mk
j (2.59)

Il vient,

f (x,y)
r =

∞∑
i=1

∞∑
j=1

r∑
k=0

(
r

k

)
(mr−k+1/6+x

i m
k+y−1/2
j + 2m

r−k+x−1/6
i m

k+y−1/6
j

+ m
r−k+x−1/2
i m

k+y−1/6
j )NiNj

M2
0

(2.60)

Ainsi, d’après la définition du moment (formule 2.35)

f (x,y)
r =

r∑
k=0

(
r

k

)
µr−k+x+1/6µk+y−1/2 + 2µr−k+x−1/6µk+y−1/6 + µr−k+x−1/2µk+y+1/6 (2.61)

Où
µr = Mr

M0
(2.62)

Le terme f
(x,y)
1/2 est déterminé par une double interpolation :
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Chapitre 2. Modélisation des fours de cémentation gazeuse basse pression

• f
(x,y)
r est d’abord déterminé pour r entier, pour cela, les moments non entiers sont déter-

minés par les expressions proposées par Frenklach (2002a) :
— les moments non entiers positifs sont obtenus par interpolation de Lagrange des cinq

premiers moments

log µp = Lp(log µ0, log µ1, log µ2, log µ3, log µ4, log µ5) p > 0 (2.63)

— les moments non entiers négatifs sont obtenus par extrapolation de Lagrange des trois
premiers moments

log µp = Lp(log µ0, log µ1, log µ2) p < 0 (2.64)

• f
(x,y)
1/2 est ensuite déterminé par interpolation de fr.Frenklach (2002a) propose les interpo-

lations suivantes :
— pour (x,y)=(0,0), (1,1), (1,2) et (2,2)

log f
(x,y)
1/2 = L1/2(log f

(x,y)
0 , log f

(x,y)
1 , log f

(x,y)
2 , log f

(x,y)
3 ) (2.65)

— pour (x,y)=(1,3), (2,1)

log f
(x,y)
1/2 = L1/2(log f

(x,y)
0 , log f

(x,y)
1 , log f

(x,y)
2 ) (2.66)

— pour (x,y)=(1,4)

log f
(1,4)
1/2 = L1/2(log f

(1,4)
0 , log f

(1,4)
1 ) (2.67)

Dans les équations 2.63 à 2.67, Lp correspond à l’opérateur d’interpolation de Lagrange, défini
par :

Lp(y) =
n∑

j=0
yj

 n∏
i=0,i ̸=j

p − i

j − i

 (2.68)

où y = [y0,y1, . . . ,yn]T = [log µ0, log µ1, log µ2... log µn]T , n est l’ordre maximal des moments
considérés pour l’interpolation et p est l’ordre du moment qui veut être déterminé par interpo-
lation.

2.3.2.2 Régime continu

Lorsque Kn ≪ 1, l’écoulement est en régime continu et le facteur de coalescence d’une
particule de classe i avec une particule de classe j est donné par (Seinfeld et Pandis, 1998) :

βcont
i,j =

(2kBT

3η

) Ci

m
1/3
i

+ Cj

m
1/3
j

(m
1/3
i + m

1/3
j

)
(2.69)

où C est le facteur de correction de Cunningham (Pratsinis, 1988; Wang et Friedlander, 1967),
exprimé par :

Ci = Cj = 1 + 1.257Kn (2.70)
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2.3. Modélisation des suies

En remplaçant 2.69 dans les relations 2.48 et 2.50, le terme source de coagulation devient
(Kazakov et Frenklach, 1998) :

Gcont
0 = −

(2kBT

3η

)
M2

0

[
1 + µ1/3µ−1/3 + 2.514λ

(
πρC

6

)1/3
(µ−1/3 + µ1/3µ−2/3)

]
(2.71)

pour r=2,3,...∞

Gcont
r = 1

2

(2kBT

3η

)
M2

0

[
r−1∑
k=1

(
r

k

)
2µkµr−k + µk+1/3µr−k−1/3 + µk−1/3µr−k+1/3

+ 2.514λ

(
πρC

6

)1/3 (
µk−1/3µr−k + µkµr−k−1/3 + µk+1/3µr−k−2/3 + µk−2/3µr−k+1/3

)] (2.72)

Les moments non entiers sont déterminés à partir des moments entiers par les relations 2.63 et
2.64.

2.3.2.3 Régime de transition

Le régime de transition est le régime qui se situe entre les régimes continus et moléculaires.
Dans ce régime, Seinfeld et Pandis (1998) proposent l’expression suivante pour le calcul du terme
source de coagulation.

Pour r=0,2,3... :

Gtran
r = Glibre

r Gcont
r

Glibre
r + Gcont

r

(2.73)

2.3.3 Croissance de surface par réactions avec la phase gazeuse

Les réactions de croissance de surface et leurs constantes cinétiques sont celles proposées
par Frenklach et Wang (1994) et Appel et al. (2000). Elles sont rappelées dans le tableau 1.4.
Leurs paramètres cinétiques ont été obtenus par analogie avec des réactions en phase gazeuse
d’espèces aromatiques à un seul cycle. Il a été supposé que les efficacités de collision par site
sont identiques pour les réactions en phase gazeuse et les réactions hétérogènes gaz-solide.

Tableau 2.5 – Réactions de croissance de surface des particules de suie en pyrolyse, constante
cinétique de la forme k=ATnexp

(
− E

RT

)
(répétée de la page 15)

N° équation Réaction A (cm3.mol−1.s−1) n E (kcal.mol−1)

(S1) Csoot-H + H• → Csoot• + H2 4,2.1013 0 13
(S-1) Csoot• + H2 → Csoot-H + H• 3,9.1012 0 9,32
(S2) Csoot• + H• → Csoot-H 2.1013 0 0
(S3) Csoot• + C2H2 → Csoot-H +H• 8.107 1,56 3,8

Pour rappel, les particules de suie sont supposées être couvertes de sites ayant des liaisons
C-H. L’arrachement des atomes d’hydrogène vient activer ces derniers en formant des radicaux
Csoot•.
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Chapitre 2. Modélisation des fours de cémentation gazeuse basse pression

2.3.3.1 Vitesses des réactions de croissance de surface

Les vitesses des réactions sont (Frenklach et Wang, 1991a) :

rS1 = αSkS1[Csoot − H][H•] (2.74)
rS−1 = αSkS−1[Csoot•][H2] (2.75)
rS2 = αSkS2[Csoot•][H•] (2.76)

rS3 = αSkS3[Csoot•][C2H2] (2.77)

où αS est un facteur qui représente la fraction de sites disponibles pour les réactions chimiques.
Il a été introduit pour tenir compte de la différence entre la vitesse de croissance des particules
à hautes et basses températures dans les réacteurs à flamme (Frenklach et Wang, 1991a). Ce
paramètre tient compte de la probabilité qu’une espèce gazeuse entre en collision avec les plans
prismatiques (réactifs) des particules. Il est exprimé par une relation paramétrique établie par
Appel et al. (2000) :

αS = tanh
(

a

log M1 + b(T )

)
(2.78)

a = 12.65 − 0.00563T (2.79)
b = −1.38 + 0.00068T (2.80)

L’approximation des états quasi-stationnaires est considérée sur l’espèce Csoot• , sa concentra-
tion molaire est donc donnée par :

[Csoot•] = k1[H•]
k−1[H2] + k2[H•] + k3[C2H2] [Csoot − H] (2.81)

Soit χCsoot−H le nombre de sites Csoot − H par unité de surface de particules de suie, estimé à
2,3.1015 sites.cm-2 (Frenklach et Wang, 1994) et As la densité de surface totale des particules
de suie (cm2

suies.cm−3
gaz). Alors,

[Csoot − H] = As

Navo
χCsoot−H (2.82)

[Csoot•] = k1[H•]
k−1[H2] + k2[H•] + k3[C2H2]

As

Navo
χCsoot−H (2.83)

La vitesse de croissance des particules de suie (mol.cm−3.s−1) par réaction avec l’acétylène est
donc :

rS3 = αk3[C2H2] k1[H•]
k−1[H2] + k2[H•] + k3[C2H2]

As

Navo
χCsoot−H (2.84)

En supposant des particules sphériques de diamètre moyen d̄p et ayant un nombre moyen
d’atomes de carbone j̄ :

As = M0πd̄p
2 (2.85)

où

d̄p =
(

6m0j̄

πρC

)1/3

= d0j̄1/3 (2.86)
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et d0 et m0 sont le diamètre et la masse d’un atome de carbone respectivement.

Le nombre moyen d’atomes de carbone par particule de suies est approximé à partir des
moments d’ordre zéro (le nombre total des particules de suie par unité de volume) et d’ordre un
(la masse totale des particules des suies par unité de volume) :

j̄ = M1
m0M0

(2.87)

2.3.3.2 Terme source de croissance de surface

En supposant que les réactions impliquées dans la croissance de surface des suies sont celles
du tableau 1.4 et que les particules de suies sont sphériques et que leur masse est proportionnelle
au nombre d’atomes de carbone les constituant (la masse des atomes d’hydrogène est négligée),
Frenklach et Wang (1994) expriment le terme source de croissance de surface, pour r ≥ 1, par :

Wr = αk3[C2H2]χCsoot•π

(6m0
πρC

)2/3
M0

r−1∑
l=0

(
r

l

)
µl+2/32r−l (2.88)

Le moment non entier qui apparaît dans l’équation ci-dessus est obtenu par interpolation des
moments entiers.

2.4 Modélisation du pyrocarbone

Le pyrocarbone est modélisé par l’approche pseudo-homogène proposée par Ziegler et al.
(2005). La réaction de dépôt supposée est :

C2H2 → 2CPc + H2 (2.89)

Pour rappel, l’approche pseudo-homogène consiste à adopter le formalisme d’une réaction ho-
mogène en phase gazeuse pour la réaction de formation de pyrocarbone. La vitesse de cette
réaction est donnée par :

r = kPC
[C2H2] (2.90)

et la vitesse volumique de production de pyrocarbone est exprimée par :

rPC
= 2kPC

[C2H2] (2.91)

La constante cinétique de la réaction est calculée par la loi d’Arrhenius :

k = AT n exp
(

− E

RT

)
(2.92)

2.5 Interactions fluide-solide

2.5.1 Bilan massique dans la couche limite fluide-solide

Le transfert externe des espèces en phase gazeuse jusqu’à la surface de l’acier est présenté
sur la figure 2.2. Le bilan de matière sur une espèce quelconque A traversant le film est donné
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Figure 2.2 – Transfert de matière de l’acétylène au sein de la couche limite et diffusion du
carbone au sein du métal - * désigne une espèce adsorbée à la surface

en une dimension par (Fogler, 1999) :

∂[A]
∂t

+ ∂FA

∂z
= 0 (2.93)

où t est le temps (s), z est la direction du flux (cm), [A] est la concentration de l’espèce A
(mol.cm−3) et FA est le flux de l’espèce A (mol.cm−2.s−1) qui traverse la couche limite. Ce
dernier est égal au flux diffusif, lequel est dû à la présence d’un gradient de concentration de
l’espèce.

Le flux diffusif est donné par la première loi de Fick. En une dimension, cela correspond à :

JA = −DA
∂[A]
∂z

(2.94)

avec DA le coefficient de diffusion (cm2.s−1) de l’espèce A dans le mélange.

Le transfert de l’acétylène peut ainsi être modélisé par

∂[C2H2]
∂t

= ∂

∂z

(
DC2H2

∂[C2H2]
∂z

)
= 0 (2.95)

Les conditions aux limites sont établies en supposant qu’à la limite supérieure z = 0, les
concentrations des espèces sont égales aux concentrations de l’atmosphère gazeuse et qu’à la
limite inférieure z = δ, le flux qui quitte la couche fluide est égal au flux produit par la réaction
de surface. Les conditions initiales et aux limites sont alors définies pour l’acétylène comme suit :

[C2H2](z,t = 0) = 0 (2.96)
[C2H2](z = 0, t) = [C2H2,R(t)] (2.97)

− DC2H2
∂[C2H2]

∂z

∣∣∣∣
z=δ

= VA

AA
rsurf (2.98)

où rsurf est la vitesse de la réaction à la surface de la pièce (mol.cm−3.s−1), [C2H2,R(t)] est la
concentration d’acétylène dans l’atmosphère gazeuse à l’interface (mol.cm−3) et VA et AA sont
le volume (cm3) et la surface (cm2) de l’acier respectivement.
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2.5.2 Adsorption et réaction de surface

Un schéma des étapes ayant lieu lorsque l’acétylène arrive à la surface du fer après avoir
traversé la couche limite est présenté sur la figure 2.3.

Figure 2.3 – Adsorption et réaction de surface : (a) l’acétylène atteint la surface, (b) adsorption
de l’acétylène, (c) dissociation de l’acétylène, les atomes de carbone formés occupent des sites
actifs, (d) le carbone libère les sites actifs et intègre la maille du fer.

Les étapes de la figure 2.3 sont modélisées par le mécanisme suivant :

C2H2(g) + ∗ K1−−⇀↽−− C2H2∗ (2.99)

C2H2 ∗ +∗
ksurf−−−→ 2C ∗ +H2(g) (2.100)

C∗ K2↼−−−−⇁ C(fe) + ∗ (2.101)

où ∗ est un site libre, et * placé derrière le nom d’une espèce se réfère aux espèces adsorbées, (g)
désigne les espèces en phase gazeuse à la surface de l’acier et (fe) les espèces qui ont intégré le
réseau cristallin. Il est supposé que l’acétylène est la seule espèce qui réagit à la surface du fer,
et que le carbone et l’acétylène sont les seules espèces occupant des sites actifs à la surface du
fer.

Par analogie avec les réactions catalytiques, un modèle de Langmuir-Hinshelwood-Hougen-
Watson est adopté. Les réactions (2.99) et (2.100) sont ainsi supposées être en équilibre (avec
des constantes d’équilibre K1 et K2) et la réaction (2.101) est supposé être l’étape limitant la
vitesse des phénomènes de surface (avec une constante cinétique ksurf ). La vitesse volumique
globale est alors exprimée par :

rsurf = kappK1
[C2H2(g)(z = δ)]

(1 + K1[C2H2(g)(z = δ)] + K2[C(fe)(y = 0)])2 (2.102)

avec

K1 = [C2H2∗]
[C2H2][∗] (2.103)

K2 = [C∗]
[C(fe)][∗] (2.104)
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où [C2H2(g)(z = δ)] est la concentration d’acétylène en phase gazeuse à la surface de l’acier,
[C(fe)(y = 0)] est la concentration du carbone dans l’acier, à la surface, et kapp est une constante
de vitesse apparente qui tient compte de la constante ksurf et du nombre de sites actifs présents
à la surface de l’acier.

La vitesse de production du carbone à la surface de l’acier est :

rC = 2rsurf (2.105)

2.6 Diffusion du carbone dans l’acier

Le carbone est la seule espèce supposée diffuser au sein du métal. Le bilan massique dans le
fer est décrit par la deuxième loi de Fick :

∂[CC ]
∂t

= ∂

∂y

(
DC

∂[CC ]
∂y

)
(2.106)

où [CC ] est la concentration molaire du carbone dans la pièce, y est la direction de la diffusion
du carbone et DC est le coefficient de diffusion du carbone dans l’austénite.

La teneur massique de carbone dans le fer (en %), ωC , est définie par :

ωC = 100 mC

mA + mC
(2.107)

où mC et mA sont la masse de carbone et la masse d’acier respectivement.

En supposant que la masse de carbone est négligeable devant la masse de l’acier et que le
volume de l’acier reste constant, la teneur massique de carbone dans le fer peut s’écrire :

ωC = 100[CC ]WC

ρA
(2.108)

où WC est la masse molaire du carbone et ρA est la densité de l’acier.

La loi de Fick peut ainsi s’exprimer par la relation suivante :

∂ωC

∂t
= ∂

∂y

(
DC

∂ωC

∂y

)
(2.109)

Le flux de carbone diffusant à la surface de l’acier est supposé égal au flux de carbone produit
par la réaction de surface. Un flux nul est supposé sur la frontière inférieure yL. Les conditions
initiales et aux limites sont définies comme suit :

ωC(y,t = 0) = ω0 (2.110)

−DC
∂ωC

∂y

∣∣∣∣
y=0

= rC
VA

AA

100WC

ρA
(2.111)

DC
∂ωC

∂y

∣∣∣∣
y=yL

= 0 (2.112)

où VA et AA sont le volume et la surface de l’acier respectivement.
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2.7 Discrétisation des équations aux dérivées partielles

Le modèle établi dans ce travail comporte des équations aux dérivées ordinaires (EDO) ainsi
que des équations aux dérivées partielles (EDP). En général, les EDP ne peuvent être résolues
analytiquement et il faut recourir à des simplifications dans lesquelles la solution continue est
approximée par une solution discrète. Dans le présent travail, la résolution des EDP se fait par
application de la méthode des lignes, laquelle consiste à transformer une EDP en un système de
EDO en discrétisant l’espace. Les EDO résultantes sont ensuite intégrées par rapport au temps.

Il existe trois grandes méthodes numériques de discrétisation des EDP : la méthode des
différences finies (Boris et al., 1981), la méthode des éléments finis (Reddy, 2005) et la méthode
des volumes finis (Patankar, 1980). Le principe de ces méthodes consiste à diviser le domaine
d’étude en un nombre fini de mailles et à approximer les EDP dans chaque maille. Ces méthodes
diffèrent par la manière dont sont approximées les EDP et par la forme forte ou faible de la
formulation. Ainsi, la méthode des différences finies fait des approximations des dérivées alors
que les méthodes des éléments finis et des volumes finis font des approximations d’intégrales. La
différence entre la méthode des éléments finis et des volumes finis est la forme utilisée de l’équa-
tion à résoudre : la méthode des éléments finis se base sur une formulation faible (formulation
variationnelle) et la méthode des volumes finis par une formulation forte.

Dans cette étude, c’est la méthode des volumes finis qui est adoptée pour faire la discrétisa-
tion des EDP du modèle.

Méthode des volumes finis

La méthode des volumes finis consiste à diviser l’espace d’étude en un nombre fini de volumes
de contrôle (mailles) et à approximer les EDP sous forme intégrale dans chaque maille. Il s’agit
d’une méthode conservative puisqu’elle assure la conservation locale des flux d’un volume de
contrôle à un autre. L’application de cette méthode à l’équation générale de la diffusion est
présentée ci-après.

Soit C la grandeur dépendante qui vérifie l’EDP suivante :
∂C

∂t
= ∇ · D∇C + S (2.113)

où t est le temps, D est le coefficient de diffusion et S est un terme source.

La première étape consiste à définir des volumes de contrôle pour les différents nœuds du
maillage (figure 2.4). Soit P un nœud du maillage et W et E ses voisins. Le volume de contrôle
associé au nœud P est délimité par les frontières w et e et son volume est donné par VP = ∆x
pour un maillage en une dimension, une épaisseur unitaire étant supposée dans les directions y
et z.

L’EDP 2.113 est réécrite sous sa forme intégrale à l’intérieur du volume de contrôle :∫
VP

∂C

∂t
dV =

∫
VP

∇ · D∇CdV +
∫

VP

SdV (2.114)

En appliquant le théorème de Green-Ostrogradski qui énonce que l’intégrale de la divergence
d’un champ vectoriel est égale au flux de ce champ à travers la frontière du volume, cette
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W
w

δxw

P

∆x

E
e

δxe

Figure 2.4 – Discrétisation du domaine en volumes de contrôle pour un problème en une
dimension (Patankar, 1980)

expression devient : ∫
VP

∂C

∂t
dV =

∫
AP

D∇C ·ndA +
∫

VP

SdV (2.115)

où n désigne le vecteur normal unitaire dirigé vers l’extérieur de la frontière du volume et AP

correspond la surface du volume de contrôle.

L’intégrale
∫

AP
D∇C ·ndA correspond au flux total à travers la frontière du volume ; ici

elle peut donc se réécrire de la manière suivante :∫
AP

D∇C ·ndA =
∫

Aw

D∇C ·ndA +
∫

Ae

D∇C ·ndA (2.116)

Soit : ∫
AP

D∇C ·ndA = (D∇C)e − (D∇C)w (2.117)

Le gradient ∇C est déterminé en approximant le profil de la concentration sur chaque maille
par une fonction linéaire par morceaux, ce qui en une dimension donne :

(D∇C)e = De
CE − CP

δxe
(2.118)

(D∇C)w = Dw
CP − CW

δxw
(2.119)

où De et Dw correspondent à la diffusion aux interfaces e et w respectivement.

Le terme de droite de l’expression 2.114 peut donc être réécrit comme suit :∫
VP

∇ · D∇CdV +
∫

VP

SdV = De
CE − CP

δxe
− Dw

CP − CW

δxw
+ S∆x (2.120)

Le terme de gauche peut être réécrit par :∫
VP

∂C

∂t
dV = dC

dt
∆x (2.121)

Finalement, pour un terme source nul comme dans le cas de ce travail :

dC

dt
= 1

∆x

(
De

CE − CP

δxe
− Dw

CP − CW

δxw

)
(2.122)
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Diffusion aux interfaces Dans les équations 2.118 à 2.122, De et Dw désignent la valeur
de la diffusion aux interfaces e et w respectivement. Dans le cas où la diffusion ne dépendrait
pas de la concentration, alors, à température constante :

De = Dw = constante (2.123)

Dans le cas où la diffusion dépendrait de la concentration, il est nécessaire d’exprimer De

et Dw en fonction des valeurs de la diffusion aux nœuds. En effet, de par la discrétisation dans
l’espace, la diffusion est connue uniquement aux nœuds. Pour déterminer la valeur du coefficient
de diffusion aux interfaces, la conservation du flux traversant ces dernières est formulé.

δxe

P E

e

δx−
e δx+

e

Figure 2.5 – Distances associées à l’interface e (Patankar, 1980)

La figure 2.5 considère l’interface e et présente les distances associées. Soit q−
e le flux arrivant

à l’interface e à partir du nœud P et q+
e le flux qui quitte l’interface et arrive au nœud E. En

supposant que le coefficient de diffusion est uniforme sur chaque volume de contrôle autour d’un
nœud donné, il en vient :

q−
e = DP

CP − Ce

δx−
e

(2.124)

q+
e = DE

Ce − CE

δx+
e

(2.125)

Où Ce est la valeur de la grandeur C à l’interface e. Ainsi,

De = δxeDP DE

DEδx−
e + DP δx+

e
(2.126)

En posant,

de = δx+
e

δxe
(2.127)

le coefficient de diffusion peut être exprimé comme :

De =
(1 − de

DP
+ de

DE

)−1
(2.128)

Un raisonnement analogue appliqué à la frontière w permet de retrouver l’expression du coeffi-
cient de diffusion Dw :

Dw =
(1 − dw

DP
+ dw

DW

)−1
(2.129)
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Conditions aux limites

L’équation 2.122 est valable pour les nœuds internes du domaine d’étude, c’est-à-dire les
nœuds qui ne se trouvent pas aux extrémités. Afin de déterminer la grandeur d’intérêt sur
les nœuds au niveau des bords, il faut introduire les conditions aux limites. Deux types de
conditions aux limites sont présentes dans le cadre de cette étude : des conditions aux limites de
Neumann et de Dirichlet. Pour les conditions de Dirichlet, aucune reformulation n’est nécessaire,
la concentration au nœud est donnée par la condition à la limite. Concernant les conditions de
Neumann, un demi volume de contrôle est considéré aux nœuds sur les frontières. Un exemple
est montré sur la figure 2.6 avec B le nœud à la frontière gauche.

δxe

∆xB

B E

e
qB

Figure 2.6 – Demi-volume de contrôle (Patankar, 1980)

Soit qB le flux arrivant sur cette frontière, égal à :

qB = −D
∂C

∂x

∣∣∣∣
B

(2.130)

Si la valeur du flux qB est connue, alors la discrétisation de l’EDP au nœud B donne :

dC

dt

∣∣∣∣
B

= 1
∆xB

(
De

CE − CB

δxe
+ qB

)
(2.131)

Le résultat est analogue à la frontière droite.

2.8 Modèles des réacteurs

Les modèles de réacteur adoptés dans le cadre de cette étude sont des réacteurs idéaux, c’est-
à-dire des réacteurs où les conditions hydrodynamiques et physiques sont simplifiées et idéalisées.
Il s’agit de modèles adaptés aux mécanismes cinétiques de taille relativement importante, comme
c’est le cas du mécanisme cinétique en phase gazeuse utilisé dans ce travail.

Deux types de modèles de réacteurs sont adoptés : le réacteur parfaitement agité (RPA) et le
réacteur piston. Le modèle de réacteur piston est adopté pour la modélisation de la pyrolyse de
l’acétylène en phase gazeuse et la formation de suies et de pyrocarbone. Le modèle de RPA est
utilisé pour modéliser l’ensemble du procédé de cémentation, en tenant compte de la présence
de la pièce métallique et des interactions entre le gaz et le solide. Ce choix est lié aux dispositifs
expérimentaux (cf. chapitre 3).

60



2.8. Modèles des réacteurs

Les hypothèses admises pour les deux réacteurs sont :
1. La température et la pression sont supposées constantes dans toute la zone réactionnelle.
2. Le mélange gazeux obéit à la loi des gaz parfaits, qui est l’équation d’état adoptée.

Les hypothèses propres à chaque modèle de réacteur sont décrites dans les sections correspon-
dantes.

2.8.1 Réacteur parfaitement agité

Le RPA continu se caractérise par l’uniformité des paramètres opératoires en tout point du
réacteur. En effet, dès son entrée dans le réacteur, le fluide est supposé être instantanément et
suffisamment mélangé pour pouvoir être caractérisé par des propriétés moyennes dans l’espace.
Il s’agit d’une cinétique zéro-dimensionnelle, c’est-à-dire que le taux de conversion des réactifs
est régi par les vitesses des réactions chimiques et non pas par les processus de mélange. Cela
se traduit par des faibles exigences en matière de calcul du modèle mathématique.

Figure 2.7 – Schéma du réacteur parfaitement agité où a lieu la cémentation gazeuse basse
pression

Le bilan de matière global dans le réacteur est donné par (figure 2.7) :

dm

dt
= ṁin − ṁgaz,out − ṁsuies,out + ṁsurf (2.132)

avec ṁin le débit massique d’entrée, entièrement gazeux, ṁgaz,out le débit massique gazeux de
sortie, ṁsuies,out le débit massique de sortie des suies et ṁsurf le débit massique gazeux produit
par la réaction de surface.

Bilan sur les espèces en phase gazeuse

Le bilan massique sur une espèce gazeuse k est donné par :

ṁk,in + ṁprod,k = ṁk,out + dmk

dt
(2.133)

où ṁk,in et ṁk,out sont le flux massique d’entrée et de sortie de l’espèce k respectivement, ṁprod,k

est le flux de production massique (masse par unité de temps) de l’espèce k par les réactions
homogènes et hétérogènes, t est le temps et mk est la masse de l’espèce k présente dans le
réacteur.
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En réécrivant l’expression 2.133 en termes de fractions massiques, l’expression ci-dessous
peut être établie :

Yk,inṁin + ṁprod,k = Ykṁgaz,out + dYkm

dt
(2.134)

où Yk,in et Yk sont respectivement la fraction massique d’entrée et la fraction massique dans le
réacteur de l’espèce k.

En développant d(Ykm)/dt et en substituant l’expression de dm/dt donnée par 2.132, le bilan
de matière de l’espèce k est exprimé par :

ρgV
dYk

dt
= ṁin(Yk,in − Yk) + ṁprod,k − Y k(ṁsurf − ṁsuies) (2.135)

où ρg est la densité du mélange gazeux et V est le volume du réacteur.

Moments de la fonction de distribution des particules de suie

Les moments sont calculés par analogie avec les espèces gazeuses. Pour les particules de
classe k :

dNkV

dt
= Nk,inQin − NkQout + ṄkV (2.136)

où Nk est la densité des particules de la classe k (particules par unité de volume), Ṅk est le
nombre de particules de la classe k générées par unité de volume et de temps et Qout est le flux
volumique de sortie, calculé par l’équation d’état.

En multipliant la relation ci-dessus par mr
k et en faisant la somme pour k allant de 1 à

l’infini, la relation suivante peut être établie :
∞∑

k=1

d(mr
kNkV )
dt

=
∞∑

k=1
mr

kNk,inQin −
∞∑

k=1
mr

kNkQout +
∞∑

k=1
mr

kṄkV (2.137)

L’expression ci-dessus peut être réécrite en termes de moments et de termes sources des
moments. Pour une entrée nulle de suies, c’est-à-dire pour Nk,in = 0, le bilan de matière sur les
suies peut être exprimé par :

dMr

dt
= Rr + Gr + Wr − MrQout

V
(2.138)

Pyrocarbone

Pour rappel, le pyrocarbone est modélisé par une approche pseudo-homogène. Sa fraction
massique est ainsi obtenue par l’équation 2.135. Le flux massique de pyrocarbone ṁpyroC est
ensuite obtenu en multipliant sa fraction massique par le flux massique gazeux de sortie (relation
2.139). Le flux massique gazeux réel de sortie ṁnew

gaz,out est alors calculé en soustrayant le flux
massique de pyrocarbone (relation 2.140). Les fractions massiques réelles des composés gazeux,
Y new

k , sont alors calculées par la formule 2.141.

ṁpyroC = YpyroCṁgaz,out (2.139)
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ṁnew
gaz,out = ṁgaz,out(1 − YpyroC) (2.140)

Y new
k = Yk

1 − YpyroC
(2.141)

Transfert externe et diffusion du carbone dans la pièce métallique

Le transfert externe de l’acétylène à travers la couche limite et la diffusion du carbone dans
la pièce métallique sont modélisés par la deuxième loi de Fick, laquelle est discrétisée par la
méthode des volumes finis. Les équations correspondantes sont présentées dans la section 2.7.

2.8.2 Réacteur piston

Un réacteur piston est un réacteur dans lequel le mélange réactionnel progresse par tranches
parallèles qui n’échangent pas de matière entre elles et dans lequel la dispersion axiale est négli-
geable. Les variables d’état sont constantes dans toute section droite normale à l’écoulement et ne
dépendent ainsi que d’un seul paramètre spatial, mesuré normalement au sens de l’écoulement.

Figure 2.8 – Schéma d’un réacteur piston

La pression et la température sont constantes dans le réacteur et les contraintes de cisaille-
ment sont négligées. Ainsi, les équations de bilan de quantité de mouvement et d’énergie ne sont
pas prises en compte.

Bilan sur les espèces en phase gazeuse

L’expression générale du bilan massique pour une espèce gazeuse k dans un réacteur piston
est donnée par :

ṁk|z + rmass,kdV = ṁk|z+dz + ∂mk

∂t
(2.142)

où t est le temps, ṁk est le flux massique de l’espèce k, z est la direction de l’écoulement, rk,mass

est la vitesse massique de production de l’espèce k dans le volume de contrôle (masse par unité
de temps et de volume), et dV = Adz est le volume élémentaire de contrôle et A est sa section.

Pour un écoulement en régime permanent, le bilan massique sur une espèce gazeuse k est
alors :

dṁk

dz
= Armass,k (2.143)
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Pyrocarbone

Tout comme dans le cas du réacteur parfaitement agité, une approche pseudo-homogène
de formation de pyrocarbone est supposée. Le flux massique de pyrocarbone est directement
donné par la relation 2.143. Les fractions massiques des espèces gazeuses sont déterminées par
les mêmes relations que dans la section 2.8.1.

Moments de la fonction de distribution des particules de suie

L’équation de transport pour les particules de suie de classe k donne :

dNk

dt
+ ∇ · (NkUk) = Ṅk (2.144)

où Uk correspond à la vitesse des particules de classe k en rapport avec le mouvement de la
phase gazeuse, la diffusion et le phénomène de thermophorèse (réponse variable des particules
de taille différente lorsqu’elles sont soumises à un gradient de température). Ici, la température
est supposée constante et le phénomène de diffusion est négligé par rapport au mouvement de
la phase gazeuse. Ainsi, en régime permanent et en une dimension :

dNku

dz
= Ṅk (2.145)

où u est la vitesse du gaz.

Tout comme dans le cas du RPA, le bilan de matière sur les suies peut être exprimé en
termes de moments et de termes sources de moments :

dMru

dz
= Rr + Gr + Wr (2.146)

2.9 Modèle hybride de la cémentation gazeuse basse pression

En milieu industriel, le procédé de cémentation gazeuse basse pression est un système hybride
continu qui alterne des étapes d’enrichissement et de diffusion, lesquelles sont caractérisées par
des flux d’alimentation différents.

Un système hybride est un système dont l’évolution continue est interrompue par des chan-
gements discrets. Il peut être décrit par l’ensemble S =

⋃
k

Sk (Back et al., 1992; Barton et

Pantelides, 1994) où le mode Sk est caractérisé par :

Sk :


f (k)(ẋ(k),x(k),u(k),p,t) = 0
L(k)

j (ẋ(k),x(k),u(k),p, t) = 0
T (k)

j (ẋ(k),x(k), ẋ(j),x(j),u(k),p, t) = 0

 j ∈ M (k) (2.147)

où
• M est un mode du système
• x est le vecteur des variables d’état du système,
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• u est le vecteur des variables de décision,

• p est le vecteur des paramètres constants du système,

• t est le temps,

• f est le système d’équations décrivant le modèle,

• L correspond aux conditions de transition qui déterminent les moments auxquels se produit
le passage d’un mode du système à un autre,

• T correspond aux fonctions de transition permettant d’expliciter les conditions initiales
des variables d’état lors des transitions d’un mode du système à un autre,

Le procédé de cémentation gazeuse basse pression est modélisé par :

ẋ = f (1)(x,u,p, t) (2.148)
ẋ = f (2)(x,u,p, t) (2.149)

où x est le vecteur des variables d’état du système,

x = [Y ,Mr,CL,ωC ]T (2.150)

et Y est le vecteur des fractions massiques des espèces en phase gazeuse, Mr est le vecteur
des moments, CL est le vecteur des concentrations dans la couche limite, wC est le vecteur des
teneurs massiques de carbone dans l’acier, f (1) correspond au système d’équations du premier
mode du système, les étapes d’enrichissement, et f (2) correspond au système d’équations du
deuxième mode du système, les étapes de diffusion. Le système d’équations différentielles décri-
vant les deux modes est le même, celui présenté dans la section 2.8.1. Le changement discret
est ici dû au passage d’une entrée non nulle en acétylène à une entrée nulle en acétylène dans le
réacteur.

2.9.1 Conditions et temps de transition

Les conditions de transition sont représentées par des propositions logiques qui déclenchent
le passage d’un mode à un autre lorsqu’elles sont vérifiées. La relation 2.151 décrit la condition
de transition d’une étape de diffusion à une étape d’enrichissement et la relation 2.152 décrit la
condition de transition d’une étape d’enrichissement à une étape de diffusion.

L(2k) = t(k+1)
enr − t = 0, k = 1,...Nc − 1 (2.151)

L(2k−1) = t
(k)
diff − t = 0, k = 1,...Nc (2.152)

où Nc est le nombre de cycles, t
(k+1)
enr est le temps de transition entre l’étape de diffusion du

cycle k et l’étape d’enrichissement du cycle k + 1, t
(k)
diff est le temps de transition entre les

étapes d’enrichissement et de diffusion du cycle k et ak et bk correspondent à la durée des étapes
d’enrichissement et de diffusion du cycle k respectivement. Ces grandeurs sont représentées sur
le schéma de la figure 2.9.
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Figure 2.9 – Illustration des temps de transition

Les temps de transition pour un cycle k sont explicitement définis, pour k>1, par :

t(k)
enr =

k−1∑
i=1

(ai + bi) (2.153)

t
(k)
diff = ak +

k−1∑
i=1

(ai + bi) (2.154)

et pour k=1,

t(1)
enr = t0 (2.155)

t
(1)
diff = a1 (2.156)

La durée totale du procédé est donnée par :

tf =
Nc∑

k=1
(ak + bk) (2.157)

2.9.2 Fonctions de transition

Les fonctions de transition permettent de définir les valeurs initiales des variables d’état lors
du passage d’un mode du système à un autre. Elles sont définies par :

x(k+1)
enr (t(k+1)

enr ) − x
(k)
diff (t(k)

diff + bk) = 0, k = 1,...Nc − 1 (2.158)

x
(k)
diff (t(k)

diff ) − x(k)
enr(t(k)

enr + ak) = 0, k = 1,...Nc (2.159)

La fonction de transition pour la première étape d’enrichissement est donnée par les conditions
initiales :

x(1)
enr(t(1)

0 ) = x0 (2.160)
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2.10 Conclusions

Dans ce chapitre, la modélisation des différents phénomènes ayant lieu lors de la cémentation
gazeuse basse pression est présentée. Une modélisation complète du procédé est proposée, en
considérant un mécanisme de pyrolyse en phase gazeuse, la formation de suies et de pyrocarbone,
ainsi que la présence d’une pièce métallique. Le modèle résultant est un modèle hybride et les
conditions et fonctions de transition sont définies pour chaque mode du système. Le modèle
proposé comporte des paramètres cinétiques qu’il faut estimer expérimentalement. Les dispositifs
utilisés pour les campagnes expérimentales visant à les estimer sont présentés dans le chapitre
3. Les résultats des expériences, des estimations et des simulations sont exposés dans le chapitre
4.
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Chapitre 3. Dispositifs expérimentaux

3.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, un modèle complet de cémentation gazeuse basse pression a été
établi. Des campagnes expérimentales visant à estimer les paramètres du modèle et à évaluer sa
performance ont été réalisées.

Dans un premier temps, des campagnes expérimentales à l’échelle du laboratoire ont été
conduites à l’aide du banc expérimental HAPPY-END (Hap Anthropiques Produits en PYrolyse
– Élimination des Nocifs et des Dangereux). Ce dernier permet de réaliser des pyrolyses au sein
d’un réacteur en silice dans des conditions de cémentation gazeuse basse pression. Les variables
opératoires correspondent au débit d’alimentation en acétylène, à la pression et à la température.
Ensuite, des cémentations dans des conditions réelles industrielles ont été réalisées au sein d’un
pilote industriel.

Le présent chapitre présente une description du banc d’essais de laboratoire, du four indus-
triel, des méthodes d’analyse, et des protocoles opératoires mis en place pour la quantification
des espèces d’intérêt.

3.2 Banc d’essais de laboratoire HAPPY-END

3.2.1 Description générale du banc d’essais HAPPY-END

L’installation expérimentale utilisée à l’échelle du laboratoire est présentée sur la figure 3.1.
Elle comporte :

• un système d’alimentation en gaz utilisés pour la pyrolyse ainsi que pour le bon fonction-
nement du dispositif d’analyse en ligne,

• un système réactionnel constitué d’un réacteur en silice et d’un four permettant de main-
tenir une température stable dans ce dernier,

• un système de contrôle et de régulation de la pression,
• un système de piégeage des composés gazeux sous forme d’un piège cryogénique en silice,
• un chromatographe en phase gazeuse (CPG) qui permet de faire l’analyse en ligne des

composés gazeux les plus légers à l’aide d’un détecteur à ionisation de flamme (FID) et
d’un détecteur à conductivité thermique (TCD),

• un automate qui permet de contrôler les différentes parties qui viennent d’être mentionnées.
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Figure 3.1 – Schéma de l’installation HAPPY-END
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3.2.1.1 Système d’alimentation en gaz

L’hydrocarbure utilisé comme réactif est l’acétylène. Il est stocké dans des bouteilles B5
à une pression de 15 bar (Air Products, série X5S). Dans le cas où une bouteille se vide en
cours d’expérience, deux bouteilles sont toujours disponibles et un système automatisé permet
de passer d’une bouteille « vide » (pression inférieure à 1,5 bar) à une autre. Le gaz utilisé
pour inerter le système lors des expériences est l’azote. Il est stocké dans des bouteilles B50 (Air
Liquide, série Alphagaz™1).

Les vannes manuelles, notées VM1 à VM4 sur la figure 3.1, sont des éléments de sécurité qui
permettent de relier les bouteilles d’acétylène et d’azote à des débitmètres massiques thermiques
(série SLA5850S Brooks). Trois débitmètres, notés FC1, FC2 et FC3, sont dédiés à l’acétylène et
permettent de travailler sur des larges plages de débits, 30 NmL.min−1, 600 NmL.min−1 et 1200
NmL.min−1. Le régulateur massique de l’azote, noté FC4, permet de monter à des débits allant
jusqu’à 12000 NmL.min−1. Ces débitmètres sont contrôlés par l’automate et sont précis à partir
de 1/20ème de la valeur pleine échelle. Pour leur bon fonctionnement, la différence entre l’entrée
et la sortie du régulateur doit être de 1,5 bar. Étant donné que la pression dans le procédé est
de l’ordre de 80 mbar (60 Torr), il faut une pression en entrée d’au moins 1,4 bar.

Des systèmes d’alimentation en hélium, argon, hydrogène et air comprimé sont aussi présents
sur l’installation puisque ces gaz sont utilisés par le CPG (cf. section 3.2.2.1). L’air comprimé
(Air liquide) est aussi utilisé pour le nettoyage des réacteurs en silice après une pyrolyse (cf.
section D.1.4). Quand il est utilisé à cette fin, l’air est injecté dans le réacteur en jouant sur
l’ouverture de la vanne manuelle VM5.

3.2.1.2 Système réactionnel

Réacteurs

Deux types de réacteurs en silice fondue sont disponibles pour les expériences : un réacteur
sphérique « auto-agité par jets gazeux » et un réacteur tubulaire. Les géométries des réacteurs
sont présentées dans le tableau 3.1.

Tableau 3.1 – Géométries des réacteurs en silice

Réacteur Diamètre Longueur Volume
réactionnel

- cm cm cm3

Tubulaire 1,6 120 121
Sphérique 5,8 120 102

Les deux réacteurs font 120 cm de long, or le four dans lequel ils sont placés ne fait que
60 cm de long. Cela permet d’assurer une longueur de 30 cm en amont et aval du four, en dehors
de la zone de chauffage (figure 3.2). La température au niveau des joints utilisés pour relier les
réacteurs au reste du montage ne dépasse ainsi pas les 200 °C (cf. section 3.2.1.2). En effet, au
delà de cette température les joints risquent de fondre et la pression dans le montage ne peut
pas être maintenue. Le volume réactionnel du réacteur tubulaire correspond à toute la zone qui
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four

joint

réacteur

Figure 3.2 – Réacteur piston placé au sein du four

est chauffée ; en revanche, le volume réactionnel d réacteur sphérique correspond au volume de
la sphère (cf. section 3.2.1.2).

Remarque : Le réacteur piston montré sur la figure 3.2 est un réacteur de 6 cm de diamètre,
utilisé afin de faciliter la visibilité sur la figure.

Réacteur tubulaire

Le réacteur tubulaire disponible pour les expériences est un tube en silice de 1,6 cm de
diamètre. Il a été conçu dans le but d’approximer un écoulement piston afin d’obtenir des
données expérimentales qui puissent être comparées aux résultats des simulations en réacteur
piston. Pour rappel, un réacteur piston est un réacteur idéal dans lequel le mélange réactionnel
progresse par tranches parallèles et dans lequel le mélange axial, plus communément connu sous
le terme de dispersion axiale, est négligeable. Afin de vérifier si l’hypothèse d’écoulement piston
est valable pour le réacteur tubulaire, la dispersion axiale au sein de ce dernier est quantifiée.

La dispersion axiale d’un fluide s’écoulant dans la direction x est supposée être de nature
statistique et peut être décrite par (Levenspiel, 1962) :

∂C

∂t
= DA

∂2C

∂x2 (3.1)

où C est la concentration d’une espèce circulant dans le réacteur, t est le temps et DA est le
coefficient de dispersion axiale qui caractérise le rétro-mélange dans l’écoulement.

En posant z = (ut + x)/L et θ = ut/L afin d’adopter une forme adimensionnelle, la relation
précédente devient :

∂C

∂θ
=
(

DA

uL

)
∂2C

∂z2 − ∂C

∂z
(3.2)

où L est la longueur du réacteur dans lequel a lieu l’écoulement et u est la vitesse moyenne du
fluide. Le groupe adimensionnel qui apparaît dans la relation ci-dessus, DA/uL, est le nombre
de dispersion (Levenspiel, 1962). À titre d’information, son inverse est nommé nombre de Peclet
axial (Villermaux, 1985) ou encore nombre de Bodenstein (Nagy et al., 2012). Le tableau 3.2
caractérise le type d’écoulement en fonction de la valeur prise par le nombre de dispersion
(Levenspiel, 1962).

Si les deux conditions suivantes sont vérifiées :
(i) le régime d’écoulement est laminaire, c’est-à-dire que le nombre de Reynolds est inférieur

à 2300 pour un écoulement dans une conduite cylindrique,
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Tableau 3.2 – Écart à l’idéalité en fonction du nombre de dispersion (Levenspiel, 1962)

Valeur Écart à l’idéalité(
DA
uL

)
< 0,001 Négligeable

0,001 <
(

DA
uL

)
< 0,01 Faible

(
DA
uL

)
> 0,01 Important

(ii) la longueur du tube est suffisamment importante pour pouvoir atteindre un écoulement
complètement développé (Nagy et al., 2012), c’est à-dire un écoulement dans lequel les
effets de l’entrée du tuyau ne sont plus significatifs et où le profil de vitesse ne change plus
dans la direction de l’écoulement du fluide (Çengel et Cimbala, 2010), ce qui est vérifié par
l’inégalité

L

u
> 0,04 d2

t

Dm
, (3.3)

alors la dispersion axiale peut être exprimée par la relation suivante (Aris, 1956; Taylor,
1953) :

DA = Dm + u2d2
t

4βgDm
(3.4)

où Dm est la diffusion moléculaire, dt est le diamètre du réacteur et βg est un paramètre qui
tient compte de la géométrie du réacteur (βg=48 pour des tubes circulaires (Datta et Ghosal,
2009)).

La diffusion moléculaire Dm (en cm2.s−1) d’un composé A dans un composé B peut être
calculée à basse pression par l’expression proposée par Bird et al. (1960) :

Dm = a

(
T√

Tc (A) Tc (B)

)b

(Tc (A) Tc (B))5/12 (Pc (A) Pc (B))1/3

P

√
1

M (A) + 1
M (B) (3.5)

où Tc (en K), Pc (en atm) et M (en g.mol−1) correspondent respectivement à la température
critique, la pression critique et la masse molaire des composés, et T (en K) et P (en atm) sont la
température et la pression de travail. Les paramètres a et b sont des constantes qui dépendent
de la polarité des gaz. Ici, les gaz considérés sont l’acétylène et l’azote, gaz non polaires, et
a=2,745.10−4 et b=1,823 (Bird et al., 1960).

Le tableau 3.3 présente les valeurs du nombre de Reynolds, de la dispersion axiale et du
nombre de dispersion pour différents temps de passage à 8 kPa et 900 et 950 °C. Les résultats
montrent que le réacteur fonctionne en régime laminaire et que l’inégalité 3.3 est toujours vérifiée
pour les temps de passage étudiés. En effet, par application numérique, le terme de droite de
l’inégalité 3.3 est égal à 4,04.10−3 s à 900 °C et 3,74.10−3 s à 950 °C. Le terme de gauche, L/u,
est égal au temps de passage dans le réacteur.

D’après le tableau 3.2 et les valeurs du nombre de dispersion du tableau 3.3, pour des temps
de passage inférieurs à 1 s, l’écart à l’idéalité est faible pour les deux températures étudiées et le
réacteur tubulaire peut être assimilé à un réacteur piston. Pour des temps de passage supérieurs
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Tableau 3.3 – Étude de la dispersion axiale du réacteur tubulaire - P =8 kPa

Température Temps de passage Re DA DA/uL NRP A

(°C) (s) - cm2.s−1 - -

900

0,5 2192 32,9 4,58.10−3 110
1 1096 27,3 7,57.10−3 67

1,5 731 26,2 1,09.10−2 47
1,75 626 26,0 1,26.10−2 41

2 548 25,8 1,44.10−2 36
2,5 438 25,7 1,78.10−2 29

950

0,5 2059 34,4 4,78.10−3 106
1 1030 29,1 8,09.10−3 63

1,5 686 28,2 1,17.10−2 44
1,75 588 28,0 1,36.10−2 38

à 1 s, les valeurs du nombre de dispersion dépassent la limite de 0,01 mais restent très proches
de celle-ci.

Afin de quantifier l’écart entre un écoulement piston et l’écoulement du réacteur tubulaire
disponible pour cette étude, la démarche utilisée par Bensabath (2017) a été adoptée. Elle
consiste, pour chaque temps de passage et température de travail, à calculer le nombre équivalent
de réacteurs parfaitement agités (RPA) en cascade, NRP A, par la relation (Villermaux, 1985) :

NRP A = 1 + uL

2DA
(3.6)

Le nombre équivalent de RPA en cascades en fonction des conditions opératoires est présenté
dans la dernière colonne du tableau 3.3. Les résultats des simulations du mécanisme de pyrolyse
d’acétylène en supposant une configuration de RPA en cascade ont alors été comparées aux
résultats des simulations d’un vrai modèle piston. Les simulations ont été conduites à l’aide du
logiciel Chemkin-Pro qui permet de simuler aisément des cascades de RPA et qui propose aussi
un modèle de réacteur piston.

Les résultats des simulations pour une configuration de 29 RPA (cas correspondant à un
temps de passage de 2,5 s et une température de 900 °C) et un vrai écoulement piston sont
présentés sur la figure 3.3. Les espèces choisies pour illustrer l’écart entre les deux configurations
sont l’acétylène, l’hydrogène et le benzo[a]pyrène (BaP) mais l’écart a été calculé pour toutes
les espèces. L’écart est inférieur à 2 % pour l’acétylène et l’hydrogène et est de l’ordre de 8 %
pour le BaP. Pour l’ensemble des espèces, l’erreur commise en supposant un écoulement piston
pour le réacteur tubulaire est inférieur à 15 % pour les conditions opératoires du tableau 3.3.

Réacteur sphérique

Le réacteur sphérique disponible pour les expériences est le réacteur « auto-agité par jets
gazeux » en silice développé par Matras et Villermaux (1973). Une image du réacteur utilisé est
présentée sur la figure 3.4. Il est constitué d’une sphère centrale et de deux zones annulaires qui
permettent l’arrivée et l’évacuation des gaz en un temps relativement court comparé au temps
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Réacteur piston, BaP
Cascade 29 RPA, BaP

Figure 3.3 – Comparaison entre les résultats des simulations du mécanisme de pyrolyse d’acé-
tylène de Bensabath (2017) en supposant une cascade de 29 RPA et un écoulement piston -
simulations réalisées avec le logiciel Chemkin-Pro, à 900 °C et 8 kPa

de réaction. Cela permet d’éviter la présence de réactions dans les parties annulaires et de limiter
la zone réactionnelle à la sphère centrale. Les gaz arrivent au sein de la sphère par une croix
d’injection constituée de quatre tuyères de 0,3 mm de diamètre, séparées par des angles de 90 °.
L’injection s’effectue ainsi dans quatre directions différentes.

Ce réacteur permet de travailler dans des conditions assimilables à un écoulement parfaite-
ment agité si les trois conditions suivantes sont satisfaites (David et Matras, 1975) :

(i) il faut que le jet à la sortie des tuyères soit turbulent, ce qui impose une valeur minimale
au nombre de Reynolds et donc par conséquent une vitesse minimale du jet,

(ii) la vitesse du jet gazeux à la sortie des tuyères doit être inférieure à la vitesse du son,
(iii) il faut que les tuyères entraînent tout le volume gazeux du réacteur ; cela impose un taux

de recyclage interne supérieur à 30, c’est-à-dire qu’une molécule donnée doit faire 30 fois
le tour avant de sortir du réacteur.

tuyères
diamètre =0,3 mm

Entrée de gaz

diamètre =58 mm

Figure 3.4 – Réacteur auto-agité par jets gazeux : sphère centrale

Des calculs de mécanique des fluides numérique ont été réalisés par Bensabath et al. (2019)
avec le logiciel Ansys® afin d’étudier l’écoulement au sein d’un réacteur auto-agité de même
géométrie que celui de cette étude. Les conditions opératoires étudiées sont une température de
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900 °C, une pression de 8 kPa et des temps de passage compris entre 0,6 et 1,8 s. Les résultats
indiquent qu’il n’est pas possible de satisfaire les trois conditions permettant d’atteindre un
écoulement parfaitement agité. En effet, dans les conditions étudiées, le nombre de Reynolds
est faible, ce qui se traduit par un manque de turbulence à l’intérieur du réacteur. Les auteurs
concluent ainsi que l’écoulement au sein du réacteur auto-agité n’est pas parfaitement agité
dans les conditions de cémentation gazeuse basse pression. Ils soulignent tout de même que les
tendances et les ordres de grandeur des fractions molaires des espèces majoritaires obtenues
lors de la pyrolyse d’acétylène restent comparables à celles obtenues lors des simulations en
supposant un écoulement parfaitement agité.

Compte tenu de ces considérations, le réacteur tubulaire est privilégié pour les expériences
de pyrolyse menées dans cette étude.

Four

Lors des manipulations, les réacteurs en silice sont placés dans un four de 60 cm de long
qui permet d’assurer une température stable au cours des expériences. Le chauffage est assuré
par trois résistances : une résistance centrale et deux résistances latérales. La résistance centrale
permet de réguler la température dans le four et les deux résistances latérales permettent de
réduire les effets de bord. Une étude thermique a été réalisée afin de déterminer la température
dans le réacteur sphérique et le gradient thermique le long des réacteurs tubulaires.

Dans le cas du réacteur tubulaire, la pression a été fixée à 8 kPa, la température de consigne
du four a été fixée à 900 °C et un thermocouple Ahlborn de type K a été introduit à différents
emplacements. De l’azote a alors été injecté dans le réacteur et la température affichée par le
thermocouple a été comparée à la température de consigne. Les essais ont été effectués avec un
gaz inerte afin d’éviter d’endommager le thermocouple.

La température mesurée le long du réacteur tubulaire est montrée sur la figure 3.5 pour deux
débits de travail différents. Pour rappel, le tube fait 120 cm de long mais uniquement 60 cm
sont chauffés. Entre 30 et 90 cm, valeurs correspondant respectivement à l’entrée et la sortie du
four, la température est relativement homogène pour les deux débits étudiés. La température
au niveau des joints (à 0 et 120 cm), la température est inférieure à 200 °C, ce qui assure leur
bon fonctionnement.
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Figure 3.5 – Profils thermiques dans le réacteur tubulaire pour une pression de 8 kPa, une
température de consigne de 900 °C et pour deux débits d’azote étudiés
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Pour le débit de 2000 NmL.min−1, l’écart absolu maximal entre la température de consigne
et la température lue par le thermocouple est de 180 °C. Pour un débit de 100 NmL.min−1, cet
écart est de 60 °C. Compte tenu des débits utilisés lors des expériences réalisées dans le cadre
de cette étude (cf. chapitre 4), la température est considérée homogène tout le long du réacteur.

Dans le cas du réacteur sphérique, la pression a été fixée à 8 kPa, la température de consigne
du four a été fixée à 900 °C et le thermocouple a été introduit au centre de la sphère. De
l’azote a alors été injecté à différents débits et la température affichée par le thermocouple a été
comparée à la température de consigne. Pour les différents débits présentés dans le tableau 3.4,
l’écart absolu reste inférieur à 10 °C.

Tableau 3.4 – Température dans le réacteur sphérique en fonction du débit d’azote pour une
pression de 8 kPa et une température de consigne de 900 °C

Débit d’azote (NmL.min−1) 0 200 500 1000 2000

Température du thermocouple (°C) 901 901 903 906 908

3.2.1.3 Système de régulation de la pression

La pression de travail est obtenue à l’aide d’une pompe à palettes de la marque Edwards
(E1M18 Atex 3). Elle est désignée par « pompe procédé » dans la suite du manuscrit. La pression
est mesurée par des capteurs Baratron MKS de gamme 110 Torr (notés PT1 et PT2 sur la figure
3.1), qui sont placés en amont et en aval du réacteur. La pression de consigne est spécifiée
sur l’automate qui, afin d’atteindre la pression désirée, régule l’ouverture d’une vanne solénoïde
MKS, notée VR, placée en amont de la pompe.

Système de régulation vanne-pompe

Trois vannes solénoïdes de la société MKS sont disponibles pour les expériences et elles per-
mettent de travailler sur différentes gammes de débits. Des tests préliminaires visant à déterminer
les plages de fonctionnement de ces vannes ont été effectués. Pour cela, le système « système
d’alimentation en gaz - système réactionnel - vanne - pompe procédé » a été étudié. Les essais
ont consisté, pour chaque vanne testée, à fixer la température et la pression de consigne désirées,
puis à mesurer la pression dans le montage en fonction du débit d’azote injecté.

À titre d’exemple, pour une température de travail de 900 °C, la plage de fonctionnement
d’une des trois vannes, notée VR1, est présentée sur la figure 3.6. Pour une pression de travail
fixée à 60 Torr (8 kPa), la vanne arrive à réguler correctement la pression pour des débits d’azote
inférieurs à 700 NmL.min−1. Pour des débits supérieurs à 700 NmL.min−1, la vanne s’ouvre à
100 % et le débit de pompage est insuffisant à la pression visée. La pression dans le montage est
alors supérieure à la pression de consigne ; le plateau atteint à 110 Torr correspond à la valeur
limite des capteurs. Les débits d’alimentation en acétylène étant inférieurs à 700 NmL.min−1

pour les expériences conduites dans le cadre de cette étude, c’est la vanne VR1 qui est utilisée
pour les expériences.

Remarque : Les propriétés physiques de l’azote ne sont pas les mêmes que celles de l’acé-
tylène ou des gaz produits par pyrolyse de ce dernier. Les plages de fonctionnement établies ici
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permettent uniquement d’avoir un ordre de grandeur des débits de travail dans les conditions
réelles de manipulation. La campagne expérimentale réalisée avec l’acétylène a montré que les
plages de fonctionnement avec cet hydrocarbure correspondent globalement bien avec celles de
l’azote.
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Figure 3.6 – Plage de fonctionnement de la vanne solénoide VR1

Étanchéité du montage

Les tuyauteries permettant de relier les différents éléments du banc sont des tubes flexibles
de diamètre nominal DN16 et DN25, ainsi que des tubes rigides de diamètre un quart de pouce.
Afin d’assurer l’étanchéité du montage, deux types de raccords sont utilisés : des raccords de
type Swagelok double bague et des raccords de type Pneurop. La figure 3.7 montre un raccord
double bague typique Swagelok.

Figure 3.7 – Raccord Swagelok : (a) écrou, (b) ferrule cylindrique, (c) ferrule conique et (d)
corps du raccord

Les raccords Pneurop sont spécialement conçus pour le vide et sont constitués de joints
toriques en viton qui sont placés entre les tubes à relier ; un collier vient maintenir le tout. Des
joints toriques viton-acier permettent de relier les tubes en acier entre eux (figure 3.8(a)). Des
joints spéciaux viton-silice (figure 3.8(b)) sont utilisés lors du raccord des réacteurs ou du piège
en silice au reste du banc, cela afin de ne pas endommager la silice. L’avantage des joints Pneurop
réside dans la rapidité et la facilité de montage et démontage, ce qui est très intéressant lors des
modifications régulières du banc.

3.2.1.4 Système de piégeage des composés gazeux

Un piège cryogénique est placé en sortie du système réactionnel afin de condenser le flux
gazeux sortant du réacteur. Le piège consiste en un récipient en silice (figure 3.9(a)) qui plonge
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(a) (b)

Figure 3.8 – Raccords Pneurop : (a) acier-acier, (b) et acier-silice

dans un vase Dewar de 150 mL rempli d’azote liquide (figure 3.9(b)). Lors des expériences, le
gaz qui sort du réacteur arrive au niveau du piège et entre en contact avec ses parois, qui elles
mêmes sont en contact avec l’azote liquide. A priori, la quasi totalité des gaz se condensent dans
le piège, à l’exception de l’hydrogène qui a une température de liquéfaction inférieure à -196 °C,
température de l’azote à l’état liquide.

(a) (b)

Figure 3.9 – Système de collecte des composés gazeux : (a) piège démontable en silice (b) et
vase Dewar

Ce dispositif est mis en place afin de faire l’analyse des HAP mais aussi de quelques hydro-
carbures qui sont assez lourds pour ne pas se volatiliser lors de la mise sous échantillon. Ils sont
désignés par « condensables » dans la suite du manuscrit. Certains de ces condensables sont as-
sez légers et sont aussi analysés en ligne ; c’est par exemple le cas du benzène. La quantification
massique de ces composés est nécessaire afin de pouvoir relier les fractions molaires données par
le CPG en ligne à la masse des composés (cf. section 3.2.3.5).

3.2.2 Dispositifs d’analyse

3.2.2.1 Dispositif d’analyse en ligne

Description

Lorsque les expériences visant à identifier et quantifier les produits gazeux les plus légers
sont réalisées, le flux sortant du four est analysé en ligne par chromatographie en phase gazeuse.
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Les composés analysés sont le méthane, l’éthylène, l’acétylène, le 1,3-butadiène, le propyne, le
vinylacétylène, le cyclopentadiène, le benzène, le toluène et l’hydrogène.

Un schéma du chromatographe en phase gazeuse (CPG) (Perkin Elmer Clarus 580 adapté par
la société Antelia) en mode « prélèvement » est présenté sur la figure 3.10. Ce mode correspond
à la configuration qui permet de faire le remplissage des boucles d’échantillonnage qui ont un
volume de 100 µL chacune. L’autre mode du CPG est le mode « analyse », utilisé lorsque le
contenu des boucles d’échantillonnage est poussé dans les colonnes de séparation. Le passage
d’un mode à l’autre se fait par commutation de deux vannes à dix voies, notées CPG V1 et CPG
V2. Un manomètre digital (Leo 2 de gamme 3 bar de la marque Keller) est placé en aval des
boucles d’échantillonnage et permet de connaître la pression au sein de ces dernières. Il est noté
PT3 sur la figure 3.10. Les différentes parties du CPG sont détaillées ci-dessous.

Figure 3.10 – Schéma de fonctionnement du CPG en mode prélèvement

Détecteurs

Le CPG est équipé de deux détecteurs, un détecteur à ionisation de flamme (FID) pour l’ana-
lyse des hydrocarbures allant du méthane au toluène et un détecteur à conductivité thermique
(TCD) pour l’analyse de l’hydrogène.

Le détecteur FID utilise une flamme formée par la combustion de l’air (circulant à un débit
de 400 mL.min−1) et de l’hydrogène (circulant à un débit de 40 mL.min−1). Cette flamme brûle
les composés qui sortent des colonnes et cela conduit à la formation d’ions. Ces derniers sont
collectés par deux électrodes entre lesquelles il y a une différence de potentiel. Il en résulte un
courant électrique recueilli par un électromètre.Le courant est proportionnel à la concentration
des atomes de carbone traversant la flamme. Le détecteur FID fonctionne à une température de
250 °C.

Le détecteur TCD quantifie les espèces en se basant sur leur conductivité thermique. Deux
fils chauds de résistances connues sont placés dans deux cellules distinctes ; une des cellules
est traversée par un gaz de référence et l’autre par les gaz sortant des colonnes. Le passage
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d’un produit élué sortant de la colonne fait varier la conductivité thermique du gaz et ainsi la
température du fil chaud et sa résistance électrique. La concentration est ainsi corrélée à cette
variation. Le gaz de référence utilisé est l’hélium, circulant à 3 mL.min−1 par l’entrée Prs. 1
(figure 3.10). Le détecteur TCD fonctionne à une température de 150 °C.

Colonnes de séparation

Cinq colonnes capillaires, notées C1 à C5, sont utilisées pour la séparation des composés.
Les colonnes menant au détecteur TCD sont au nombre de deux, une colonne RT-Q-Bond de 30
m de long (notée C1) et une colonne RT-Msieve 5A de 30 m de long (C2). Le gaz vecteur utilisé
pour ces colonnes est l’argon, qui arrive au niveau de deux entrées, notées Car. 1 et Aux. 1 sur
la figure 3.10.

Les colonnes menant au détecteur FID sont deux colonnes de type RTx-1(C3 et C4) et une
colonne RT-Alumina Bond/Na2SO4 (C5). Le gaz vecteur utilisé est l’hélium, qui arrive au niveau
des entrées Aux. 2, Aux. 3 et Aux. 4. La description de chaque colonne est présentée dans le
tableau 3.5 et les pressions des gaz vecteurs sont données dans le tableau 3.6.

Tableau 3.5 – Colonnes utilisées pour la séparation des composés gazeux par chromatographie
en phase gazeuse

Colonne Type de
colonne Dimensions Fonction Détecteur

C1 RT-Q-Bond 30 m x 0,32 mm x 10
µm

Séparation des composés les plus
légers des plus lourds TCD

C2 RT-Msieve 5A 30 m x 0,32 mm x 30
µm

Séparation des composés les plus
légers entre eux TCD

C3 Rtx-1 10 m x 0,32 mm x 1,5
µm

Séparation des composés les plus
légers des plus lourds FID

C4 Rtx-1 20 m x 0,32 mm x 1,5
µm

Séparation des composés les plus
lourds entre eux FID

C5 Rt-Aluminia
Bond/Na2SO4

30 m x 0,32 mm x 5
µm

Séparation des composés légers
entre eux FID

Tableau 3.6 – Détecteurs et spécifications des gaz vecteurs utilisés

Détecteur Température (°C) Gaz vecteur Entrée Pression (psi)

TCD 150 Argon Car. 1 35
Aux.1 35

FID 250 Hélium
Aux.2 30
Aux.3 25
Aux.4 20
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Vannes

Les électrovannes CPG V4 et CPG V5 délimitent l’entrée et la sortie du CPG respectivement ;
elles sont ouvertes en permanence, à l’exception des premières minutes d’une analyse (cf. annexe
D). Les vannes de commutation CPG V1 et CPG V2 permettent de faire le remplissage des
boucles d’échantillonnage (en position OFF) puis la poussée du contenu de ces dernières dans
les colonnes de séparation par les gaz vecteurs (en position ON). La vanne de commutation CPG
V3 permet, lorsqu’elle est en position OFF, d’éviter le passage par la colonne C5 aux composés
lourds tels que le benzène et le toluène qui ont déjà été séparés par C3 et C4. Dans le cadre des
expériences réalisées, cette vanne n’a pas été programmée pour effectuer de commutation, ainsi
CPG V3 est toujours en position ON et il n’y a pas de by-pass.

Les vannes VM6 et VM7 sont des vannes manuelles placés en sortie du CPG. La vanne VM6
est une vanne à pointeau qui permet de réguler la pression au sein des boucles d’échantillonnage.
Cette pression est mesurée grâce au capteur PT3 placé en aval de ces dernières. La vanne VM7
est une vanne tout ou rien, qui en position d’ouverture et lorsque la pompe du CPG est allumée,
permet de faire le vide des boucles d’échantillonnage sans avoir à manipuler l’ouverture de VM6.

Étalonnage

L’étape d’étalonnage consiste à établir une relation entre l’aire du signal donnée par le
CPG et la fraction molaire de l’espèce étudiée. Pour cela, des échantillons de fractions molaires
connues d’une espèce donnée sont analysés et une régression linéaire est effectuée entre les aires
obtenues et les fractions molaires. Ce type d’étalonnage a été effectué dans un premier temps
pour l’acétylène à l’aide des bouteilles B5 utilisées pour les expériences de pyrolyse. Les dilutions
ont été faites dans de l’azote. La droite d’étalonnage est présentée sur la figure 3.11.
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Figure 3.11 – Droite d’étalonnage de l’acétylène pour une pression de 41 mbar dans les boucles
d’échantillonnage

Pour l’étalonnage de l’hydrogène, du méthane, de l’éthylène, du 1,3-butadiène, du propyne,
du benzène et du toluène, des bouteilles de gaz étalon de la société Air Liquide ont été utilisées.
Les droites d’étalonnage sont présentées dans l’annexe C.
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Ce type d’étalonnage classique n’a pas pu être effectué pour deux hydrocarbures, le vinyl-
acétylène et le cyclopentadiène. Afin de réaliser l’étalonnage de ces composés, la méthode du
nombre effectif d’atomes de carbone (ECN pour effective carbon number) a été appliquée.

Cette méthode se base sur le fait que la sensibilité du détecteur FID dépend essentiellement
du nombre d’atomes de carbone de l’espèce analysée et des groupes chimiques auxquels ils
appartiennent (Szulejko et al., 2013). Les coefficients d’étalonnage peuvent alors être déterminés
à partir du coefficient d’étalonnage d’une espèce de référence qui est modifié par un facteur de
correction (relation 3.7). Ce dernier correspond au rapport entre le nombre effectif de carbone
de l’espèce à analyser et le celui de l’espèce de référence :

Cr,i = ECNi

ECNref
Cr,ref (3.7)

où Cr,i et ECNi sont respectivement le coefficient d’étalonnage et le nombre effectif de carbone
du composé i et Cr,ref et ECNref sont respectivement le coefficient d’étalonnage et le nombre
effectif de carbone du composé de référence.

Le nombre effectif de carbone de chaque composé est calculé en faisant la somme de la
contribution au nombre effectif de carbone de chaque atome de la molécule. Cette contribution
dépend non seulement du type d’atome mais aussi du groupe auquel il appartient. Le tableau 3.7
présente le nombre effectif de carbone des composés d’intérêt ainsi que la valeur du coefficient
d’étalonnage calculé d’après la formule 3.7.

Tableau 3.7 – Nombre d’atomes de carbone effectif et coefficients d’étalonnage des espèces
pour une pression de 41 mbar dans les boucles d’échantillonnage

Composé ECN Espèce de
référence Cr

Acétylène 2,6 - 2 428 631
Éthylène 1,9 - 2 607 487

Vinylacétylène 4,5 Acétylène 4 203 400
Cyclopentadiène 4,8 Éthylène 6 587 336

Contribution des atomes de carbone au ECN (Sternberg et al., 1962)
Aliphatique = 1, aromatique = 1, oléfinique = 0,95 et acétylénique = 1,3

La méthode du nombre effectif de carbone permet de quantifier les espèces mais pas de
les identifier. C’est la raison pour laquelle les chromatographes de Bensabath (2017) ont été
utilisés comme référence pour les temps de rétention du vinylacétylène et du cyclopentadiène ;
les chromatogrammes ont été obtenus avec le même chromatographe et l’auteure s’est intéressée
aux mêmes produits.

3.2.2.2 Dispositif d’analyse en différé

Les analyses en différé des composés piégés permettent de déterminer, d’une part, les concen-
trations massiques des 16 HAP de l’US EPA, et d’autre part, les concentrations massiques des
condensables. Ces analyses sont réalisées par Mme Juliette Kunz-Iffli de l’INRS.
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Analyse des HAP

Les HAP sont analysés par chromatographie en phase gazeuse couplée avec un spectromètre
de masse (GC-MS). Le CPG utilisé est un Trace GC Ultra XL et le spectromètre de masse (MS)
est un TSQ GC Quantum XLS de Thermo Scientific.

Le principe est le suivant : les espèces sont séparées par les colonnes du CPG et à la sortie
de ces dernières elles sont ionisées par impact électronique. Les ions formés sont en général
instables et se décomposent en fragments qui sont alors accélérés à travers l’analyseur de masse
de l’instrument et séparés en fonction de leurs rapports masse/charge.

La colonne utilisée dans le CPG est une TG-17Sil MS de la société Restek. Elle fait 30 m
de long, 0,25 mm de diamètre et contient un film de 0,25 µm d’épaisseur. Le gaz vecteur utilisé
est l’hélium à un débit de 1 mL.min−1.

L’étalonnage des HAP a été effectué avec une solution étalon contenant les 16 HAP de l’US
EPA (référence CRM 48743 de la société Merck). Sa composition est présentée dans l’annexe C.
À partir de cette solution, six niveaux de concentrations ont été obtenus pour chaque composé
pour établir les droites d’étalonnage. Afin de valider ces dernières, des analyses supplémentaires
ont été effectuées pour chaque HAP à une concentration différente de celles ayant servi à la
détermination des droites d’étalonnage. Le mélange qui a été utilisé pour établir ce point de
validation est une ampoule de 1 mL de dichlorométhane (DCM) contenant 2000 µg.mL−1 de
chaque HAP de l’US EPA (référence CRM47930 de la société Merck). Un point de vérification
ayant la même composition que le point de validation a toujours été analysé avant chaque série
d’analyses (tous les huit échantillons environ). Cette vérification a été mise en place puisqu’il
y a parfois des problèmes d’étanchéité des colonnes du CPG suite à leur dilatation due aux
variations de température.

Analyse des condensables

Les autres hydrocarbures piégés analysés sont le benzène, le toluène, l’éthylbenzène, le o-
xylène et la somme m-xylène et p-xylène. La quantification des condensables se fait par chroma-
tographie gazeuse avec un détecteur FID (Shimadzu GC 2030 Nexis). Le détecteur FID est moins
sensible que le MS mais il est plus adapté pour des concentrations plus fortes ; les condensables
sont produits à des concentrations assez importantes pour que la quantification soit possible. La
colonne utilisée est de la marque Shimadzu et elle est de type Rxi-624 Sil/MS. Elle fait 60 m de
long et 0,32 mm d’épaisseur et le film a une épaisseur de 1,8 µm. Le gaz vecteur est l’hélium,
qui circule à un débit de 1 mL.min−1 .

L’étalonnage des condensables a été réalisé à l’aide d’une solution mère préparée à partir
de 25 µL de chaque composé dans 10 mL de disulfure de carbone. À partir de cette solution,
cinq niveaux de concentrations ont été obtenus pour chaque composé pour établir les droites
d’étalonnage. Elles sont présentées dans l’annexe C.

3.2.3 Exploitation des résultats

L’objectif des expériences est d’obtenir des points expérimentaux des 16 HAP de l’US EPA,
des condensables, d’une dizaine de composés légers, des suies et du pyrocarbone. La figure 3.12
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résume les éléments quantifiés et la méthode de mesure. Seulement une trentaine d’espèces est

C2H2

16 HAP de
l’US EPA et
condensables

produits
«légers» pyrocarbone suies

espèces non
quantifiées

analyse
en différé analyse en ligne gravimétrie estimation

Figure 3.12 – Méthodes de quantification des espèces produites lors de la cémentation gazeuse
basse pression

quantifiée lors de chaque expérience ; or, en réalité il y a plus de 300 espèces qui sont formées.
Ainsi, il y a une très grande partie des produits qui n’est pas quantifiée et ces espèces sont
regroupées sous la catégorie « espèces non quantifiées » sur le schéma. En réalité, certaines
espèces non quantifiées font partie des catégories déjà présentes, comme par exemple « produits
légers » ou « HAP » mais elles sont mises dans une catégorie à part pour simplification des
notations. Les différents protocoles opératoires sont décrits dans l’annexe D et les relations
mathématiques utilisées pour l’exploitation des résultats obtenus sont détaillées ci-dessous.

3.2.3.1 Quantification des composés légers

Afin de pouvoir exploiter les résultats obtenus par les analyses CPG, il faut s’assurer que
lors de chaque analyse, la quantité totale de matière dans les boucles d’échantillonnage soit
toujours égale à celle lors de l’étalonnage. Or, d’après la loi des gaz parfaits, à température et
volume des boucles constants, la quantité de matière dans les boucles est proportionnelle à la
pression. Ainsi, l’objectif était de réguler la pression dans les boucles d’échantillonnage à une
pression de référence à l’aide la vanne manuelle VM6. Cependant, cela s’est parfois avéré difficile
et l’alternative choisie a été de noter la pression dans les boucles d’échantillonnage et de calculer
la quantité de matière analysée pour chaque expérience. De ce fait, les coefficients d’étalonnage
déterminés en 3.2.2.1 ne peuvent pas être utilisés tels quels et une correction doit être réalisée.

Soit Pj la pression dans les boucles d’échantillonnage lors de l’analyse j et Ai(Pj) l’aire du
signal de l’espèce i obtenue lors de l’analyse j. Soit Petal la pression à laquelle l’étalonnage a été
réalisé et Ai(Petal) l’aire du signal de l’espèce i qui aurait été obtenue lors de l’analyse j si la
pression était égale à Petal. L’aire Ai(Petal) peut alors être obtenue par une simple relation de
proportionnalité :

Ai(Petal) = Ai(Pj)Petal

Pj
(3.8)

La fraction molaire de l’espèce légère i lors de l’expérience j est alors déterminée par la formule :

xl
i,j = Ai(Petal)

Cri
= Ai(Pj)Petal

CriPj
(3.9)

où Cri est le coefficient d’étalonnage déterminé à la pression d’étalonnage Petal. L’exposant l
désigne le fait qu’il s’agit d’une espèce légère.
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La figure 3.13 présente un exemple de chromatogramme obtenu lors d’une pyrolyse dans
le réacteur tubulaire, pour une température de 900 °C, une pression de 8 kPa et un temps de
passage de 0,5 s.

Figure 3.13 – Exemple de chromatogramme obtenu par CPG : (a) hydrocarbures légers (CPG-
FID) et (b) hydrogène (CPG-TCD) - réacteur tubulaire, 900 °C et 8 kPa, temps de passage de
0,5 s et acétylène pur en entrée

87



Chapitre 3. Dispositifs expérimentaux

3.2.3.2 Quantification des composés piégés

Il est supposé que le piège cryogénique permet de recueillir la totalité du flux des espèces
les plus lourdes sortant du réacteur. Ainsi, la masse totale mi,j du composé piégé i produit
lors d’une expérience j, peut être déterminée à partir de la grandeur mesurée, c’est-à-dire la
concentration obtenue lors des analyses, ci,j :

mL
i,j = cL

i,j ∗ VDCM (3.10)

où VDCM est le volume de DCM utilisé pour solubiliser le contenu du piège cryogénique. L’ex-
posant L désigne une espèce « lourde », c’est-à-dire les HAP ou les condensables.

La figure 3.14 présente un exemple de chromatogramme obtenu pour un des points d’étalon-
nage des HAP.

Figure 3.14 – Exemple de chromatogramme obtenu par GC-MS : chromatogramme complet
(a) et chromatogramme sur la plage de temps de rétention de 38,5 à 59,6 s (b)

3.2.3.3 Quantification du pyrocarbone formé

Le pyrocarbone est supposé être le seul composé à se déposer sur les parois et à rester à
l’intérieur du réacteur. En réalité, il se peut que des HAP et des suies se condensent au sein du
réacteur ou sur le pyrocarbone formé mais leur masse est supposée négligeable par rapport à la
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masse de pyrocarbone. La quantification du pyrocarbone généré consiste alors à déterminer la
prise de masse du réacteur. Cette dernière est donnée par :

mpyroC = mR(tf ) − mR(t0) (3.11)

où mpyroC est la masse de pyrocarbone formé, mR(tf ) est la masse du réacteur à la fin de
l’expérience et mR(t0) est la masse du réacteur avant le début de l’expérience.

Les réacteurs propres ont une masse de l’ordre de quelques centaines de gramme et la masse
de pyrocarbone formé lors des expériences est de l’ordre du dixième de gramme. La résolution
de la balance utilisée pour les analyses est de 0,01 g, ce qui correspond à une incertitude de 3 mg
sur les résultats (voir section 3.4.2 pour le calcul de l’incertitude).

3.2.3.4 Quantification des suies

Les suies correspondent à des particules solides qui sont formées au sein de l’atmosphère
gazeuse dans le réacteur. Elles sont supposées être emportées par le flux gazeux en sortie de ce
dernier.

Le protocole opératoire envisagé pour la quantification des suies consistait à déterminer la
prise de masse d’un filtre en fibre de verre de diamètre de pore 1,2 µm (Cat No. 1822-025
Whatman) placé à l’intérieur d’un joint Pneurop en sortie du réacteur (figure 3.15). Le filtre
était ainsi pesé à froid avant et après chaque expérience. Afin d’obtenir une quantité suffisante
de suie, les expériences ont été conduites pendant environ 2 heures.

Figure 3.15 – Filtre utilisé pour la collecte des suies

Les expériences ont montré que la présence du filtre entraîne une très forte perte de charge
(différence de pression entre les capteurs PT1 et PT2 pouvant monter jusqu’à 40 Torr), qui
d’ailleurs augmente avec le temps du fait du dépôt des particules de suies dessus. Ainsi, la pres-
sion ne peut être régulée aisément et l’incertitude sur les résultats des expériences est importante ;
les expériences sont non répétables et inexploitables. Par ailleurs, les HAP sont susceptibles de
s’adsorber sur le filtre et la méthode proposée ici ne permet pas leur séparation, qui est pourtant
nécessaire afin de quantifier uniquement les suies.

Les suies ne sont donc malheureusement pas quantifiées expérimentalement.

3.2.3.5 Bilans massiques

Un bilan massique global est réalisé afin d’évaluer la cohérence des résultats trouvés lors des
expériences. Pour cela, la fraction massique de chaque espèce i dans la masse totale injectée lors
d’une expérience j, est calculée d’après la formule suivante :

yi,j = mi,j

mC2H2,j
(3.12)
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où mi,j est la masse de l’espèce i produite lors de l’expérience j et mC2H2,j est la masse
totale d’acétylène injectée dans le réacteur lors de l’expérience j.

La fraction massique des HAP, des condensables et du pyrocarbone dans la masse totale
injectée peut être directement calculée d’après les résultats expérimentaux. La détermination de
la fraction massique des espèces légères dans la masse totale injectée ne peut cependant pas se
faire directement avec les résultats du CPG. En effet, ce dernier fournit des fractions molaires.
Afin d’établir une équivalence entre les différents résultats, une variable supplémentaire, telle la
quantité de matière totale analysée par le CPG en ligne, est nécessaire. L’analyse d’une même
espèce est alors effectuée en différé et en ligne ; cela permet de connaître sa masse et sa fraction
molaire et ainsi de calculer la quantité de matière totale analysée par la relation 3.13.

Parmi les deux espèces qui sont analysées en ligne et en différé, c’est-à-dire le benzène et
le toluène, c’est le benzène qui est choisi comme espèce de référence. En effet, le benzène est
produit en quantité assez importante pour pouvoir être quantifié lors de chaque expérience, alors
que le toluène est souvent produit en dessous de la valeur limite de quantification. La quantité
de matière totale analysée par le CPG en ligne lors de l’expérience j, nT,j , est alors déterminée
par :

nT,j = mben,j

Wbenxben,j
(3.13)

où mben,j et xben,j sont respectivement la masse de benzène donnée par les analyses GC-MS et
la fraction molaire de benzène obtenue par le CPG en ligne dans les conditions opératoires de
l’expérience j, et Wben est la masse molaire du benzène.

La fraction massique de l’espèce légère i dans la masse totale injectée lors de l’expérience j,
yl

i,j , est alors calculée par la relation suivante :

yl
i,j =

xl
i,jnT,jW l

i

mC2H2,j
(3.14)

où W l
i est la masse molaire de l’espèce légère i. L’exposant l est utilisé pour désigner une espèce

légère.

La fraction massique totale des espèces quantifiées expérimentalement par rapport à la masse
totale injectée lors d’une expérience j est alors donnée par :

yglobal
j =

Nlegers∑
i=1

yl
i,j +

NLourds∑
i=1

yL
i,j + ypyroC

j (3.15)

où Nlegers et NLourds sont le nombre d’espèces légères et d’espèces lourdes (HAP + condensables)
quantifiées respectivement. Le benzène et le toluène sont comptés dans la catégorie des espèces
lourdes. Étant donné qu’il y a des espèces non mesurées expérimentalement, la fraction massique
totale des espèces quantifiées expérimentalement par rapport à la masse totale injectée est
toujours inférieure à un.
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3.3 Four industriel de cémentation gazeuse basse pression

3.3.1 Description du montage

Des expériences de cémentation gazeuse basse pression, en présence de pièces métalliques,
ont été effectuées au sein d’un four industriel de la société ECM technologies à l’Institut de
Recherche Technologique Matériaux, Métallurgie et Procédés (IRT M2P situé à Metz). Le four
(figure 3.16) est constitué :

• d’une cellule de chargement et de trempe où sont introduites les pièces à cémenter et à
tremper respectivement,

• d’une cellule de cémentation de 2500 L calorifugée par une enveloppe en graphite.
Des thermocouples et des capteurs de pression placés à différents emplacements permettent de
vérifier l’homogénéité thermique et la stabilisation de la pression au sein des cellules.

canne de prélèvement

enveloppe en graphite

paroi du four

buse d’injection d’acétylène

Figure 3.16 – Four industriel de la société ECM technologies - cellule de cémentation

Un schéma du montage mis en place afin de faire un prélèvement au sein de l’atmosphère
gazeuse est montré sur la figure 3.17.

Figure 3.17 – Montage expérimental - four industriel
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Contrairement au pilote de laboratoire, il n’est pas possible de prélever la totalité du flux
sortant du four industriel. Une pompe et une canne de prélèvement (montrée sur la figure 3.16)
ont été installées : la pompe permet d’aspirer une partie de l’atmosphère gazeuse du four grâce
à la canne qui transperce le four et l’enveloppe en graphite et qui arrive au sein de l’atmosphère
gazeuse. Des tubes flexibles en DN15 et une vanne manuelle, notée VMI 1 sur la figure 3.17,
relient la canne calorifugée à un piège cryogénique (le même que celui présenté dans la section
3.2.1.4). Cela permet le piégeage des HAP et des condensables aspirés. Une entrée d’azote
gazeux est présente au niveau de la vanne VMI 2, cela afin d’inerter le système de prélèvement
et éviter toute présence d’oxygène, lequel risquerait d’entrer dans le four et abîmer l’enveloppe
en graphite. Les deux vannes manuelles sont fermées par défaut.

Une étape préliminaire consistant à déterminer le débit massique de prélèvement a été ef-
fectuée. Pour cela, de l’azote a été injecté dans le four à la même température que celle des
expériences de cémentation. Un appareil de mesure a alors été placé entre la canne de prélève-
ment et le piège. Ce dernier permet de connaître le débit volumique, la pression et la température
de prélèvement. Le débit de gaz prélevé lors des cémentations est supposé égal au débit d’azote
mesuré. Par ailleurs, le flux prélevé par la canne est supposé avoir la même composition que
l’atmosphère gazeuse qui se trouve au sein de l’enveloppe en graphite.

D’après des considérations industrielles, le four est assimilé à un RPA mais il est important de
noter qu’aucune caractérisation hydrodynamique de l’écoulement n’a été réalisée sur ce dernier.

Des expériences en présence de pignons de boîte de vitesse de la société Stellantis (figure
3.18) et des éprouvettes de suivi de même nature que les pignons ont été conduites pour, dans
un premier temps déterminer une cinétique de transfert de carbone dans la pièce (cf. chapitre
4), et dans un deuxième temps, pour tester le procédé optimisé (cf chapitre 5). Le protocole
opératoire est détaillé dans l’annexe D.

Figure 3.18 – Pignon de boîte de vitesse de la socité Stellantis (Peugeot)

3.3.2 Méthodes d’analyse et exploitation des résultats

Analyse des HAP

Les échantillons contenant les HAP sont analysés avec les mêmes dispositifs (GC-MS et
GC-FID) et la même méthode d’analyse que ceux utilisés pour les échantillons du pilote de
laboratoire HAPPY-END.
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Analyse de pièces métalliques et prise de masse

Les analyses des pièces métalliques sont effectuées par Julien Valette, technicien de l’IRT
M2P. Différentes types d’analyses sont réalisées : des tests de microdureté de Vickers (HV
300g), des analyses par spectrométrie de décharge luminescente et des mesures par microsonde
de Castaing.

• La dureté de Vickers est la grandeur qui permet de déterminer la conformité des pièces
dans l’industrie. Les analyses consistent à enfoncer un pénétrateur en diamant de charge
connue dans la pièce à tester et à mesurer les dimensions des 2 diagonales de l’empreinte.
Ces dernières sont liées à la dureté du matériau.

• Les analyses par spectrométrie de décharge luminescente (SDL) permettent la réalisation
de profils de concentrations d’échantillons solides.

• Les mesures par microsonde de Castaing consistent à bombarder les pièces à étudier avec
des électrons puis à analyser le spectre de rayons X émis ; cela permet de déterminer la
teneur massique de carbone dans les pièces.

La masse de carbone intégrée dans chaque pièce correspond à sa prise de masse. Pour une
expérience j, elle est donnée par :

∆mpièce
j = mpièce

j (tf ) − mpièce
j (t0) (3.16)

où tf et t0 sont respectivement le temps initial et le temps final de l’expérience.

Des pièces de géométries différentes sont cémentées : des pignons et des éprouvettes de suivi
de forme cylindrique. Les pignons ont une masse initiale de l’ordre du kilogramme, alors que
la prise de masse est de l’ordre du dixième de gramme. Malheureusement, il n’a ainsi pas été
possible de trouver une balance capable de mesurer la prise de masse avec assez de précision. En
effet, plus la charge maximale de la balance est grande, moindre est sa résolution et sa précision.
C’est pourquoi uniquement la prise de masse des éprouvettes de suivi (masse de l’ordre de 10
g et prise de masse de l’ordre de 10 mg) est évaluée. Cette pesée s’effectue sur une balance de
résolution de 1 mg, ce qui correspond à une incertitude de 0,3 mg.

3.4 Analyse et quantification des erreurs

Lorsqu’un modèle est établi, il est nécessaire de le valider en comparant les prédictions de ses
sorties aux vraies valeurs des grandeurs d’intérêt. Pour cela, des campagnes expérimentales visant
à estimer les grandeurs d’intérêt sont réalisées. Toutefois, lorsque des mesures sont réalisées, le
résultat n’est pas totalement identique à chaque mesure. En effet, toute mesure expérimentale
est inévitablement entachée d’erreur et afin d’estimer le plus correctement possible les grandeurs
désirées, il est nécessaire d’identifier et quantifier l’erreur expérimentale qui est commise. Cette
dernière est définie comme l’écart entre la valeur expérimentale et la valeur exacte de la grandeur
mesurée.

Toute valeur Xexp mesurée expérimentalement s’exprime par la relation :

Xexp = X̂ + e (3.17)
avec e = eS + eR (3.18)
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où X̂ est la vraie valeur et e est l’erreur commise sur les résultats. Elle se décompose en deux
types, les erreurs systématiques eS et les erreurs aléatoires eR. Les erreurs systématiques cor-
respondent à un biais systématique, négatif ou positif. Elles sont par exemple dues à des imper-
fections des appareillages de mesure. L’erreur aléatoire d’un autre côté, est imprévisible et ses
sources sont nombreuses et inconnues.

Le but de tout expérimentateur est de limiter au maximum les différentes sources d’erreur
afin d’obtenir des mesures qui sont justes et fidèles. La justesse d’une mesure se caractérise
par l’absence d’erreurs systématiques et la fidélité par la répétabilité et la reproductibilité des
résultats (Rouaud, 2014).

La présente section identifie les sources d’erreur lors des campagnes expérimentales menées
et les moyens mis en œuvre, lorsque cela a été possible, pour les limiter, ainsi que l’évaluation
des incertitudes et de la répétabilité des résultats.

3.4.1 Sources d’erreur

3.4.1.1 Analyses des espèces en ligne

Lors de la quantification des espèces légères en ligne sur le banc HAPPY-END, il est supposé
que le flux entrant dans le CPG est égal au flux sortant du réacteur et que par conséquent les
fractions molaires mesurées par le CPG correspondent aux fractions molaires de la phase gazeuse
dans le réacteur. En réalité, une partie du flux gazeux est volontairement stoppée par la présence
d’un filtre qui est placé à l’entrée du CPG pour empêcher l’entrée des espèces très lourdes qui
pourraient endommager le système. Par ailleurs, il y a des pertes involontaires par condensation
d’espèces dans les canalisations avant l’entrée du CPG. Ainsi, la composition du flux entrant
dans le CPG n’est pas réellement égale à celle du flux sortant du réacteur. Cependant, les espèces
condensées ou arrêtées avant l’entrée du CPG correspondraient majoritairement aux espèces les
plus lourdes ; or, ces espèces sont minoritaires (en fraction molaire) et le fait de négliger leur
présence ne devrait pas affecter les résultats de manière significative. Malheureusement, il n’est
pas possible de quantifier l’erreur commise en adoptant cette hypothèse.

Entre deux expériences, le réacteur en silice est nettoyé et des analyses CPG à blanc (avec
de l’azote) sont réalisées afin de s’assurer qu’il n’y ait pas de résidus des expériences précédentes
qui viendraient fausser les résultats.

3.4.1.2 Collecte et analyse des HAP et des condensables

Les HAP et les condensables sont collectés par liquéfaction au sein d’un piège cryogénique.
Les diverses sources d’erreur qui pourraient fausser les résultats et les moyens mis en œuvre
pour les limiter sont détaillés ci-dessous.
Pertes par condensation en amont du piège. Pour éviter au maximum les pertes par conden-

sation en amont du piège, ce dernier est placé directement à la sortie du réacteur sur le
banc HAPPY-END. Malheureusement, cela n’est pas possible lors de la collecte des es-
pèces lourdes dans le four industriel. Un cordon chauffant est alors utilisé pour calorifuger
les canalisations entre la canne et le piège cryogénique. Il faut noter qu’il peut aussi y
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avoir des pertes par condensation au sein même de la canne qui traverse les parois du four
industriel, lesquelles sont refroidies par de l’eau à 20 °C.

La non condensation des espèces dans le piège. Afin de s’assurer que la grande majorité
du flux gazeux se condense dans le piège, des analyses CPG quantifiant la composition du
flux gazeux sortant du piège ont été effectuées par Bensabath (2017). L’auteure a vérifié
que la quantité de produit qui ne se condense pas est très faible pour la majorité des
espèces légères. Ceci laisse supposer qu’elle est négligeable pour les condensables et les
HAP, qui sont plus lourds et ont plus de probabilités de se condenser dans le piège.

Pertes avant et pendant le lavage du piège par le DCM. Afin de limiter les pertes par
évaporation des espèces, le temps entre la fin d’une expérience et le lavage du piège est
réduit autant que possible et le piège est laissé dans le vase Dewar entre les deux. Lors
du lavage, 50 mL de DCM sont utilisés et une agitation vigoureuse est réalisée afin de
dissoudre tout le contenu du piège dans le DCM.

Mauvaise conservation de l’échantillon avant son analyse. Le DCM est un solvant très
volatile et il faut s’assurer qu’il n’y ait pas d’évaporation dans les flacons contenant la
solution avec les produits de la pyrolyse. Pour cela, les flacons sont scellés avec du parafilm.
Après la mise sous échantillon, le flacon est pesé, puis il est pesé à nouveau juste avant
l’analyse afin de s’assurer que le DCM ne se soit pas évaporé. Avant une analyse, le flacon
est gardé au frais, à des températures inférieures à 0 °C.

Pertes lors de la préparation des échantillons pour l’analyse. Bien que les échantillons
soient gardés au frais, lors de l’ouverture des flacons un dégazage a lieu et il y a par
conséquence perte d’espèces, a priori légères, par évaporation. Il y a des pertes potentielles
aussi lorsque le contenu du flacon est prélevé par une seringue équipée d’un filtre afin de
réaliser l’injection dans le GC-MS. Le filtre est utilisé afin de piéger les particules solides
en suspension dans l’échantillon puisque ces dernières pourraient endommager les colonnes
de l’analyseur.

3.4.1.3 Pertes de charge

La pression dans le réacteur lors des expériences est contrôlée à l’aide des capteurs PT1 et
PT2, placés en amont et en aval du réacteur (figure 3.1). Le réacteur tubulaire ne génère pas
de pertes de charge importantes pour les différents débit de travail ; l’écart maximum entre les
deux capteurs est de l’ordre de 1 Torr (133 Pa, soit 2 % de la valeur de consigne). En revanche,
cet écart peut aller jusqu’à 20 Torr (2666 Pa soit 33 % de la valeur de consigne) dans le cas
du réacteur sphérique. La vrai pression dans le réacteur n’est donc pas connue. Le capteur PT2
étant placé après le réacteur, la pression au sein de ce dernier est approximée par la pression
affichée par le capteur PT2.

3.4.1.4 Zone réactionnelle

La zone réactionnelle supposée se limite à la sphère pour le réacteur auto-agité et à la zone
chauffée pour le réacteur tubulaire. Or, il se peut qu’en réalité les zones réactionnelles soient
plus importantes que celles considérées. Dans le cas du réacteur sphérique, les zones annulaires
limitent le temps d’arrivée et d’évacuation des gaz afin de limiter les éventuelles réactions se
produisant en dehors de la sphère (cf. section 3.2.1.2). Dans le cas du réacteur tubulaire, il faut
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assurer une température relativement faible dans la zone non chauffée, c’est-à-dire les 30 cm de
tube qui dépassent à chaque extrémité. Pour rappel, cette longueur est nécessaire afin de ne pas
endommager les joints et pourvoir garder une pression constante lors des expériences. L’analyse
thermique qui a été effectuée (cf. section 3.2.1.2) indique que pour des débits de l’ordre de
100 NmL/min, il y a un gradient de température important (de l’ordre de 800 °C) entre l’entrée
(respectivement la sortie) du réacteur et le début (respectivement la fin) de la zone réactionnelle.
Il est ainsi possible de supposer que les réactions ayant lieu en dehors de la zone réactionnelle
(à des températures bien inférieures à 900 °C) sont minoritaires par rapport à celles ayant lieu
au sein de la zone chauffée.

3.4.2 Évaluation de l’incertitude

Après avoir identifié les différentes sources d’erreur et essayé de les limiter au maximum, il
est nécessaire de quantifier l’erreur qui est commise. Cette quantification se traduit par le calcul
de l’incertitude. Deux types d’incertitudes peuvent alors être définies :

• L’incertitude de type A qui peut être calculée à partir d’une analyse statistique des résul-
tats. Il s’agit par exemple de l’écart-type d’une mesure.

• L’incertitude de type B qui est intrinsèque au processus de mesurage et à l’opérateur par
exemple.

Incertitudes de type A

Soient N séries de mesures indépendantes, notés Xi pour i allant de 1 à N , réalisées dans le
but d’estimer la vraie valeur X̂ d’une grandeur X. Deux grandeurs statistiques caractérisant la
distribution des résultats obtenus peuvent être définies :

• La moyenne : il s’agit de la meilleure estimation de la vraie valeur X̂. La moyenne est
calculée par la relation :

X̄ = 1
N

N∑
i=1

Xi (3.19)

• L’écart-type, qui est défini comme :

svrai
A =

√∑N
i=1(Xi − X̂)2

N
(3.20)

Or, X̂ étant inconnue, l’écart-type est approximé par la relation 3.21 en utilisant la
moyenne de la série d’expériences :

sest
A =

√∑N
i=1(Xi − X̄)2

N − 1 (3.21)

Incertitudes de type B

Le calcul de l’incertitude de type B permet de déterminer l’incertitude liée à l’utilisation
d’une balance par exemple. À moins qu’il y ait une indication du fabricant, l’incertitude sur la
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pesée peut être calculée à partir de la résolution (précision d’affichage) d de la balance par la
formule (Rouaud, 2014) :

sB = d√
12

(3.22)

En effet, si la résolution de la balance est d, la vraie valeur, qui est estimée par la valeur X
par l’appareil, peut se situer avec une égale probabilité à n’importe quel endroit de l’intervalle
[X-d/2 ;X+d/2]. Le signal d’entrée est alors décrit par une loi de probabilité rectangulaire d’écart-
type sB = d/

√
12.

Incertitude totale

En tenant compte des incertitudes de type A et de type B, l’incertitude globale sur une
valeur mesurée expérimentalement est calculée par la relation :

sT =
√

(sest
A )2 + (sB)2 (3.23)

Mesures indirectes

Lorsque les valeurs mesurées expérimentalement sont utilisées dans le calcul d’autres gran-
deurs et que les deux sont liées par une fonction f , la formule des propagation des incertitudes
est uitlisée afin de déterminer l’incertitude sur la valeur calculée :

sind =

√(
∂f

∂x1

)2
s2

x̄1 +
(

∂f

∂x2

)2
s2

x̄2 +
(

∂f

∂x3

)2
s2

x̄3 + ... (3.24)

3.4.3 Répétabilité des résultats

La fidélité des résultats est déterminée par l’évaluation de leur répétabilité et reproductibi-
lité. La répétabilité est définie comme la fidélité des « résultats d’essais indépendants obtenus
par la même méthode sur des individus d’essais identiques dans le même laboratoire, par le
même opérateur, utilisant le même équipement et pendant un court intervalle de temps » (dé-
finition ISO 3534-1). La reproductibilité est la « fidélité des résultats d’essais obtenus par la
même méthode sur des individus d’essais identiques dans différents laboratoires, avec différents
opérateurs et utilisant des équipements différents » (définition ISO 5725-1).

La reproductibilité et la répétabilité des résultats ont été évaluées à l’aide du coefficient de
concordance de Lin (CCL), qui a été établi afin de mesurer la concordance de mesures entre
deux observateurs (Lin, 1989). Il s’agit d’un coefficient qui permet de comparer deux séries de
mesures, en quantifiant les écarts entre la première bissectrice et les points ayant pour abscisse
la première série de mesures et pour ordonnée la deuxième série de mesures. Ce coefficient
standardisé prend des valeurs entre -1 et 1, où -1 signifie un désaccord parfait, 0 traduit une
situation d’indépendance et 1 signifie un accord parfait.
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Soient Y1 et Y2 deux séries de mesures. Le coefficient de concordance de Lin ρCCL des deux
séries peut être déterminé par la formule suivante :

ρCCL = 2σ12
σ2

1 + σ2
2 + (µ1 − µ2)2 (3.25)

Où σ12 est la covariance des deux séries, σ1 et µ1 (respectivement σ2 et µ2) sont la variance et
l’espérance de Y1 (respectivement Y2).

3.5 Conclusions

Dans ce chapitre, les installations expérimentales utilisées pour la quantification des produits
de la pyrolyse d’acétylène et de la cémentation gazeuse basse pression ont été présentées, les
protocoles opératoires ont été détaillés et les méthodes d’analyse expliquées. Une caractérisation
des réacteurs de laboratoire utilisés a été réalisée afin de quantifier théoriquement l’écart des
réacteurs réels à l’idéalité. L’exploitation des résultats des expériences réalisées, les calculs des
incertitudes et de la répétabilité ainsi que la comparaison aux simulations du modèle font l’objet
du chapitre 4.
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4.1. Introduction

4.1 Introduction

Le développement d’un modèle phénoménologique met en œuvre un certain nombre d’étapes
dont l’objectif est d’obtenir des prédictions les plus précises possibles. Dans une première étape,
les équations du modèle sont établies à l’aide des bilans de matière, de mouvement, d’énergie,
etc. Dans une deuxième étape, les paramètres inconnus qui sont souvent mis en jeu dans ces
équations sont estimés à partir de données expérimentales disponibles. Dans une troisième et
dernière étape, le modèle ainsi identifié est validé à l’aide de mesures expérimentales autres
que celles ayant servi à l’estimation des paramètres du modèle. Ces étapes mettent en évidence
l’importance de la quantité et la qualité des mesures expérimentales dans la construction d’un
modèle précis.

L’ensemble des relations mathématiques décrivant le modèle développé dans cette étude a
fait l’objet du chapitre 2. Pour rappel, le point de départ a été le mécanisme cinétique détaillé
de Bensabath (2017) qui a été complété par un modèle de suies. En effet, il a été supposé que
cela permettrait d’améliorer la prédiction des HAP, qui sont des précurseurs des suies. Lors des
campagnes expérimentales, la présence de pyrocarbone a été identifiée en quantité significative
et une réaction de dépôt de pyrocarbone a été ajoutée au modèle. Des interactions avec des
pièces métalliques à cémenter ont aussi été prises en compte. Le modèle ayant été établi, la suite
logique des étapes est l’estimation des paramètres inconnus et l’évaluation de ses performances.

Le présent chapitre est consacré à l’exploitation des résultats des campagnes expérimentales
qui ont été menées, à l’estimation, lorsque c’est possible, des paramètres inconnus du modèle de
cémentation gazeuse basse pression et à la comparaison des simulations numériques aux résultats
expérimentaux.

4.2 Expériences réalisées en pilote de laboratoire

4.2.1 Résultats expérimentaux

Des expériences ont été menées en pilote de laboratoire en utilisant les dispositifs expérimen-
taux présentés dans le chapitre 3. Pour rappel, deux types de réacteurs sont utilisés, un réacteur
sphérique auto-agité par jets gazeux et un réacteur tubulaire. Les expériences ont été menées
à une pression constante de 8 kPa, avec de l’acétylène pur en entrée et en absence de pièces
métalliques. Les conditions opératoires des expériences réalisées sont résumées dans le tableau
4.1.

4.2.1.1 Répétabilité des résultats

La fidélité des résultats a été déterminée par la quantification de leur répétabilité à travers
le coefficient de corrélation de Lin (CCL). Pour rappel, plus le CCL est proche de 1 et meilleure
est la répétabilité ; des valeurs de CCL inférieures à 0,7 indiquent une répétabilité médiocre
(Partik et al., 2002). Pour chaque ensemble réacteur-température-temps de passage, au moins
deux essais sont réalisés pour la quantification de chaque groupe d’espèces. Dans le cas où plus
de deux essais sont réalisés, les séries de mesures sont comparées deux à deux et la valeur la plus
faible du CCL est présentée dans le tableau 4.1.
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Tableau 4.1 – Expériences menées dans le cadre de cette étude et valeurs des coefficients de
corrélation de Lin (CCL) des mesures

Réacteur Température Temps de
passage CCL

°C s Espèces légères HAP majoritaires HAP minoritaires

Tubulaire

900

0,5 1,00 0,99 0,86
1 0,94 1,00 0,92

1,5 0,97 0,94 0,86
1,75 1,00 0,97 0,89

2 1,00 0,99 0,97
2,5 1,00 0,99 0,85

950

0,5 X 0,98 0,22
1 1,00 0,81 0,37

1,5 1,00 0,57 0,80
1,75 1,00 0,96 0,89

Sphère

850 1,5 1,00 X X

900
1 0,98 X X

1,5 0,98 X X
1,75 0,98 X X

925 1,5 1,00 X X

X : expérience non réalisée ou résultats non exploitables

Dans le cas des espèces légères, une série de mesures correspond à l’ensemble des fractions
molaires des espèces quantifiées. Dans le cas des HAP, chaque série correspondant aux fractions
massiques des 16 HAP de l’US EPA a été séparée en deux : les HAP majoritaires (ceux présents
sur les deux graphiques du haut de la figure 4.1) et les HAP minoritaires (ceux présents sur le
graphique du bas de la figure 4.1). Cette séparation a pour but de permettre une quantification
plus correcte de la répétabilité des HAP minoritaires, qui sont généralement les HAP les plus
lourds. En effet, la différence entre les ordres de grandeur de ces derniers et des HAP comme
le naphtalène et l’acénaphtylène risquerait de fausser la quantification du CCL qui serait biaisé
par les résultats à ordre de grandeur plus important.

Les valeurs des CCL montrent que les mesures des fractions molaires des espèces légères ont
une bonne répétabilité, avec un CCL supérieur à 0,9 pour l’ensemble des conditions opératoires.

Les résultats pour les HAP, quantifiés uniquement avec le réacteur tubulaire, montrent une
bonne répétabilité à 900 °C avec un CCL supérieur à 0,8 pour les deux séries. Cependant, la
répétabilité des mesures effectuées à 950 °C est très mauvaise pour les HAP les plus lourds (CCL
de 0,22 et 0,37 pour des temps de passage de 0,5 et 1 s respectivement). Cela pourrait s’expliquer
par le fait que les HAP les plus lourds sont les plus propices à se condenser avant l’arrivée dans le
piège cryogénique, ce qui entraîne des pertes non quantifiables. Par ailleurs, ils sont produits en
plus faible quantité, ce qui fait que l’incertitude sur les résultats est plus grande. Une mauvaise
répétabilité est observée pour les HAP légers à 950 °C pour un temps de passage de 1,5 s ; cela
est probablement dû à des erreurs de manipulation.
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4.2.1.2 Hydrocarbures aromatiques polycycliques

La figure 4.1 représente la moyenne des proportions de chaque HAP (la masse mesurée
expérimentalement divisée par la masse totale des 16 HAP de l’US EPA) pour différents temps
de passage et à différentes températures.
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Figure 4.1 – Proportion des HAP obtenus à 8 kPa, avec de l’acétylène pur en entrée - réacteur
tubulaire

Tout d’abord, les résultats montrent que la proportion des HAP les uns par rapport aux
autres reste à peu près la même quelque soit le temps de passage et la température étudiés.
Ensuite, il peut être remarqué que les HAP produits en majorité sont les HAP les plus légers.
Ainsi, le naphtalène et l’acénapthylène, les deux HAP les plus légers, représentent à eux seuls
plus de 60 % de la masse totale des HAP produits. Les autres HAP produits en quantité rela-
tivement importante sont le phénanthrène, l’anthracène, le fluoranthène et le pyrène. Les HAP
les plus lourds sont en général produits en quantités plus faibles, bien que le BaP, HAP lourd
et cancérogène avéré, soit produit en quantité plus importante que certains HAP légers comme
le fluorène selon les conditions opératoires.

Dans la suite du manuscrit, les HAP ne sont pas étudiés individuellement et l’accent est
plutôt mis sur la somme des 16 HAP de l’US EPA. En effet, c’est la quantité totale de composés
toxiques qui présente un intérêt pour cette étude.
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4.2.1.3 Influence du temps de passage, de la température et du type de réacteur

Les résultats des mesures sont exprimés sous la forme x̄ ± sx où x̄ est la moyenne des
résultats sur les différents essais réalisés et sx est l’écart type de la mesure, calculé à l’aide
des formules présentées dans le chapitre 3. Les résultats des espèces légères quantifiées en ligne
sont exprimés en fractions molaires ; les résultats des HAP, des condensables et du pyrocarbone
correspondent au rapport entre la masse de l’espèce quantifiée et la masse d’acétylène injectée
lors de l’expérience.

Les résultats pour les espèces légères majoritaires, la somme des 16 HAP de l’US EPA, les
condensables et le pyrocarbone sont commentés brièvement dans les sections suivantes ; les ré-
sultats correspondants sont ainsi présentés sur les figures 4.2 à 4.4. Dans le cas des condensables,
uniquement le benzène a pu être quantifié ; en effet les autres espèces (le toluène, l’éthylben-
zène, le o-xylène et la somme m-xylène et p-xylène) étaient généralement présentes en quantités
inférieures à la limite de quantification.

Réacteur tubulaire

Expériences menées à 900 °C

Les résultats des expériences réalisées à 900 °C sur le réacteur tubulaire sont présentés sur la
figure 4.2. Les résultats montrent qu’il y a globalement une tendance décroissante de la fraction
molaire de sortie de l’acétylène avec le temps de passage, ce qui suggère une conversion croissante
du réactif. Cette dernière s’accompagne d’une augmentation de la fraction molaire de sortie de
l’hydrogène ainsi que du méthane et de l’éthylène, même si l’évolution de ces deux espèces
présente un léger fléchissement à un temps de passage de 2,5 s. En revanche, le vinylacétylène
présente une tendance décroissante. Il peut être remarqué que les résultats à un temps de passage
de 1 s semblent aberrants pour l’acétylène, le méthane et le vinylacétylène. Les expériences ont
été répétées trois fois et l’écart type est faible, ce qui suggère une bonne répétabilité dans ces
conditions opératoires. La cause pouvant expliquer ces résultats qui s’écartent de la tendance
générale est inconnue.

Pour ce qui est du benzène, une contradiction entre les résultats trouvés par les analyses en
ligne et en différé est observée. En effet, les analyses en ligne montrent une tendance croissante
avec le temps de passage pour des temps de passage faibles (jusqu’à 1,5 s), puis une tendance
décroissante jusqu’à 2,5 s. En revanche, les résultats en différé montrent un minimum à 1,5 s.
La méthode d’analyse en ligne étant soumise à moins de sources d’erreur que la méthode de
piégeage suivie d’une analyse du contenu piégé, c’est la tendance suivie par la fraction molaire
qui est la plus plausible. Cette hypothèse est confortée par des données expérimentales de la
littérature, qui dans les mêmes conditions de température et de pression montrent une tendance
croissante de la quantité de benzène produit sur la plage 0,25 - 1,5 s (cf. section 4.2.1.4). Bien que
le protocole adopté permette de piéger le benzène, il se peut qu’il y ait des pertes systématiques
non quantifiées lors des analyses, ce qui viendrait fausser les résultats.

Concernant la somme des HAP de l’US EPA, l’évolution est globalement croissante sur la
plage des temps de séjour 0 - 2 s, puis une légère décroissance est observée à 2,5 s.

Le pyrocarbone présente une tendance croissante en fonction du temps de passage, avec une
incertitude relativement faible sur les résultats obtenus.
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lè
n
e

Benzène

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3
0

2

4

·10−2

Temps de passage (s)M
as
se
/M

as
se

in
je
ct
ée

d
’a
cé
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Figure 4.2 – Mesures expérimentales - réacteur tubulaire, 8 kPa et avec de l’acétylène pur en
entrée

Expériences menées à 950 °C

Les tendances en fonction du temps de passage restent les mêmes pour l’acétylène, l’hydro-
gène, le méthane, l’éthylène, le vinylacétylène et le pyrocarbone aux deux températures étudiées.
Cependant, dans le cas du benzène, la tendance de la fraction molaire est décroissante à 950 °C
pour des temps de passage allant de 0,5 à 1,75 s.

À temps de passage égal, une augmentation de la température s’accompagne d’une augmen-
tation de la conversion d’acétylène. Par ailleurs, il y a une augmentation nette de la fraction
massique de pyrocarbone et de la fraction molaire de l’hydrogène à 950 °C par rapport à 900 °C.
Ces deux grandeurs sont certainement liées étant donné que la production de pyrocarbone en-
traîne la production d’hydrogène. Le méthane et l’éthylène voient aussi leur fraction molaire
augmenter avec la température. Le vinylacétylène, tout comme l’acétylène, voit sa fraction mo-
laire diminuer en fonction de la température.

Pour ce qui est des fractions massiques du benzène et des HAP, les différences dans les
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résultats obtenus aux deux températures ne sont pas statistiquement significatives pour pouvoir
tirer des conclusions sur les tendances.

Réacteur sphérique à 900 °C

Les résultats des expériences menées sur le réacteur sphérique à 900 °C sont présentées sur
la figure 4.3. Les mêmes tendances que pour le réacteur tubulaire sont retrouvées, à l’exception
du méthane pour lequel aucune tendance claire ne peut être dégagée. Cela est probablement lié
à l’incertitude relativement importante obtenue sur les résultats de cette espèce. Il se peut que
lors des analyses, le pic du méthane soit confondu avec d’autres pics comme par exemple celui
de l’éthane, ce qui expliquerait cette incertitude.
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lè
n
e Pyrocarbone

Figure 4.3 – Mesures expérimentales - réacteur sphérique, 900 °C, 8 kPa et avec de l’acétylène
pur en entrée

Réacteur sphérique à différentes températures de travail

Les résultats des expériences menées sur le réacteur sphérique pour un temps de passage de
1,5 s et à différentes températures de travail sont présentés sur la figure 4.4. Globalement, les
mêmes tendances qu’avec le réacteur tubulaire peuvent être retrouvées pour les espèces légères
en fonction de la température, à l’exception du méthane dont les résultats ne permettent pas
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de dégager de tendance claire. La fraction massique du pyrocarbone est cependant relativement
constante, alors qu’une tendance croissante est mise en évidence avec le réacteur tubulaire.

Il peut être noté que l’incertitude sur les résultats obtenus lors des expériences avec le
réacteur sphérique est plus importante que celle des résultats obtenus avec le réacteur tubulaire.
Cela est certainement lié aux importantes pertes de charge qui sont présentes dans le réacteur
sphérique, lesquelles ne permettent pas de bien contrôler la pression au sein de ce dernier.
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Acétylène

800 850 900 950 1000
0

0,1

0,2

0,3

0,4

Température (°C)

F
ra
ct
io
n
m
ol
ai
re

Hydrogène

800 850 900 950 1000
0

1

2

3

4

5
·10−2

Température (°C)

F
ra
ct
io
n
m
ol
ai
re
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Figure 4.4 – Mesures expérimentales menées sur le réacteur sphérique, pour un temps de
passage de 1,5 s et une pression de 8 kPa

4.2.1.4 Comparaison aux résultats de la littérature

La comparaison des résultats de cette étude aux résultats des travaux de la littérature de
Bensabath (2017) et Norinaga et Deutschmann (2007), réalisés dans des conditions opératoires
similaires, est montrée sur la figure 4.5. Globalement, les résultats trouvés pour les espèces légères
sont en accord avec les résultats de la littérature ; les mêmes tendances et les mêmes ordres de
grandeur sont ainsi retrouvés. L’éthylène est un peu surestimé et le benzène légèrement sous-
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Méthane

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3
0

1

2

3

4

5
·10−2

Temps de passage (s)

F
ra
ct
io
n
m
ol
ai
re

Éthlyène

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3
0

0,05

0,1

Temps de passage (s)

F
ra
ct
io
n
m
ol
ai
re

Benzène

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3
0

2

4

6

·10−2

Temps de passage (s)
M
as
se
/M

as
se

in
je
ct
ée

d
’h
yd
ro
ca
rb
u
re

Somme des 16 HAP de l’US EPA

Ce travail
Bensabath (2017)
Norinaga et Deutschmann (2007)

Figure 4.5 – Mesures expérimentales de ce travail (900 °C, 8 kPa et réacteur tubulaire) et de
la littérature (Bensabath (2017) et Norinaga et Deutschmann (2007))

estimé par rapport aux résultats de Norinaga et Deutschmann (2007). Les mêmes ordres de
grandeur et les mêmes tendances que Bensabath (2017) sont obtenus pour la somme des 16
HAP de l’US EPA.

4.2.1.5 Bilans massiques

Afin de déterminer le pourcentage massique des différents groupes d’espèces en sortie du
réacteur tubulaire, le benzène a été analysé en ligne et en différé. Les fractions massiques yl

i,j

des espèces légères par rapport à la masse d’acétylène injectée peuvent alors être calculées par
la relation suivante (cf. section 3.2.3.5) :

yl
i,j =

xl
i,jmben,j

xben,j

W l
i

mC2H2,jWben
(4.1)

où xl
i,j est la fraction molaire de l’espèce légère i trouvée dans les conditions opératoires de

l’expérience j, W l
i est la masse molaire de l’espèce légère i, mben,j et xben,j sont respectivement

la masse de benzène donnée par les analyses GC-MS et la fraction molaire de benzène obtenue
par le CPG en ligne dans les conditions opératoires de l’expérience j, et Wben est la masse
molaire du benzène.

Pour chaque couple température-temps de passage, les yl
i,j sont calculés à partir des valeurs

moyennes des xl
i,j , mben,j et xben,j . Les écarts-type sur les fractions massiques obtenues sont alors

donnés par la formule de propagation des écarts type (cf. section 3.4.2).
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Tableau 4.2 – Fractions massiques expérimentales

Température Temps de
passage

Fraction massique
des espèces légers

Fraction massique
des HAP

Fraction massique
du pyrocarbone Total

°C s % % % %

900

0,5 35,0 ±4,9 1,8 ±0,2 3,7 ±0,1 40,5 ±4,9
1 12,2 ±4,8 1,7 ±0,04 13,5 ±2,2 27,5 ±5,3

1,5 10,9 ±3,2 1,8 ±0,3 15,4 ±2,1 28,2 ±3,8
1,75 12,1 ±1,8 2,3 ±0,1 21,8 ±1,2 36,2 ±2,2

2 16,8 ±3,0 2,8 ±0,2 31,5 ±1,4 51,1 ±3,3
2,5 27,3 ±0,9 2,5 ±0,1 33,1 ±0,9 63,0 ±1,3

Le tableau 4.2 regroupe les fractions massiques des différents groupes d’espèces récupérées
lors des expériences sur le réacteur tubulaire.

Les résultats sur les HAP et le pyrocarbone ont déjà été commentés dans les sections précé-
dentes. Pour ce qui est de la somme des fractions massiques des espèces légères, elle est toujours
inférieure à 40 % et qu’aucune tendance particulière ne peut être dégagée en fonction du temps
de passage. Ces résultats semblent incohérents. En effet, vu la fraction massique plus ou moins
constante obtenue pour les HAP et la fraction massique croissante du pyrocarbone, il aurait pu
être attendu de voir la fraction massique des espèces légères en phase gazeuse diminuer avec le
temps de passage. C’est en effet les résultats retrouvés dans la littérature (Bensabath, 2017).

Comme mentionné auparavant, il semblerait que les résultats des analyses en différé sur le
benzène soient entachés d’une erreur systématique non quantifiée. Cette dernière correspondrait
à un biais systématiquement négatif, ce qui aurait tendance à sous-estimer les yl

i,j calculés. Ainsi,
les valeurs obtenues pour les fractions massiques des espèces légères ne semblent pas être fiables.

4.2.2 Comparaisons des résultats expérimentaux aux simulations conduites
avec les données cinétiques de la littérature

Simulations sous MATLAB

Le modèle de réacteur piston présenté dans le chapitre 2 a été implémenté sous le logiciel
MATLAB et les équations différentielles ont été intégrées à l’aide du solveur ode15s.

À titre d’information, l’implémentation du mécanisme de pyrolyse d’acétylène a nécessité
d’une attention particulière. En effet, comme beaucoup de mécanismes cinétiques de taille im-
portante, le mécanisme établi par Bensabath (2017) et le mécanisme simplifié obtenu à partir
de ce dernier sont écrits sous un formalisme propre à un simulateur de cinétique chimique. Ici,
il s’agit du formalisme Chemkin. Or, afin de résoudre les équations différentielles du modèle à
l’aide du logiciel MATLAB, il faut pouvoir communiquer les informations cinétiques et thermo-
dynamiques du mécanisme en phase gazeuse à MATLAB. L’interpréteur du logiciel Chemkin a
alors été utilisé pour extraire l’ensemble des informations cinétiques et thermodynamiques sous
forme de fichiers binaires .asc (Action Script Files), lesquels sont plus faciles à lire que les fichiers
texte de base. Une fonction MATLAB permettant de lire ces fichiers binaires et d’extraire les
données pertinentes à la résolution des équations du modèle a été codée. Elle permet d’inter-
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préter le contenu de n’importe quel mécanisme cinétique, pourvu qu’il soit sous la forme d’un
fichier binaire Chemkin. Il est important de noter que le logiciel Chemkin est uniquement utilisé
pour la création des fichiers binaires et qu’une fois que ces derniers sont créés, Chemkin n’est
plus utilisé et la résolution des équations du modèle se fait avec le logiciel MATLAB.

Afin de faciliter la lecture de la suite de ce chapitre, les modèles suivants sont définis :
• modèle M1A : modèle qui considère uniquement la pyrolyse homogène d’acétylène,
• modèle M1B : modèle qui considère la pyrolyse homogène d’acétylène et la formation de

suies,
• modèle M1C : modèle qui considère la pyrolyse homogène d’acétylène et la formation du

pyrocarbone,
• modèle M1D : modèle qui considère la pyrolyse homogène d’acétylène et la formation du

pyrocarbone et de suies.
Des simulations ont été conduites avec le modèle M1A et le modèle M1D afin de comparer

les prédictions des modèles aux mesures expérimentales de ce travail. Pour cela, les relations
présentées dans le chapitre 2 et les valeurs numériques de Ziegler-Devin et al. (2007) et Appel
et al. (2000) (rappelées dans le tableau 4.3) sont utilisées. Dans le tableau, CPC

représente le
pyrocarbone, Csoot-H des particules de suies couvertes de sites ayant de liaisons C-H et Csoot•
des particules de suies avec des sites activés suite à l’arrachement d’un atome d’hydrogène.

Tableau 4.3 – Réactions de formation de pyrocarbone et de croissance des particules de suies
en pyrolyse, constantes cinétiques de la forme k=ATnexp

(
− E

RT

)
(tirées de Ziegler-Devin et al.

(2007) et Appel et al. (2000))

Réaction A (cm, mol, s) n E (kcal.mol−1)

C2H2 → 2 CP c + H2 7,7.1010 0 67
C2H4 → 2 CP c + 2 H2 4,1.1010 0 67

Csoot-H + H• → Csoot• + H2 4,2.1013 0 13
Csoot• + H2 → Csoot-H + H• 3,9.1012 0 9,32

Csoot• + H• → Csoot-H 2.1013 0 0
Csoot• + C2H2 → Csoot-H +H• 8.107 1,56 3,8

Les résultats des simulations sont présentés sur la figure 4.6. Ils montrent que la fraction
molaire de l’acétylène est globalement bien reproduite par les deux modèles à 900 °C, mais elle
est surestimée à 950 °C. Les modèles sous-estiment la production de l’hydrogène et du méthane,
alors que l’éthylène et le benzène sont surestimés. Dans le cas du méthane, Bensabath (2017)
souligne la difficulté de prédire sa formation à partir d’une espèce insaturée comme l’acétylène.
Pour ce qui est des HAP, la somme totale des 16 HAP de l’US EPA est surestimé par les deux
modèles.

Globalement, les espèces gazeuses légères (à l’exception du méthane) sont peu affectées par
l’ajout d’un modèle de formation de pyrocarbone et de suies, bien que l’écart entre mesures et
prédictions soit légèrement plus faible dans le cas du modèle M1D. En revanche, les prédictions
pour les HAP présentent une amélioration non négligeable par rapport aux prédictions obtenues
avec le modèle M1A, surtout pour une température de 950 °C et des temps de passage élevés.
Toutefois la somme totale reste fortement surestimée.
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Figure 4.6 – Mesures expérimentales de cette étude et résultats des simulations du modèle
M1A et M1D avec les données du tableau 4.3 - réacteur tubulaire, 8 kPa et acétylène pur en
entrée

Concernant le pyrocarbone, il peut être remarqué que les prédictions du modèle et les me-
sures expérimentales suivent la même tendance bien que le modèle sous-estime nettement les
mesures expérimentales. Cette sous-estimation pourrait expliquer les écarts entre les prédictions
du modèle M1D et les mesures expérimentales.

Les suies n’ont malheureusement pas pu être quantifiées expérimentalement (cf. chapitre 3) et
il n’est ainsi pas possible de comparer les résultats des simulations à des résultats expérimentaux
obtenus dans les conditions opératoires de cette étude.

Suite au mauvais accord entre les points expérimentaux et les résultats des simulations avec
les données de la littérature, l’objectif a été d’estimer les paramètres cinétiques à partir des
données expérimentales disponibles.

4.2.3 Estimation des paramètres cinétiques des modèles de formation de py-
rocarbone et des suies

Lors de l’estimation des paramètres d’un modèle, une première étape importante mais sou-
vent négligée consiste à évaluer l’estimabilité des paramètres du modèle afin de déterminer un
ensemble de paramètres estimables (Vajda et al., 1989). En effet, la question est de savoir si
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les mesures expérimentales disponibles contiennent suffisamment d’informations pour estimer
l’ensemble des paramètres inconnus ou seulement une partie d’entre eux.

L’analyse d’estimabilité est fondée sur le calcul des sensibilités, lesquelles ont pour but d’éva-
luer l’impact des variations des paramètres sur les prédictions du modèle. Trois grandes méthodes
d’analyse de sensibilité peuvent être citées : les méthodes locales, qui quantifient l’impact de
faibles variations des paramètres autour de valeurs de référence, les méthodes globales, qui s’in-
téressent à l’ensemble du domaine de variation des paramètres, et les méthodes de screening qui
proposent des analyses qualitatives des sensibilités.

4.2.3.1 Méthode locale d’analyse d’estimabilité de paramètres

Soit Nmes le nombre de mesures expérimentales disponibles, ŷi la prédiction du modèle pour
la mesure i et Npar et p respectivement le nombre et le vecteur de paramètres inconnus du modèle
dont il faut évaluer l’estimabilité. La sensibilité si,j de la sortie ŷi par rapport au paramètre pj

est donnée par la relation suivante (Yao et al., 2003) :

si,j = ∂ŷi

∂pj
, i = 1,2, . . . , Nmes, j = 1,2, . . . ,Npar (4.2)

Deux remarques peuvent être faites par rapport à la relation ci-dessus :
• Elle ne tient pas compte de l’éventuelle différence des ordres de grandeur des estimations

des paramètres et des prédictions du modèle. Ainsi, les résultats sont en général normés
par le rapport entre l’estimation initiale du paramètre p̄j (ou une valeur nominale tirée de
la littérature) et ȳi, la prédiction du modèle pour cette valeur :

si,j = p̄j

ȳi

∂ŷi

∂pj
, i = 1,2,..., Nmes, j = 1,2,...,Npar (4.3)

• En pratique, il est souvent difficile de calculer les sensibilités par la relation 4.2 et elles
sont par conséquent approximées par des méthodes telles que la méthode des différencies
finies. Ici, elles sont approximées par la méthode des différences finies centrées :

si,j ≈ p̄j

ȳi

ŷi(pj + ∆pj) − ŷi(pj − ∆pj)
2∆pj

(4.4)

où ∆pj correspond à la variation du paramètre pj autour de la valeur nominale.
La matrice des sensibilités Z qui permet de quantifier l’impact des variations des paramètres

inconnus sur les sorties du modèle peut alors être établie par la relation suivante :

Z =


s1,1 s1,2 · · · s1,Npar

s2,1 s2,2 · · · s2,Npar

...
... . . . ...

sNmes,1 sNmes,2 · · · sNmes,Npar


Les lignes correspondent aux nombres de mesures, et les colonnes aux nombres de paramètres
inconnus. Une fois la matrice de sensibilité établie, Yao et al. (2003) proposent un algorithme,
nommé algorithme d’orthogonalisation (algorithme 4.7), qui vise à déterminer l’ensemble de
paramètres estimables à partir des mesures disponibles.
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1. Calculer le module de chaque colonne de Z ;
2. Déterminer la colonne de Z ayant le plus grand module, elle correspond à l’indice du
premier paramètre estimable ;

3. Créer la matrice XL correspondant aux colonnes des paramètres estimables de la
matrice Z (XL est un vecteur à la première itération puisqu’un seul paramètre est
présumé estimable jusque-là);

4. Calculer la matrice ZL, la prédiction de la matrice des sensibilités, par la relation

ZL = XL(XT
L XL)−1XT

L Z (4.5)

5. Calculer la matrice résiduelle RL :

RL = Z − ZL (4.6)

6. Calculer le module de chaque colonne de la matrice RL et déterminer la colonne
ayant le plus grand module, elle correspond à l’indice du prochain paramètre
estimable ;

7. Sélectionner la colonne correspondante dans Z et augmenter la matrice XL en
incluant la nouvelle colonne. La matrice augmentée est désignée par XL+1;

8. Répéter les étapes 4 à 7 jusqu’à ce que la colonne de plus grand module de la matrice
résiduelle RL soit inférieure à une valeur de coupure prescrite qui correspond au seuil
d’estimabilité.

Figure 4.7 – Algorithme d’orthogonalisation

Quelques explications fournies par Yao et al. (2003) concernant les différentes étapes de cet
algorithme sont les suivantes :

• Les étapes 1 et 2 ont pour but de déterminer le paramètre le plus estimable.

• Après cela, les influences des paramètres restants sont ajustées pour tenir compte de toute
corrélation existant entre la colonne de Z associée au premier paramètre estimable et les
autres colonnes de Z. Cela permet d’évaluer l’« influence nette » de chacun des paramètres
restants à travers la matrice résiduelle RL (étapes 3, 4 et 5).

• La matrice RL permet de déterminer le paramètre estimable suivant (étape 6) et cette
démarche est poursuivie jusqu’à ce qu’une valeur seuil prescrite soit atteinte (étapes 7 et
8).

Le seuil d’estimabilité est le seuil permettant de classer les paramètres en paramètres estimables
et non estimables. Il est en général fixé à 0,04 (Yao et al., 2003). Ce choix sous-entend qu’un
paramètre est supposé estimable si une variation de 10 % dans sa valeur entraîne une variation
d’au moins 2 % dans la réponse du modèle. Bien entendu, ce choix est arbitraire et des méthodes
plus avancées comme celle établie par Bouchkira et al. (2021) sur les bases de la méthode de
Eghtesadi et al. (2013) permettent de déterminer des valeurs de seuil d’estimabililté adaptées à
chaque paramètre.
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4.2.3.2 Estimation des paramètres du modèle de formation de suies

Comme expliqué précédemment, la quantification des suies n’a pas pu être effectuée dans le
cadre de ce travail et une étape préliminaire visant à établir une base de données expérimentales
issue de la littérature a été effectuée. L’idée a été de se procurer des mesures expérimentales
obtenues dans des conditions similaires à celles de cette étude. Cependant, les travaux de la
littérature qui s’intéressent à la quantification des suies dans des conditions de pyrolyse d’hydro-
carbures à basse pression sont peu nombreux. En effet, la plupart des auteurs travaillent avec
des réacteurs à flamme et à pression atmosphérique.

Parmi les études expérimentales réalisées avec des réacteurs tubulaires, les travaux de Sán-
chez et al. (2013) sont utilisés comme référence. Ce choix est basé principalement sur les tempé-
ratures et les temps de passage étudiés par les auteurs, qui correspondent bien aux conditions
opératoires de cette étude (températures allant de 873 à 1323 K et temps de passage de l’ordre
de quelques secondes). En revanche, les auteurs travaillent à pression atmosphérique, avec une
concentration en entrée d’acétylène allant de 10000 à 30000 ppm. En supposant que le facteur
clé dans la cinétique des phénomènes chimiques est la pression partielle initiale d’acétylène, un
milieu dilué à pression atmosphérique pourrait être considéré équivalent à un milieu avec un
réactif pur à basse pression. Afin de vérifier cette hypothèse, des simulations ont été conduites
avec le modèle M1A (en utilisant le mécanisme de Bensabath (2017) et non pas le mécanisme
simplifié dont la validité n’est assurée qu’à basse pression) et les prédictions ont été comparées
aux mesures expérimentales.

Les résultats sont montrés sur la figure 4.8 pour l’acétylène, le dihydrogène, le benzène et le
pyrène, qui est le HAP intervenant dans la réaction de nucléation des particules de suie.
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Figure 4.8 – Mesures expérimentales de Sánchez et al. (2013), à pression atmosphérique, pour
une concentration d’acétylène en entrée de 30000 ppm et un temps de passage 1706/T(K) et
résultats de simulations avec le modèle M1A (mécanisme cinétique de Bensabath (2017))
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Les résultats montrent que la conversion d’acétylène et la fraction molaire de l’hydrogène
sont sous-estimées avec le modèle M1A, particulièrement aux températures élevées. Ces résultats
semblent cohérents avec la non prise en compte de la formation des particules de suies, lesquelles
auraient tendance a entraîner une conversion plus importante d’acétylène et à générer davantage
d’hydrogène. En revanche, les résultats sur le pyrène montrent que ce dernier est nettement sous-
estimé par le modèle dans les conditions étudiées, alors que l’inverse aurait été attendu. Étant
donné que le pyrène est l’espèce qui est supposée dimériser pour former des particules de suies
dans le modèle, sa sous-estimation entraîne une sous-estimation des suies lors des simulations
avec le modèle M1B. Ce dernier (avec les données du tableau 4.3) prédit une formation quasi nulle
de suies, alors qu’expérimentalement la masse de suies générées divisée par la masse d’acétylène
injectée dépasse les 10 % pour les températures plus élevées. Aucune différence n’est observée
sur les autres espèces par l’ajout d’un modèle de suies.

Concernant le benzène, précurseur des HAP, les résultats montrent que ce dernier est sures-
timé par le modèle M1A. Cela laisse supposer que des voies réactionnelles ayant lieu à pression
atmosphérique et permettant de passer du benzène à des HAP comme le pyrène manqueraient
dans le mécanisme qui a été établi à basse pression.

Remarque : La formation de pyrocarbone n’est ici pas considérée dans le modèle puisque
les auteurs déclarent avoir nettoyé leur réacteur en silice à l’acide fluorhydrique pour éviter les
réactions de dépôt sur les parois (Sánchez et al., 2013).

Les paramètres du modèle de suies ne peuvent ainsi pas être estimés à partir de ces mesures
expérimentales. En raison du manque de données expérimentales adéquates, les paramètres
cinétiques du modèle de suies ne sont pas estimés et sont donc fixés égaux aux valeurs proposées
par Appel et al. (2000).

Les résultats des simulations avec le modèle M1B avec les conditions opératoires des expé-
riences de cette étude sont présentés sur la figure 4.9. Ils montrent que l’ajout d’un modèle de
suies n’a pas d’impact notable sur les espèces gazeuses légères. Bien que l’hydrogène et l’acé-
tylène interviennent dans les réactions de croissance des suies, leur production reste inchangée.
Concernant les HAP, la production globale des 16 HAP de l’US EPA diminue en tenant compte
de la production des suies mais l’écart avec les mesures expérimentales reste cependant impor-
tant. Ainsi, l’ajout d’un modèle de suies ne permet pas à lui tout seul d’expliquer l’écart entre
les mesures expérimentales et les prédictions du modèle en utilisant les valeurs de la littéra-
ture. Comme détaillé par la suite, il semblerait que la formation de pyrocarbone joue un rôle
important sur les prédictions des HAP dans les conditions de l’étude.

4.2.3.3 Estimation des paramètres du modèle de formation de pyrocarbone

Analyse d’estimabilité des paramètres

Comme préconisé par Ziegler-Devin et al. (2007), l’acétylène et l’éthylène ont été considérés
comme précurseurs dans un premier temps (réactions du tableau 4.3). Cependant, de meilleurs
résultats ont été obtenus en considérant uniquement l’acétylène comme précurseur ; c’est pour-
quoi une seule réaction de dépôt de pyrocarbone est considérée dans le modèle développé dans
cette étude et ce sont ces résultats qui sont présentés ici.
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Modèle M1A - 900 °C
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Figure 4.9 – Mesures expérimentales de cette étude et résultats des simulations du modèle
M1A et M1B avec les paramètres de la littérature - réacteur tubulaire, 8 kPa et acétylène pur
en entrée

Les mesures expérimentales utilisées pour l’analyse d’estimabilité des paramètres de la ré-
action de formation du pyrocarbone sont les mesures expérimentales obtenues avec le réacteur
tubulaire aux différents temps de passage et aux différentes températures de travail. Cela fait
un total de 10 points expérimentaux, pour trois paramètres inconnus. Les valeurs nominales
utilisées pour les paramètres lors de l’application de l’algorithme d’orthogonalisation sont les
valeurs proposées par Ziegler-Devin et al. (2007), à l’exception de la valeur nP C qui est prise
égale à 0,1. En effet, les auteurs considèrent une valeur nulle pour ce paramètre.

Les valeurs des modules des colonnes de la matrice Z correspondant aux différents paramètres
sont présentées dans le tableau 4.4.

Tableau 4.4 – Analyse d’estimabilité des paramètres de la réaction de pyrocarbone

Rang 1 2 3
Paramètre EP C AP C nP C

Valeur initiale 67.103 cal.mol−1 7,7.1010 s−1 0,1
Itération 1 149 2,94 2,09
Itération 2 0 0,585 0,419
Itération 3 0 0 0,003
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Les résultats montrent que pour un seuil de 0,04, le paramètre nP C n’est pas estimable à
partir des mesures expérimentales disponibles. Ainsi, sa valeur est fixée à 0, qui est la valeur
proposée par Ziegler-Devin et al. (2007).

Estimation des paramètres

Les paramètres EP C et AP C de la réaction de formation du pyrocarbone ont été estimés par
résolution du problème d’optimisation visant à minimiser la somme des moindres carrés absolus
entre les données expérimentales yexp

i et les prédictions du modèle ŷi :

J =
Nexp∑
i=1

(yexp
i − ŷi)2 (4.7)

où Nexp est le nombre de points expérimentaux, yexp sont les mesures expérimentales de cette
étude et ŷ les prédictions du modèle M1C. Ici, l’ordre de grandeur des différents yexp

i est le même
et c’est pourquoi les écarts absolus sont utilisés dans la relation 4.7. Sinon, il faudrait prendre
les écarts relatifs pour donner le même poids à toutes les mesures.

L’optimiseur fmincon de MATLAB et l’algorithme SQP ont été utilisés pour la résolution
du problème d’identification ayant pour critère d’optimisation la relation 4.7. Les bornes des
variables de décision, c’est-à-dire les paramètres cinétiques de la réaction de formation de pyro-
carbone, ont été choisies arbitrairement autour des ordres de grandeur des valeurs initiales. Les
résultats obtenus sont présentés dans le tableau 4.5.

Tableau 4.5 – Valeurs des paramètres cinétiques de la réaction de dépôt de pyrocarbone

Paramètres estimés Paramètre Valeur initiale Intervalle Valeur optimisée

APC
et EPC

APC
(s−1) 7,7.1010 [10 ;1015] 7,83.1010

EPC
(cal.mol−1) 67.103 [10 ;106] 61,3.103

EPC
EPC

(cal.mol−1) 67.103 [10 ;106] 61,2.103

Par rapport à sa valeur initiale, la valeur du paramètre pré-exponentiel a augmenté très
légèrement, de seulement 1,7 %. Cette faible variation laisse supposer que le paramètre APC

n’est
pas réellement estimable et que lors de l’application de l’algorithme d’orthogonalisation, la valeur
du seuil d’estimabilité choisie pour ce paramètre n’est pas adaptée. Il est alors fixé à sa valeur
nominale et le paramètre EPC

est estimé par résolution du problème d’identification. Le résultat
est présenté dans le tableau 4.5. La valeur trouvée par résolution du problème d’identification
a diminué de 8,7 % par rapport à la valeur initiale, ce qui est cohérent avec le fait que le
pyrocarbone soit surestimé avec les valeurs initiales. Des simulations avec les valeurs optimales
ont été réalisées afin de comparer les prédictions du modèle aux mesures expérimentales. La
figure 4.10 présente l’ensemble des résultats.

Les résultats montrent que le modèle M1C permet de prédire les bonnes tendances et les
bons ordres de grandeur pour le pyrocarbone. Concernant les espèces gazeuses, une meilleure
adéquation avec les mesures expérimentales est globalement observée par rapport au modèle
M1A. C’est en particulier le cas pour l’hydrogène, ce qui confirme le fait que la production de ce
dernier est fortement liée à la production de pyrocarbone. Une meilleure adéquation du modèle
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Figure 4.10 – Résultats expérimentaux de cette étude et résultats des simulations du modèle
M1C avec les paramètres estimés - réacteur tubulaire, 8 kPa et acétylène pur en entrée

avec les mesures expérimentales est aussi observée pour l’acétylène à 950 °C, la fraction molaire
du benzène à 900 °C, l’éthylène et la somme des 16 HAP de l’US EPA. Concernant ces derniers,
le modèle M1C prédit une tendance décroissante avec la température pour des temps de passage
supérieurs à 1 s. Cette tendance est observée par Sánchez et al. (2013, 2012), mais dans leur
cas, cela est attribué à la formation d’une autre espèce solide, les suies. En effet, le pyrocarbone
n’est pas formé dans leurs conditions opératoires. Des espèces restent cependant sous-estimées
par le modèle M1C ; c’est le cas du méthane, qui était déjà sous-estimé par le modèle de pyrolyse
homogène.

Il convient de souligner que bien qu’une réaction de formation de pyrocarbone soit ajoutée
au modèle et qu’il soit produit en quantité conséquente, la prédiction de la fraction molaire
d’acétylène ne varie pas considérablement entre les modèles M1A et M1C. En effet, une aug-
mentation significative de la consommation d’acétylène aurait pu être attendue, ce qui aurait
entraîné une mauvaise adéquation des expériences et du modèle puisque l’acétylène était déjà
correctement prédit par le modèle M1A.

Les résultats sur les HAP suggèrent que dans les conditions opératoires de cette étude, la
mauvaise adéquation du modèle M1A avec les mesures expérimentales de la somme des HAP
était en grande partie due à la non prise en compte de la formation du pyrocarbone.
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4.2.3.4 Performances du modèle

Les résultats des simulations du modèle M1D en utilisant les valeurs du tableau 4.5 pour le
pyrocarbone et les valeurs du tableau 4.3 pour les suies sont présentés sur la figure 4.11.
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Figure 4.11 – Résultats expérimentaux de cette étude et résultats des simulations du modèle
M1D avec les paramètres estimés - réacteur tubulaire, 8 kPa et acétylène pur en entrée

Dans les conditions opératoires étudiées et avec les données cinétiques utilisées, l’ajout du
modèle de suies n’a pas d’impact significatif sur les prédictions du modèle. En effet, le pyro-
carbone est l’espèce carbonée solide prépondérante et très peu de suies sont produites lorsque
le pyrocarbone et les suies sont en compétition (la masse de suie générée divisée par la masse
d’acétylène injectée est inférieure à 1 %). Les mêmes conclusions que celles détaillées dans la
section précédente pour les espèces gazeuses sont ainsi aussi valables pour le modèle M1D.

Il peut être remarqué qu’en tenant compte de la production de pyrocarbone et de suies, une
tendance décroissante de la quantité de suies produite est observée avec la température. Cette
prédiction va à l’encontre des résultats expérimentaux retrouvés par Sánchez et al. (2012) et
Ruiz et al. (2007). Or, il convient de rappeler que ces auteurs n’ont pas observé la présence de
pyrocarbone alors que c’est ce dernier qui entraîne cette tendance (figures 4.9 et 4.11).

Les performances des modèles M1A et M1D ont été évaluées par le calcul des erreurs des
moindres carrés (Root Mean Square Errors ou RMSE) entre les prédictions des modèles, notées
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ŷ et les mesures expérimentales, notées yexp. La RMSE est définie par :

RMSE =

√√√√∑Nexp

i=1 (yexp
i − ŷi)2

Nexp
(4.8)

où Nexp est le nombre de mesures expérimentales.

Les RMSE ont été calculées pour la somme des HAP et des espèces légères dans les différentes
conditions opératoires. Les résultats sont présentés dans le tableau 4.6.

Les résultats des RMSE confirment que dans le cas du réacteur tubulaire, il y a une amé-
lioration notable de la prédiction du modèle M1D par rapport au modèle M1A, à l’exception
du cas correspondant à une température de 900 °C et un temps de passage de 0,5 s pour les
espèces légères. Cela peut s’expliquer par la surestimation du pyrocarbone aux faibles temps de
passage, ce qui entraîne des écarts entre les prédictions du modèle et les mesures expérimentales
des espèces en phase gazeuse. Il est possible que lors des expériences, différents types de pyrocar-
bone soient formés pour les différentes conditions opératoires. Cela pourrait expliquer les écarts
entre prédictions et mesures expérimentales, puisque le modèle considère une réaction globale
qui ne tient pas compte d’éventuelles différences des cinétique de formation des différents types
de pyrocarbone.

Tableau 4.6 – Valeurs des RMSE des modèles M1A et M1D en fonction des conditions opéra-
toires - réacteur tubulaire

HAP Espèces légères

Réacteur Température Temps de
passage Modèle M1A Modèle M1D Modèle M1A Modèle M1D

°C s

Tubulaire

900

0,5 1,07.10−3 6,84.10−4 5,59.10−2 7,26.10−2

1 5,57.10−3 9,11.10−4 4,61.10−2 3,00.10−2

1,5 1,10.10−2 2,12.10−3 4,27.10−2 2,28.10−2

1,75 1,32.10−2 2,08.10−3 5,43.10−2 1,26.10−2

2 1,55.10−2 2,03.10−3 8,72.10−2 2,51.10−2

2,5 2,10.10−2 3,18.10−3 1,01.10−1 4,45.10−2

950

1 1,35.10−2 5,78.10−4 7,87.10−2 1,48.10−2

1,5 2,24.10−2 1,11.10−3 1,21.10−1 2,66.10−2

1,75 2,60.10−2 2,11.10−3 1,25.10−1 3,31.10−2

Des simulations et des calculs de RMSE ont aussi été réalisés dans le cas du réacteur sphérique
afin d’évaluer l’efficacité de prédiction du modèle M1D. Pour cela, le facteur pré-exponentiel de
la réaction de production de pyrocarbone a été corrigé pour tenir compte de la différence de
rapport surface/volume entre les deux réacteurs ; il a ainsi été multiplié par 0,41. Étant donné
que les HAP n’ont pas été quantifiés dans le cadre de cette étude, les résultats expérimentaux
de Bensabath (2017) ont été utilisés pour les calculs. La figure 4.12 et le tableau 4.7 présentent
les résultats.
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lè
n
e
in
je
ct
ée Pyrocarbone

Expériences - 900 °C
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Figure 4.12 – Mesures expérimentales de Bensabath (2017) et résultats des simulations des
modèles M1A et M1D - réacteur sphérique, 900 °C et 8 kPa, acétylène pur en entrée

Tableau 4.7 – Valeurs des RMSE des modèles M1A et M1D en fonction des conditions opéra-
toires - réacteur sphérique

HAP Légers

Réacteur Température Temps de
passage Modèle M1A Modèle M1D Modèle M1A Modèle M1D

°C s

Sphérique 900

1 3,67.10−3 5,24.10−3 4,43.10−2 3,84.10−2

1,5 6,50.10−3 5,34.10−3 2,89.10−2 1,11.10−2

1,75 9,49.10−3 6,12.10−3 4,37.10−2 3,58.10−2

Tout d’abord, les résultats montrent que le modèle prédit correctement les tendances et
les ordres de grandeur des mesures expérimentales pour le pyrocabone, bien qu’aux temps de
passage supérieurs à 1 s le modèle sous-estime les mesures. Les valeurs des RMSE montrent qu’il
y a en général une meilleure adéquation entre les prédictions du modèle M1D et les résultats
expérimentaux par rapport au modèle initial M1A, tout comme pour le réacteur tubulaire.
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Chapitre 4. Exploitation des résultats expérimentaux et comparaison aux résultats des simulations

Cependant, cette amélioration est moins nette que dans le cas de ce dernier.

L’ensemble des résultats pour les deux réacteurs montrent que le modèle proposé permet
d’obtenir des tendances et des ordres de grandeurs corrects pour les espèces majoritaires de
la pyrolyse d’acétylène, les 16 HAP de l’US EPA et le pyrocarbone. Il représente aussi une
amélioration par rapport au modèle de départ.

4.3 Expériences réalisées au sein d’un four industriel

Des expériences ont été menées au sein d’un four industriel de cémentation de l’IRT M2P
afin d’étudier la cémentation de pièces métalliques. Pour cela, une recette industrielle utilisée
pour la cémentation gazeuse basse pression de pignons en 23MnCrMo5, dont la composition est
donnée dans le tableau 4.8, a été adoptée. Cette recette est désignée par « recette classique »
dans la suite de ce document.

Tableau 4.8 – Composition en pourcentage massique de l’acier 23MnCrMo5

Élément C Si Mn S Cr Mo

Min 0,20 0,1 1,10 0,025 1,0 0,05
Max 0,26 0,5 1,30 0,040 1,35 0,15

Les séquences d’alimentation en acétylène et en azote de la recette classique sont présentées
sur la figure 4.13. Le temps total d’enrichissement est de l’ordre de 5 minutes, pour un temps
total de cémentation de plus de 100 minutes. Le traitement est réalisé à 880 °C et 8 mbar, avec
une charge de 20 pignons.
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Figure 4.13 – Profil d’alimentation - recette classique

Industriellement, la validation d’un traitement avec cette recette nécessite de respecter les
conditions suivantes :

• la dureté de surface doit être comprise entre 750 et 900 HV0.3 (dureté de Vickers sous une
charge de 300 g),

• la profondeur pour une dureté de 650 HV0.3 doit être de 0,35 mm ± 0,15 mm,
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4.3. Expériences réalisées au sein d’un four industriel

• l’austénite résiduelle visible en micrographie optique ne doit pas être présente sur une
profondeur supérieure à 0,17 mm, et

• le profil de carbone obtenu doit être compris entre les courbes bleue et rouge de la figure
4.14.
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Figure 4.14 – Valeurs minimales et maximales acceptables pour le profil de carbone des pièces
cémentées avec la recette classique

La vérification de ces critères se fait généralement par l’analyse d’une éprouvette en acier
qui est introduite dans le four avec la charge. Il s’agit d’une pièce cylindrique en acier de même
nature que les pignons à analyser, mais de plus petite taille.

Deux campagnes expérimentales ont été réalisées avec la recette classique :
(i) une première série d’expériences a été réalisée dans le but d’analyser l’atmosphère de

cémentation lorsque le four n’est pas chargé en pièces métalliques,
(ii) une deuxième série d’expériences a été réalisée dans le but d’analyser l’atmosphère de

cémentation ainsi que les pièces métalliques (l’éprouvette de suivi et un des pignons cé-
mentés) lorsque le four est chargé en pièces.

Les expériences ont été menées en adoptant le protocole opératoire présenté dans le chapitre
3. Les résultats expérimentaux sont détaillés ci-dessous.

4.3.1 Résultats expérimentaux

4.3.1.1 Hydrocarbures aromatiques polycycliques

Le tableau 5.3 présente les valeurs des CCL des mesures obtenues lors des expériences (i) et
(ii).

Tableau 4.9 – Valeurs des coefficients de corrélation de Lin (CCL) des mesures

Série de mesure HAP légers HAP lourds
Recette classique - sans charge 0,94 0,62
Recette classique - avec charge 0,90 0,13
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rè
ne

A
nt
hr
ac
èn
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èn
e

B
en
zo
[g
hi
]p
er
yl
èn
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Figure 4.15 – Mesures expérimentales sur les HAP - recette classique

Les résultats montrent une bonne répétabilité pour les HAP les plus légers (CCL supérieur
à 0,9), mais une mauvaise répétabilité pour les HAP les plus lourds (CCL de 0,62 pour les
expériences sans charge et CCL de 0,13 pour les expériences avec charge). Cette mauvaise
répétabilité est illustrée par l’écart-type important sur les HAP les plus lourds, qui sont les plus
propices à se condenser sur les canalisations.

La figure 4.15 montre les masses totales et individuelles des 16 HAP de l’US EPA qui ont
été prélevées lors des deux séries de mesure. Il peut être remarqué que les mêmes tendances
sont retrouvées pour les deux séries. En effet, dans les deux cas, les HAP produits en majorité
sont les HAP les plus légers, à l’exception de l’acénaphtène. En particulier, le naphtalène et
l’acénaphtylène représentent à eux seuls plus de la moitié de la quantité totale des HAP prélevés.
Ces résultats sont en accord avec les résultats trouvés en pilote de laboratoire. Parmi les HAP
les plus lourds, le dibenzo[ah]antracene, HAP probablement cancérigène pour l’Homme, est
produit en quantité relativement importante. Le benzo[a]pyrene, cancérigène avéré, est produit
en quantité non négligeable, juste derrière le dibenzo[ah]antracene et le benzo[ghi]perylene parmi
les HAP les plus lourds.

Les résultats montrent que la masse totale des HAP diminue lorsque le four est chargé en
pièces. Cela suggère que dans les conditions opératoires de la recette classique, la présence des
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4.3. Expériences réalisées au sein d’un four industriel

pièces a un impact sur la phase gazeuse et qu’il y a une compétition entre l’acétylène disponible
pour les réactions menant aux HAP et celui disponible pour la réaction de surface. Cette di-
minution serait due à une diminution nette de la production de naphtalène et d’acénaphtylène,
les deux HAP majoritaires. Pour ce qui est des autres HAP, la différence entre les quantités
produites lors des deux séries d’expériences n’est pas statistiquement significative et aucune
conclusion ne peut être tirée.

Comparaison aux résultats de simulation

Avant de confronter les mesures expérimentales aux prédictions du modèle développé, il est
nécessaire de s’assurer que le mécanisme cinétique simplifié qui est utilisé reste valable dans les
conditions opératoires industrielles. La figure 4.16 présente les prédictions des deux mécanismes
pour les fractions molaires de l’acétylène, l’hydrogène et la somme des fractions massiques des
16 HAP de l’US EPA. Les résultats montrent une très bonne concordance des deux mécansimes
dans les conditions opératoires industrielles. Le mécanisme cinétique simplifié est ainsi utilisé
dans la suite des calculs.

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

0

0,2

0,4

0,6

0,8

1

Temps (s)

Fr
ac
ti
on

m
ol
ai
re

0

0,02

0,04

0,06

0,08

0,1

Fraction
m
assique

des
H
A
P

C2H2 détaillé
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H2 détaillé
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Figure 4.16 – Comparaison des prédictions du mécanisme détaillé et du mécanisme simplifié
à 800 Pa et 880 °C, pour un débit d’acétylène de 1000 NL/h

Des simulations ont été conduites avec le modèle M1D afin de comparer les prédictions de
ce dernier en termes de production de HAP aux mesures expérimentales en abscence de pièces
métalliques. Les résultats prédisent une masse totale de HAP générés de 1,8 mg sur l’ensemble
du procédé. Or, la masse expérimentale prélevée de HAP, qui ne représente d’ailleurs pas la
masse totale produite puisque uniquement une partie de l’atmosphère gazeuse est prelevée, est
de l’ordre de 5 mg. Cela veut dire que dans les conditions réelles de cémentation gazeuse basse
pression, les HAP sont sous-estimés par le modèle.

Ces résultats pourraient être dus à une surestimation de la production de pyrocarbone par le
modèle. En effet, le modèle tel quel prédit qu’environ la moitié de l’acétylène injecté dans le four
se transforme en pyrocarbone. Or, la formation de pyrocarbone s’accompagne d’une diminution
de la quantité des HAP prédits par le modèle. À titre d’information, le modèle M1A (mécanisme
homogène de pyrolyse d’acétylène qui ne considère pas la formation de pyrocarbone) prédit une
quantité totale de HAP de 1,7 g. Avec l’ajout du modèle de pyrocarbone, ce dernier est formé
en grande quantité au détriment des HAP. Il faudrait alors ajuster les constantes cinétiques
de la réaction de pyrocarbone mais cela n’a pas pu être fait puisqu’il n’y a pas de mesures
expérimentales sur le pyrocarbone formé ni sur les espèces gazeuses légères. Par ailleurs, les
dimensions de l’enveloppe interne sur laquelle se dépose le pyrocarbone ne sont pas connues.
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Chapitre 4. Exploitation des résultats expérimentaux et comparaison aux résultats des simulations

Ainsi, il n’y a malheureusement pas assez de données expérimentales permettant de proposer
un modèle de prédiction de HAP dans les conditions industrielles du four de l’IRT M2P.

Il convient aussi de souligner que l’écart entre les mesures expérimentales et les prédictions
du modèle pourrait être dû au fait que ce dernier suppose un écoulement parfaitement agité
dans le four, alors qu’il se peut que ce dernier ne fonctionne pas dans des conditions idéales.

4.3.1.2 Pièces métalliques
Les résultats des prises de masse des éprouvettes de contrôle lors des trois essais réalisés avec

la recette classique sont présentés dans le tableau 4.10.

Tableau 4.10 – Prise de masse des éprouvettes de contrôle avec la recette classique

Essai Prise en masse (mg)

Essai 1 44
Essai 2 32
Essai 3 42

Le flux moyen de carbone injecté dans les pièces calculé à partir des mesures sur les éprou-
vettes de contrôle (de surface 4,03.10−3 m2) est de 29,8 ± 4,9 mg.m−2.s−1. En supposant que le
flux moyen est le même pour toutes les pièces, la prise de masse attendue pour chaque pignon
(de surface de 4,54 .10−2 m2) est de l’ordre de 0,44 g. Les pignons ont été pesés avant et après
chaque cémentation. Lors des pesées, la balance, qui a une résolution de 0,5 g, indiquait systé-
matiquement pour chaque pignon une prise de masse nulle ou égale à 0,5 g. Comme mentionné
dans le chapitre 3, cette balance ne permet pas de mesurer la prise de masse des pignons avec
précision mais ces résultats indiquent qu’elle est de l’ordre de quelques dixièmes de gramme.
Cela est en accord avec les résultats calculés à partir des mesures sur les éprouvettes de suivi. Il
peut alors être supposé que le flux moyen de carbone qui est intégré par les pièces est le même
indépendamment de leur géométrie.

Les résultats des analyses de micro-dureté sur les éprouvettes de contrôle et sur différentes
coupes d’un pignon sont présentés sur la figure 4.17.

Les résultats montrent que les éprouvettes de suivi et le pignon analysé vérifient les conditions

(a) (b)

Figure 4.17 – Analyses de micro-dureté des (a) éprouvettes de contrôle et (b) coupes de pignon
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4.3. Expériences réalisées au sein d’un four industriel

de validation du traitement en termes de dureté, c’est-à-dire une dureté à la surface comprise
entre 750 et 900 HV0.3 et une dureté de 650 HV0.3 à une profondeur de 0,35 mm ± 0,15 mm.
Par ailleurs, les profils de micro-dureté sur les éprouvettes cémentées lors des différents essais
montrent qu’il y a une bonne répétabilité de cémentation. Les profils de micro-dureté sur les
différentes coupes du pignon montrent le même profil de dureté selon les différents axes analysés,
ce qui suggère que la cémentation s’est réalisée de manière homogène.

Les analyses de microsonde de Castaing visant à établir le profil de carbone de la pièce n’ont
pas pu être réalisées sur les pièces cémentées, mais le profil attendu a pu être établi à partir
de cémentations antérieures réalisées avec la même recette. Le profil attendu est présenté sur la
figure ci-dessous.
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Figure 4.18 – Profil de carbone attendu par cémentation des pièces en 23MnCrMo5 avec la
recette classique

Des analyses de spectrométrie de décharge luminescente (SDL) ont été réalisées sur une
des éprouvettes de suivi afin d’avoir la teneur massique du carbone à la surface. Les résultats,
montrés sur la figure 4.19, confirment bien que cette teneur massique est d’environ 0,6 %.

Figure 4.19 – Analyse SDL réalisée sur une éprouvette cémentée avec la recette classique
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Chapitre 4. Exploitation des résultats expérimentaux et comparaison aux résultats des simulations

4.3.2 Estimation des paramètres cinétiques

Les paramètres jouant un rôle clé dans les phénomènes d’interactions fluide/solide sont le
coefficient de diffusion de l’acétylène dans la couche limite, DC2H2 , le coefficient de diffusion du
carbone dans l’austénite, DC , et les paramètres cinétiques de la réaction à la surface de la pièce
métallique. Les paramètres sont estimés comme suit :
Coefficient de diffusion du gaz . En première approche, le coefficient de diffusion du gaz est

pris égal à 0,025 m2.s−1, valeur utilisée par Yada et Watanabe (2013) dans des conditions
de cémentation gazeuse basse pression (1333 Pa et 1203 K).

Coefficient de diffusion du carbone dans l’acier. Le coefficient de diffusion est ici supposé
égal au coefficient de diffusion du carbone dans le fer pur. En réalité, étant donné que l’acier
étudié est un acier allié, il faudrait tenir compte de la présence des éléments d’alliage.
Cependant, il s’agit d’un acier faiblement allié (la teneur de chaque élément d’alliage
est inférieure à 5 %) et c’est pourquoi la présence des éléments d’alliage est négligée, en
supposant que l’erreur commise avec cette simplification est faible. La relation utilisée pour
le calcul de DC (en m2.s−1) est la relation suivante (Tao et al., 2017) :

DC = 2.10−5 exp
(−140000

RT

)
(4.9)

Paramètres cinétiques de la réaction de surface. Le modèle supposé pour les phénomènes
de surface (rappelé ci-dessous) fait intervenir des constantes d’équilibre qui idéalement de-
vraient être estimées à partir de mesures d’isothermes d’adsorption à des températures de
l’ordre de 900 °C.

C2H2(g) + ∗ K1−−⇀↽−− C2H2∗ (2.99)

C2H2 ∗ +∗
ksurf−−−→ 2C ∗ +H2(g) (2.100)

C∗ K2↼−−−−⇁ C(fe) + ∗ (2.101)

où la vitesse de la réaction de décomposition de l’acétylène à la surface de l’acier est donnée
par :

rsurf = kappK1
[C2H2(g)(z = δ)]

(1 + K1[C2H2(g)(z = δ)] + K2[C(fe)(y = 0)])2 (2.102)

Et

K1 = [C2H2∗]
[C2H2][∗] (2.103)

K2 = [C∗]
[Cfe][∗] (2.104)

Cependant, dans ces conditions opératoires, l’adsorption de l’acétylène s’accompagne de
sa décomposition thermique et il est difficile de déterminer les constantes de chaque phé-
nomène indépendamment. En effet, ces expériences sont très difficiles à mettre en place
et elles n’ont pas pu être réalisées dans le cadre de ce travail. Dans la présente étude, la
seule mesure expérimentale disponible est le profil de carbone final dans la pièce métallique
après divers cycles de cémentation. Par ailleurs, il n’y a malheureusement pas de valeurs de
référence des divers paramètres dans la littérature. Pour la constante de vitesse apparente
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4.3. Expériences réalisées au sein d’un four industriel

kapp, il est possible de fixer un domaine de variation en fonction des ordres de grandeur
de la solubilité maximale du carbone dans le fer, qui peut dépasser des concentrations
massiques de 1 % en fonction des conditions opératoires. En effet, kapp tient compte de la
constante cinétique de la réaction 2.100 et de la concentration des sites actifs présents à la
surface de l’acier. En première approximation, cette dernière est supposée avoir un ordre de
grandeur proche de la concentration maximale de carbone à la surface. Il n’y a cependant
pas de valeurs nominales des constantes K1 et K2. Compte tenu de ces considérations,
deux choix possibles se présentent :

(i) Garder le modèle tel quel et fixer un domaine de variation assez large ou des valeurs
nominales arbitraires pour K1 et K2, puis conduire une analyse d’estimabilité. Ce
modèle est nommé modèle M2A.

(ii) Définir un nouveau modèle de réaction de surface, nommé M2B, qui ne tient pas
compte des paramètres K1 et K2, puisque aucune information n’est connue sur ces
derniers. Pour cela, une vitesse globale de production de carbone peut être définie
avec une nouvelle constante de vitesse kapp,2 :

C2H2(g)
kapp,2−−−−→ 2C(fe) + H2 (4.10)

où
rsurf = kapp,2[C2H2] (4.11)

Les démarches adoptées pour l’estimation des paramètres propres à chaque modèle sont
détaillées par la suite.

4.3.2.1 Modèle M2A

N’ayant pas de valeurs nominales des paramètres inconnus K1 et K2, des domaines de va-
riation assez larges ont été fixés et une méthode de screening a été adoptée afin de recueillir des
informations qualitatives sur l’influence des paramètres. Ici, c’est la méthode de Morris qui a
été adoptée, du fait de la facilité de son implémentation et de l’interprétation de ses résultats.

Il est important de remarquer qu’il existe dans la littérature des méthodes d’analyse d’estima-
bilté globale, comme celle détaillée dans Bouchkira et al. (2021), qui auraient pu être adoptées.
Cette méthode est basée sur les travaux de Yao et al. (2003) et a été améliorée en tenant compte
des considérations proposées par Wu et al. (2011) afin d’adapter la valeur du seuil d’estimabi-
lité à chaque paramètre. Par ailleurs, elle tient compte des sensibilités globales de Sobol lors
de l’établissement de la matrice des sensibilités. Cela permet de surmonter la limitation des
méthodes locales qui dépendent des valeurs initiales des paramètres inconnus dans le calcul des
éléments de la matrice de sensibilité. L’efficacité de la méthode reste quand même dépendante
de la précision des domaines de variation fixés pour les différents paramètres. Ici, n’ayant pas de
valeurs fiables pour ces derniers, adopter une méthode aussi sophistiquée perdrait son intérêt.
C’est pourquoi une méthode simple et donnant uniquement des renseignements qualitatifs a été
adoptée.

Méthode de Morris

La méthode de Morris (Morris, 1991; Saltelli et al., 2000) est une méthode qui vise à classer
des paramètres selon leur effet sur les sorties d’un modèle : effets négligeables, linéaires sans
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Chapitre 4. Exploitation des résultats expérimentaux et comparaison aux résultats des simulations

interactions ou non linéaires/avec interactions.

Concrètement, la méthode de Morris consiste à répéter r fois (pour r généralement compris
entre 10 et 50 (Campolongo et al., 2007)) un plan OFAT (One Factor at A Time) aléatoire. Pour
cela, des valeurs de départ aléatoires des paramètres étudiés sont générées, puis un paramètre
à la fois est modifié en lui affectant une nouvelle valeur aléatoire. Une fois qu’un paramètre est
perturbé, il ne revient pas au point de base initial. Pour chaque plan OFAT établi, le modèle
est évalué (Nparam+1) fois, où Nparam est le nombre de paramètres inconnus à étudier. Pour r
plans OFAT, le nombre d’appels au modèle est donc r × (Nparam+1) fois.

Les valeurs aléatoires affectées aux paramètres sont créées en générant d’abord des valeurs
aléatoires dans l’intervalle [0,1] puis en transformant ces dernières afin de les faire correspondre
à la distribution réelle des paramètres. Pour garantir que les valeurs aléatoires soient représen-
tatives du domaine de variation des paramètres, la méthode des hypercubes latins est adoptée
ici (Tang, 1993).

Un effet élémentaire Ek,j du paramètre pj sur la sortie ŷk peut alors être évalué pour chaque
expérience i (i = 1 . . . r) par la relation suivante :

Ek,j = ŷ
(j+1)
k − ŷ

(j)
k

∆pj
(4.12)

où l’indice k se réfère aux sorties et l’indice j aux paramètres du modèle.

Défini tel quel, cet effet élémentaire ne tient pas compte des différences dans les ordres de
grandeur des paramètres. Il est alors normé par le rapport d’une valeur de référence (p̄j) et la
prédiction du modèle pour cette valeur (ȳk). Ici, c’est la moyenne des bornes des domaines de
variation qui sont utilisées comme valeurs de référence.

Ek,j = p̄j

ȳk

y
(j+1)
k − y

(j)
k

∆pj
(4.13)

Deux indices de sensibilité, µ∗
j et σj , sont ensuite calculés par les relations suivantes :

µ∗
j = 1

r

r∑
i=1

∣∣∣E∗(i)
j

∣∣∣ (4.14)

σ2
j = 1

r

r∑
i=1

(
E

∗(i)
j − 1

r

r∑
i=1

E
∗(i)
j

)2

(4.15)

L’indice µ∗
j permet de mesurer la sensibilité des sorties du modèle aux paramètres, et plus sa

valeur est importante, plus le paramètre est influent sur la sortie. L’indice σj renseigne sur la
non-linéarité et l’interaction des paramètres. Une valeur très importante de µ∗

j par rapport à
σj indique que le paramètre correspondant a un effet linéaire ou additif. Une valeur importante
de σj par rapport à µ∗

j indique que le paramètre correspondant a un effet non linéaire sur la
variable de sortie ou alors qu’il interagit avec les autres paramètres. Cependant, la méthode de
Morris ne permet pas de faire une distinction entre ces deux effets.

La méthode de Morris a été adoptée afin de classer les paramètres kapp, K1 et K2 du modèle.
Le nombre de paramètres inconnus est ainsi de trois et les sorties correspondent aux teneurs en
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carbone de la pièce pour des profondeurs allant de 0 à 0,4 mm, par incrément de 0,05 mm. Les
domaines de variation de K1 et K2 ont été choisis en fonction du domaine de variation de kapp,
afin d’obtenir des prédictions cohérentes du profil temporel de carbone à la surface, c’est-à-dire
des teneurs en carbone qui ne dépassent pas quelques pourcents.

Les domaines de variation choisis pour les différents paramètres sont présentés dans le tableau
4.11.

Tableau 4.11 – Domaines de variation des paramètres de la réaction de surface

Paramètre K1 kapp K2
m3.mol−1 mol.m−3.s−1 m3.mol−1

Intervalle [10−7 ; 10−1] [102 ; 108] [10−7 ; 10−1]

Les conditions opératoires utilisées pour les simulations sont celles du tableau 4.12. La surface
et le volume des pièces ont été calculés en supposant une seule pièce, de surface et volume égaux
à la somme des surfaces et volumes des différentes pièces dans le four. En effet, le four est supposé
être un réacteur parfaitement agité, donc de dimension zéro.

Tableau 4.12 – Conditions opératoires utilisées pour la simulation

Température 880 °C
Pression 800 Pa

Volume du four 2500 L
Débit d’alimentation en acétylène 1000 NL/h

Débit d’alimentation en azote 2000 NL/h
Surface des pièces 9,1.10−1 m2

Volume des pièces 4,1.10−3 m3

Teneur initiale de carbone ω0 0,2

Afin d’étudier l’effet de faibles et de fortes valeurs de K1 et K2, le domaine de variation de
ces paramètres a été divisé en deux pour garantir un échantillonnage important dans les valeurs
« faibles » et les valeurs « fortes ». Divers screening ont été conduits avec les intervalles montrés
dans le tableau 4.13, qui présente aussi les résultats pour les différents cas étudiés, pour un
nombre de répétitions égal à 15.

Les résultats montrent que de manière générale, le paramètre K1 est le paramètre le moins
influent pour les différents cas étudiés (µK1 plus faible que µK2 et µkapp). Cela suggère qu’avec
les gammes de variations choisies pour les différentes paramètres, le phénomène d’adsorption
d’acétylène a peu d’influence, ce qui laisse supposer qu’il s’agit d’un phénomène relativement
rapide.

Pour des « faibles » valeurs de K2 et indépendamment de la valeur de K1, c’est le paramètre
kapp qui est le plus influent. Cela suggère que les phénomènes d’adsorption ont une influence
limitée sur la vitesse globale de la réaction de surface. Dans le cas où cette influence serait
négligeable, ce cas rejoindrait le cas du modèle M2B, qui est étudié dans la section suivante.

Concernant le paramètre K2, ce dernier est le plus influent dès lors qu’il prend des valeurs
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Tableau 4.13 – Résultats de la méthode de Morris
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dans l’intervalle [1.10−4 ;1.10−1]. Physiquement, ce paramètre est directement lié à la quantité
de carbone qui est disponible à la surface et qui peut diffuser. Des valeurs « importantes » de K2
indiqueraient que le phénomène de passage du carbone adsorbé C∗ à du carbone ayant intégré
le réseau cristallin C(fe) et pouvant diffuser joue un rôle important dans la cinétique globale des
phénomènes de surface et sur le profil final de carbone dans la pièce.

Il peut être noté que pour chaque cas étudié, plus la profondeur est importante et moins
la sensibilité du modèle aux paramètres est importante (les valeurs de µ sont décroissantes en
fonction de la profondeur). Cela semble cohérent avec le fait que les paramètres interviennent
dans une réaction ayant lieu à la surface.

Par la suite, des valeurs arbitraires des paramètres ont été fixées afin de pourvoir appli-
quer l’algorithme d’orthogonalisation et d’estimer des valeurs qui puissent être utilisées pour la
simulation.

Algorithme d’orthogonalisation

Pour conduire l’analyse de sensibilité locale, les moyennes des bornes minimales et maxi-
males des domaines de variation ont été arbitrairement choisies comme valeurs nominales dans
l’algorithme d’orthogonalisation. Les paramètres ont été affectés de variations de 10 % pour le
calcul des sensibilités et le seuil d’estimabilité a été fixé à 0,04. Les résultats de l’algorithme
d’orthogonalisation sont présentés dans le tableau 4.14.

Tableau 4.14 – Analyse d’estimabilité des paramètres des phénomènes de surface

Rang 1 2 3
Paramètre K2 kapp K1

Valeurs initiales 5.10−2 m3.mol−1 5.107 mol.m−3.s−1 5.10−2 m3.mol−1

Itération 1 1,24 0,62 0,62
Itération 2 0 2,3.10−4 2,3.10−4

Les résultats indiquent qu’en fixant les valeurs nominales du tableau 4.14, le seul paramètre
estimable est le paramètre K2. Ce résultat est cohérent avec les résultats obtenus par la méthode
de Morris compte tenu des valeurs initiales choisies.

Les paramètres K1 et kapp ont été fixés à leurs valeurs nominales et le paramètre K2 a été
estimé par résolution du problème d’optimisation qui vise à minimiser l’écart absolu entre le
profil expérimental final de carbone dans la pièce, ωexp

C , et le profil prédit par le modèle, ω̂C .
Pour cela, le critère d’optimisation suivant a été défini :

J =
N∑
i

(
ωexp

C,i − ω̂C,i

)2
(4.16)

où N es le nombre de points de discrétisation du profil de carbone.

Une contrainte sur le profil de carbone au cours du temps a été ajoutée en supposant que la
saturation à la surface n’est pas dépassée avec la recette classique (l’implémentation de ce type

133



Chapitre 4. Exploitation des résultats expérimentaux et comparaison aux résultats des simulations

de contrainte est détaillé dans dans le chapitre 5, section 5.3.3) :

ωsurf
C (t) ≤ ωsat, t0 ≤ t ≤ tf (4.17)

où ωsurf
C est la teneur de carbone à la surface et ωsat est la solubilité maximale du carbone dans

le métal, qui dépend de la nature de l’acier et de la température.

La valeur de saturation choisie ici est celle du fer pur à 880 °C, qui est de 1,2 %. En réalité,
l’acier cémenté est un acier faiblement allié et la valeur de saturation est, en l’occurrence, plus
faible que la valeur de saturation du fer de par la présence du chrome et du manganèse (Noussaiba
et Fatma, 2016). La vraie valeur de saturation peut être déterminée à partir des calculs d’équilibre
thermodynamiques mais pour des questions de simplicité c’est la valeur de saturation du fer pur
qui est utilisée.

Le problème d’identification a été résolu à l’aide de l’optimiseur fmincon du logiciel MATLAB
et de l’algorithme SQP. Les résultats obtenus sont présentés dans le tableau 4.15 et la figure
4.20.

Tableau 4.15 – Estimation du paramètre K2 du modèle M2A par optimisation du problème
d’optimisation avec contrainte à la surface de la pièce

Paramètre Valeur initiale Intervalle Valeur optimisée
K2 (m3.mol−1) 5,0.10−2 [10−7 ;10−1] 6,6.10−2
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Figure 4.20 – Profils de carbone prédits par le modèle M2A lorsque le paramètre K2 est estimé
par résolution du problème d’optimisation avec contrainte à la surface

Les résultats montrent que le profil de carbone final prédit par le modèle présente un écart
important avec les mesures expérimentales (figure 4.20 (b)). En effet, avec les relations et les
valeurs des paramètres utilisées, le modèle prédit une quantité insuffisante de carbone intégrée
dans l’acier lors des étapes d’enrichissement, ce qui empêche d’atteindre le profil désiré.

Une estimation du paramètre K2 a été réalisée par optimisation du problème ayant le même
critère de décision que celui du problème précédent (relation 4.16), mais en n’imposant pas de
contrainte à la surface. Les résultats sont présentés dans le tableau 4.16 et la figure 4.21.
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Tableau 4.16 – Estimation du paramètre K2 du modèle M2A par optimisation du problème
d’optimisation sans contrainte à la surface de la pièce

Paramètre Valeur initiale Intervalle Valeur optimisée
K2 (m3.mol−1) 5,0.10−2 [10−7 ;10−1] 4,2.10−2

Comparé au cas avec contrainte, la valeur estimée de K2 est plus faible. Cela conduit à une
quantité plus importante de carbone ayant intégré la maille de l’acier et pouvant diffuser.
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Figure 4.21 – Profils de carbone prédits par le modèle M2A lorsque le paramètre K2 est estimé
par résolution du problème d’optimisation sans contrainte à la surface

L’estimation du paramètre K2 par résolution du problème sans contrainte conduit à une très
bonne concordance avec les mesures expérimentales. En revanche, le modèle prédit le dépasse-
ment de la saturation à la surface (figure 4.21 (a)). En théorie, étant donné que la pièce ne peut
pas intégrer plus de carbone que la valeur de sa saturation, cela devrait conduire à la formation
de dépôts carbonés sous la forme de carbures ou de pyrocarbone, en fonction de la nature de
l’acier cémenté.

Expérimentalement, aucun dépôt carboné n’a été observé sur les pièces cémentées mais cela
ne permet pas pour autant de conclure qu’aucun dépôt ne s’est formé. L’absence de carbures ou
de pyrcarbone à la surface des pièces pourrait simplement indiquer que tout le dépôt carboné
s’est « dissout » dans la matrice austénitique en raison du temps de diffusion et de la taille des
carbures générés. En effet, lors des phases de diffusion la concentration en carbone à la surface
passe en dessous de la solubilité et la pièce peut à nouveau accepter du carbone. Ici, la seule
mesure expérimentale disponible est le profil final de carbone dans la pièce et ce dernier ne donne
aucune indication sur le comportement transitoire de la morphologie des pièces.

Il convient de rappeler les remarques de Kula et al. (2005) qui ont souligné que lors de l’éta-
blissement d’un modèle de diffusion, la non prise en compte de la formation de dépôts carbonés
au sein des aciers doux ou faiblement alliés n’a pas d’impact sur la justesse des prédictions
des modèles. Ici, l’acier en question est un acier faiblement allié (la teneur de chaque élément
d’alliage est inférieure à 5 % comme indiqué dans le tableau 4.8). Il se peut ainsi qu’un dépôt
carboné se forme à la surface de la pièce, mais que la non modélisation de ce dernier ne nuit pas
à la justesse des prédictions. Des mesures expérimentales supplémentaires sont nécessaires afin
de conclure sur ce qu’il se passe à la surface.
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Dans la suite de l’étude, il a été décidé d’utiliser la valeur du paramètre K2 estimée à partir
du problème sans contrainte à la surface de la pièce. En effet, c’est elle qui conduit à une bonne
concordance entre les mesures expérimentales disponibles et les prédictions du modèle.

4.3.2.2 Modèle M2B

En supposant le modèle M2B, c’est-à-dire une vitesse globale de réaction de surface, le seul
paramètre à estimer est le paramètre kapp,2. Afin d’estimer sa valeur, le problème d’optimisation
visant à minimiser l’écart absolu entre le profil expérimental final de carbone dans la pièce et
le profil obtenu par simulation a été résolu. Les résultats montrés ici correspondent au cas sans
contraintes liées à la saturation à la surface ; en effet, tout comme pour le modèle M2A, l’écart
entre le profil prédit et les mesures est important en considérant cette contrainte. Les résultats
obtenus sont présentés dans le tableau 4.17 et la figure 4.22.

Tableau 4.17 – Valeur du paramètre cinétiques de la réaction de surface du modèle M2B

Paramètre Valeur initiale Intervalle Valeur optimisée
kapp,2 (s−1) 1.101 [10 ;104] 2,57.101
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Figure 4.22 – Profils de carbone prédits avec le modèle M2B

Les résultats montrent que le modèle M2B permet d’obtenir une bonne prédiction des me-
sures expérimentales, tout comme le modèle M2A.

La figure 4.23 (a) montre les profils prédits à la surface avec les deux modèles à partir des
valeurs des paramètres estimés en absence de contraintes et la figure 4.23 (b) est un zoom sur
les deux premiers cycles.
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Figure 4.23 – Profils de carbone prédits par les modèles M2A et M2B

La figure 4.23 montre que les deux modèles conduisent à pratiquement le même profil tem-
porel de carbone à la surface. En regardant les résultats plus en détail, une légère différence en
cohérence avec les hypothèses des modèles est observée. En effet, le modèle M2A tient compte
de la teneur de carbone à la surface dans la vitesse de réaction, ce qui fait qu’au fur et à mesure
que la teneur à la surface augmente, la vitesse de surface diminue. L’écart entre les deux profils
à la surface reste quand même faible et il s’affaiblit davantage lors des étapes de diffusion. Cet
écart n’a pas d’impact significatif en profondeur et les deux modèles conduisent ainsi à un bon
accord entre les prédictions et les mesures expérimentales.

Idéalement, la validation des modèles et éventuellement le choix d’un au détriment de l’autre
devrait se faire à l’aide d’expériences autres que celles ayant permis d’estimer leurs paramètres
cinétiques. Or, il n’a pas été possible de réaliser ces dernières ; en effet le nombre d’expériences
pouvant être effectuées sur le four industriel étaient limitées. La démarche adoptée a consisté
à conduire l’optimisation du four avec le modèle M2A, à déterminer une recette optimisée puis
à confronter les prédictions des deux modèles aux mesures expérimentales issues de la recette
optimisée. Cette démarche fait l’objet du chapitre 5.

4.4 Conclusions

Dans ce chapitre, les expériences effectuées au cours de cette étude ont été exploitées afin
d’estimer les paramètres inconnus du modèle établi dans le chapitre 2. L’ajout d’une cinétique
de dépôt de pyrocarbone et de suies a permis d’améliorer les performances de prédiction du
mécanisme cinétique de pyrolyse d’acétylène en phase gazeuse. Les espèces gazeuses légères
majoritaires et la somme des 16 HAP de l’US EPA sont ainsi globalement bien modélisées à
l’échelle de laboratoire mais une exception notable est le méthane, qui reste toujours largement
sous-estimé par le nouveau modèle. Concernant les HAP, les calculs ont montré qu’une modé-
lisation plus correcte est obtenue grâce à l’ajout d’une cinétique de formation de pyrocarbone.
Le modèle de suie n’a malheureusement pas pu être confronté à des mesures expérimentales et
l’évaluation de sa performance reste une des voies d’amélioration du modèle établi.

Les prédictions du modèle ont pu être confrontées à des mesures obtenues dans des conditions
réelles de cémentation basse pression. Il semblerait que les HAP soient sous-estimés par le modèle.
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En vue de la très grande quantité de pyrocarbone prédite en utilisant les paramètres estimés en
pilote de laboratoire, il est possible de supposer que cette moins bonne concordance entre les
prédictions du modèle et les mesures expérimentales industrielles soit liée à une surestimation
du pyrocarbone. Une quantification directe de la production de pyrocarbone étant très difficile
à mettre en place, il serait alors intéressant d’installer un système d’analyse en ligne de la phase
gazeuse et de recueillir des informations sur des espèces comme l’acétylène et l’hydrogène qui
ont un lien direct avec la production de pyrocarbone. Dans tous les cas, des mesures sur la
phase gazeuse seraient des données précieuses permettant d’évaluer les performances du modèle
et d’éventuellement faire sa validation en pilote industriel.

Des cémentations dans des conditions industrielles ont été effectuées sur des pièces en acier et
le profil de carbone final a été utilisé afin d’estimer les paramètres cinétiques de deux modèles de
réaction de surface proposés. Tels quels, ces paramètres ne garantissent des résultats corrects que
dans les conditions opératoires des expériences réalisées. Une estimation plus rigoureuse de ces
paramètres pourrait être effectuée avec des mesures expérimentales plus précises et nombreuses,
mais malheureusement ces dernières n’ont pas pu être effectuées dans le cadre de cette thèse.
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Chapitre 5. Optimisation dynamique des fours de cémentation gazeuse basse pression

5.1 Introduction

Dans un contexte de concurrence accrue, l’optimisation des procédés industriels est une thé-
matique d’actualité qui vise à satisfaire divers objectifs : réduction des coûts de production,
amélioration de la qualité des produits, réponse aux exigences en matière de sécurité et d’en-
vironnement, etc. Différentes démarches peuvent être adoptées afin de répondre à ce besoin ;
c’est par exemple le cas de démarches expérimentales d’essai-erreur ou encore de démarches plus
méthodiques qui s’appuient sur des bases mathématiques.

La démarche d’essai-erreur est celle qui historiquement a été la plus utilisée en cémentation
gazeuse basse pression. Des « recettes », c’est-à-dire des conditions opératoires de fonctionnement
des fours ont été établies de manière empirique pour chaque type de four et de pièces à cémenter
afin de garantir la qualité industrielle. Cependant, par la nature même de la démarche, ces
recettes ne garantissent pas l’optimalité du problème.

Une approche méthodologique et rigoureuse constitue une alternative intéressante qui permet
d’économiser du temps et des ressources. Elle consiste à formuler le problème d’optimisation sur
des bases mathématiques et de génie des procédés, puis à mettre en place des algorithmes
d’optimisation afin de le résoudre. C’est cette démarche qui est adoptée dans cette étude.

La première partie de ce chapitre est consacrée à un état de l’art sur les problèmes d’op-
timisation dynamique et les différentes méthodes de résolution existantes dans la littérature.
La deuxième partie expose le problème d’optimisation des fours de cémentation gazeuse basse
pression qui vise à minimiser les HAP et les suies tout en respectant le contenu de carbone désiré
dans la pièce. L’algorithme d’optimisation est présenté et il est appliqué à un cas de cémentation
à l’échelle industrielle.

5.2 Synthèse bibliographique

Avant de présenter les différents types de problèmes d’optimisation et les méthodes de résolu-
tion, il semble judicieux de définir d’abord le concept d’optimisation et de présenter brièvement
l’histoire de cette branche des mathématiques.

D’après le dictionnaire de l’académie française, le mot optimisation dérive du mot latin
« optimum » qui correspond au superlatif de « bon », c’est-à-dire le meilleur, ce qui est excellent,
parfait. L’optimisation est ainsi une méthodologie visant à rendre quelque chose aussi parfait,
fonctionnel ou efficace que possible.

L’optimisation en tant qu’outil mathématique remonte à la Grèce Antique avec Euclide et
Héron d’Alexandrie (Collonge, 2014). Le premier problème d’optimisation considéré de façon
scientifique aurait été résolu par ce dernier lorsqu’il s’est intéressé à la recherche du plus court
chemin dans un contexte d’optique. Il faut ensuite attendre le xviie siècle pour voir des avan-
cées considérables dans le sujet. C’est alors que Newton et Leibniz développent, chacun de leur
côté mais simultanément, le calcul différentiel. Ce dernier permet d’établir les bases du cal-
cul variationnel, branche de l’analyse fonctionnelle qui regroupe des techniques d’optimisation
de fonctionnelles (fonctions de fonctions). En particulier, les travaux d’Euler puis de Lagrange
au xviiie siècle résultent dans l’établissement des célèbres équations d’Euler-Lagrange, système
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d’équations différentielles ordinaires de second ordre dont les solutions sont des points station-
naires d’une fonctionnelle donnée. Au xixe siècle, Cauchy introduit l’algorithme du gradient,
algorithme itératif qui se base sur le calcul du gradient d’une fonction et la construction d’une
série de points qui convergent vers un minimum. Le xxe siècle se caractérise ensuite par un
essor important des méthodes et algorithmes d’optimisation. Peuvent être citées comme avan-
cées importantes la formulation des conditions de Karush-Kuhn-Tucker (Karush, 1939; Kuhn
et Tucker, 1951), conditions nécessaires d’optimalité de problèmes sous contraintes d’égalité et
d’inégalité, ainsi que l’énoncé des principes de Pontryagin (Pontryagin, 1987) et de Bellman
(Bellman, 1952).

Avant de passer à la suite, il est nécessaire de définir les termes ci-dessous afin de faciliter la
lecture de ce chapitre :

• Les variables d’état sont les variables qui décrivent l’état d’un système dynamique
(concentration, température, pression...).

• Les équations d’état sont les équations qui décrivent les variations temporelles des va-
riables d’état d’un système dynamique (équations de bilans de matière, de chaleur, et de
quantité de mouvement, équations cinétiques et thermodynamiques...).

• L’horizon de temps correspond au temps final de l’intervalle sur lequel est étudié un
système dynamique.

• Le critère d’optimisation correspond à la grandeur qui doit être optimisée, c’est-à-dire
minimisée ou maximisée.

• Les contraintes d’un problème d’optimisation correspondent aux contraintes qui peuvent
être imposées au système étudié (environnementales, limites physiques, domaines de va-
riations...).

• Une fonctionnelle est une transformation qui à chaque fonction du domaine de départ
attribue un nombre réel unique (Kirk, 2004). Intuitivement, une fonctionnelle peut être
considérée comme une fonction de fonctions.

5.2.1 Classification des problèmes d’optimisation

Les problèmes d’optimisation peuvent être classés en différentes catégories en fonction de
divers critères :

• Selon la nature des variables de décision : il existe ainsi l’optimisation statique (variables
de décision non dépendantes du temps), dynamique (variables de décision qui varient au
cours du temps) et de forme (les variables de décision correspondent à des coordonnées
d’un domaine ou à la topologie de ce dernier) ou encore l’optimisation continue (où les
variables de décision sont réelles) et l’optimisation discrète (où les variables de décision
sont des nombres entiers ou binaires).

• Selon la présence ou non de contraintes : il y a ainsi l’optimisation sans contraintes et
l’optimisation sous contraintes.

• Selon la nature des équations du modèle : optimisation linéaire et optimisation non linéaire
(non linear programming ou NLP) par exemple.

• Selon le nombre de critères d’optimisation : lorsqu’il y a un seul critère à optimiser il s’agit
d’une optimisation mono-objectif et lorsqu’il y a au moins deux critères d’optimisation
multi-objectif.
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• etc.
Bien évidemment, les classifications présentées ci-dessus ne sont pas exhaustives et un problème
d’optimisation peut être dynamique non linéaire et sous contraintes par exemple. C’est le cas
du problème d’optimisation des fours de cémentation gazeuse basse pression. C’est ce type de
problème qui est étudié par la suite.

5.2.2 Formulation de problèmes d’optimisation dynamique

Soit un système différentiel défini par le modèle suivant :

ẋ = f(x(t),u(t),p, t), x(t0) = x0 (5.1)

où t est le temps, x est le vecteur des variables d’état du système, x0 sont les conditions initiales
des variables d’état au temps initial t0, u correspond aux variables de décision dépendantes
du temps, p est le vecteur des variables de décision indépendantes du temps, aussi nommées
paramètres et f est le système différentiel qui décrit le modèle.

Le problème d’optimisation basé sur le modèle ci-dessus consiste à trouver les variables de
décision u et p qui minimisent le critère d’optimisation J , défini par :

J = G(x(tf ),p, tf ,) +
∫ tf

t0
L(x(t),u(t),p, t)dt (5.2)

où G est une fonctionnelle qui représente la contribution des conditions terminales et L est une
fonctionnelle qui correspond à une accumulation temporelle.

En plus du système différentiel 5.1, le problème peut être soumis à des contraintes d’égalité
h ou d’inégalité g qui résultent de considérations économiques, physiques, ou de sécurité impo-
sées au système. L’ensemble de ces contraintes définit les solutions faisables du problème. Les
différents types de contraintes possibles sont les suivantes (Chen et Hwang, 1990) :

• D’égalité et d’inégalité infinie

h(x,u,p, t) = 0; t ∈ [t1,t2]; t0 ≤ t1 ≤ t2 ≤ tf (5.3)
g(x,u,p, t) ≤ 0; t ∈ [t1,t2]; t0 ≤ t1 ≤ t2 ≤ tf (5.4)

• D’égalité et d’inégalité intérieure

h(x,u,p, ti) = 0; t0 < ti < tf (5.5)
g(x,u, ti) ≤ 0; t0 < ti < tf (5.6)

• D’égalité et d’inégalité terminale

h(x,u, tf ) = 0 (5.7)
g(x,u, tf ) ≤ 0 (5.8)

La formulation du problème d’optimisation en tenant compte des contraintes différentielles
et des contraintes d’égalité et d’inégalité est donnée par les relations suivantes :

min
u(t),p,tf

J = G(x(tf ),p, tf ) +
∫ tf

t0
L(x(t),u(t),p, t)dt

s.a. ẋ = f(x(t),u(t),p, t) x(t0) = x0

h(x(t),u(t),p, t) = 0 t0 ≤ t ≤ tf

g(x(t),u(t),p, t) ≤ 0 t0 ≤ t ≤ tf

(5.9)
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où tf est l’horizon de temps, qui peut être également une variable de décision.

Dans l’exemple ci-dessus, le critère d’optimisation est écrit sous la forme dite de Bolza, mais
il peut être exprimé sous différentes formes :

• Critère de Bolza

J = G(x(tf ),p, tf ) +
∫ tf

t0
L(x(t),u(t),p)dt (5.10)

• Critère de Lagrange

J =
∫ tf

t0
L(x(t),u(t),p)dt (5.11)

• Critère de Mayer
J = G(x(tf ),p, tf ) (5.12)

Ces différentes formes sont équivalentes et le passage de l’une à l’autre peut se faire aisément.
Ainsi, par exemple, en introduisant une variable ẋcost = L(x,u,p) avec xcost(t0) = 0, les critères
de Bolza et de Lagrange peuvent se transformer en critère de Mayer.

5.2.3 Méthodes de résolution de problèmes d’optimisation dynamique

La résolution de la plupart des problèmes d’optimisation peut très rarement se faire de ma-
nière analytique. Ainsi, il est nécessaire de recourir à des méthodes numériques basées sur des
algorithmes d’optimisation itératifs. Les deux grandes méthodes de résolution des problèmes
dynamiques sont les méthodes indirectes, basées sur le principe du maximum de Pontryagin
(Pontryagin, 1987), et les méthodes directes, qui transforment le problème infini en un problème
de programmation linéaire ou NLP (non linear programming). Ces deux méthodes s’intéressent
à la résolution des conditions nécessaires d’optimalité ; il s’agit ainsi de méthodes qui ne garan-
tissent que des optima locaux.

Seules les méthodes directes sont considérées dans ce travail. Elles consistent à paramétrer le
problème de dimension infinie afin de se ramener à un problème de dimension finie. Aujourd’hui,
ce sont les méthodes les plus couramment utilisées en raison de leur facilité d’application et de
leur robustesse. Les méthodes directes peuvent se diviser en deux groupes : l’approche simultanée
(Biegler, 1984; Neuman et Sen, 1973) et l’approche séquentielle (Teo et al., 1989). Elles sont
décrites ci-dessous.

Approche simultanée

L’approche simultanée consiste à paramétrer les variables de décision continues ainsi que
les variables d’état afin d’éviter l’étape d’intégration qui est très coûteuse en temps de calcul.
Il s’agit d’une approche « non faisable » puisque les équations différentielles sont satisfaites
uniquement à la solution finale. Ce type de méthode est adaptée pour des problèmes ayant une
dynamique complexe.
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Approche séquentielle

L’approche séquentielle consiste à approximer la variable de décision continue u à l’aide
de fonctions dans un certain nombre d’intervalles de l’horizon d’optimisation. Sur l’exemple de
la figure 5.1, u est approximée par des fonctions constantes par morceaux dans six intervalles
(méthode CVP ou Control Vector Parameterization, (Goh et Teo, 1988)). La variable de décision
continue est alors entièrement déterminée par le vecteur de paramètres θ :

u(t) = θi ti−1 ≤ t < ti, i = 1 . . . 6 (5.13)
θ = [θ1, . . . ,θ6]T (5.14)

t0 t

u(t)

approximation

variable
continue

t1 t2 t3 t4 t5 t6 = tf

u1

u2
u3 u4

u5
u6

Figure 5.1 – Approximation de la variable de décision continue

Contrairement à l’approche simultanée, les variables d’état ne sont pas paramétrées et
doivent donc être intégrées afin de déterminer le critère d’optimisation et les contraintes. Les
équations différentielles sont donc satisfaites à chaque itération de l’optimisation et c’est la raison
pour laquelle cette approche est de type « faisable ».

Le problème d’optimisation paramétré peut être formulé par les relations suivantes :

min
θ,p

J = G(x(tf ),p, tf ) +
∫ tf

t0
L(x(t),θ,p)dt

s.a. ẋ = f(x,θ,p, t) x(t0) = x0

h(x,θ,p, t) = 0 t0 ≤ t ≤ tf

g(x,θ,p, t) ≤ 0 t0 ≤ t ≤ tf

(5.15)

L’approche simultanée et l’approche séquentielle permettent toutes les deux de convertir le
problème de dimension infinie en un problème d’optimisation de dimension finie qui peut alors
être résolu à l’aide d’une méthode d’optimisation basée sur le gradient, comme la méthode SQP
(sequential quadratic programming ou programmation quadratique successive), décrite dans la
section suivante.

5.2.4 Optimisation quadratique successive

La méthode SQP est une des méthodes NLP les plus couramment utilisées du fait de son
efficacité. Il s’agit d’une méthode itérative basée sur le gradient qui approxime le problème non
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linéaire par un sous-problème d’optimisation quadratique avec des contraintes linéaires à chaque
itération. La solution xk de chaque sous-problème est alors utilisée pour déterminer une nouvelle
itération xk+1 :

xk+1 = xk + αdk (5.16)

où x est le vecteur des variables de décision, k est l’itération, α représente le pas et dk représente
la direction de descente. Le but est d’avoir une série de solutions qui converge vers un minimum
local du problème d’optimisation non linéaire quand k tend vers l’infini.

5.2.4.1 Formulation du sous-problème quadratique

Soit un problème d’optimisation statique non linéaire de la forme :

min
x

f(x)

s.a. h(x) = 0

g(x) ≤ 0

(5.17)

Pour chaque itération k, un sous-problème ayant les mêmes propriétés locales que le problème
de base est résolu à la place du problème initial. Ainsi, la fonction f est remplacée par son
approximation quadratique et les contraintes d’égalité et d’inégalité sont remplacées par des
approximations linéaires. En supposant qu’à chaque point xk, f(xk), ∇f(xk), Hf , g(xk) et
h(xk) sont disponibles :

f(x) ≈ f(xk) + ∇f(xk)(x − xk) + 1
2(x − xk)T Hf (xk)(x − xk) (5.18)

g(x) ≈ g(xk) + ∇g(xk)(x − xk) (5.19)
h(x) ≈ h(xk) + ∇h(xk)(x − xk) (5.20)

où ∇f et Hf correspondent respectivement au gradient et à la matrice hessienne de f , définis
par :

∇f(x) :=
(

∂f(x)
∂x1

,
∂f(x)
∂x2

, . . . ,
∂f(x)
∂xn

)T

(5.21)

(Hf )i,j := ∂f(x)
∂xi∂xj

, 1 ≤ i,j ≤ n. (5.22)

où n est la taille du vecteur x. En posant

dk = x − xk (5.23)
Bk ≈ Hf (x) (5.24)

où Bk est une approximation de la matrice hessienne, le sous-problème ci-dessous est résolu afin
de déterminer la direction de descente :

min
dk

∇f(xk)dk + 1
2dkBkdk

s.a. h(xk) + ∇h(xk)(x − xk) = 0

g(xk) + ∇g(xk)(x − xk) ≤ 0

(5.25)
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Le sous-problème est résolu par recherche d’un point KKT, c’est-à-dire un point qui vérifie les
conditions de Karush-Kuhn-Tucker (Karush, 1939; Kuhn et Tucker, 1951), conditions nécessaires
d’optimalité d’un problème d’optimisation sous contraintes.

Le problème 5.25 met en évidence la nécessité de déterminer le gradient du critère d’op-
timisation et des contraintes ainsi que la matrice hessienne à chaque itération. Des méthodes
numériques permettant de calculer ces différentes variables sont brièvement détaillées dans les
sections suivantes.

5.2.4.2 Calcul du gradient du critère d’optimisation et des contraintes

La détermination analytique du gradient du critère d’optimisation et des contraintes n’est
pas toujours possible et différentes méthodes numériques peuvent alors être utilisées :

• La méthode des différences finies, qui est la méthode la plus simple à appliquer. Elle
consiste à perturber les variables de décision puis à évaluer la fonction aux différents
points afin d’approximer son gradient. Il existe trois types de différences finies : avant,
arrière ou centrées et les expressions sont obtenues à partir de développements de Taylor.
Les différences finies centrées sont plus précises que les différences avant et arrière avec
une erreur proportionnelle au carré du pas.

• La méthode des sensibilités, c’est-à-dire les dérivées partielles des équations d’état par
rapport aux variables de décision.

• La méthode de l’adjoint qui peut se déduire directement du principe du minimum de
Pontryagin (Pontryagin, 1987).

5.2.4.3 Approximation de la matrice hessienne

Différentes méthodes de quasi-Newton existant dans la littérature permettent d’approximer
l’inverse de la matrice hessienne : Davidon-Fletcher-Powell (DFP), Powell Symmetric Broyden
(PSB), ou encore Broyden-Fletcher-Goldfarb-Sanno (BFGS) qui est la méthode la plus couram-
ment utilisée, entre autres.

5.2.4.4 Fonction mérite et line search

La longueur du pas α est déterminée par des approches connues sous le nom de line search
methods. Pour des problèmes soumis à des contraintes, l’objectif est non seulement de faire
diminuer f au cours des itérations mais aussi de se rapprocher d’un point faisable, c’est-à-dire
un point qui satisfait les contraintes. Souvent, ces deux objectifs entrent en conflit et il faut donc
définir une fonction mérite ou de pénalité, qui permet de déterminer si un point est meilleur
qu’un autre. Il existe différentes fonctions de mérite comme la fonction l1 de Pietrzykowski
(1969) et le lagrangien augmenté (Hestenes, 1969; Powell, 1969), pour n’en citer que quelques
unes.
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5.3 Formulation du problème d’optimisation des fours de cé-
mentation gazeuse basse pression

La formulation d’un problème d’optimisation nécessite de définir les quatre éléments suivants
(Culioli, 2012) :

(i) le modèle mathématique qui décrit le système étudié,
(ii) le ou les critères d’optimisation,
(iii) les variables de décision,
(iv) et les éventuelles contraintes d’égalité ou d’inégalité du système.

La formulation du problème d’optimisation des fours de cémentation gazeuse basse pression
fait l’objet de la présente section.

5.3.1 Modèle
Le modèle mathématique décrivant les phénomènes mis en jeu est le modèle complet de

cémentation gazeuse basse pression développé dans le chapitre 2. Il s’agit d’un modèle hybride à
deux modes, les phases d’enrichissement et de diffusion, caractérisé par un changement discret
dû au passage d’une entrée non nulle en acétylène à une entrée nulle en acétylène dans le four.
Concernant les phénomènes de surface, c’est le modèle M2A qui est adopté (cf section 4.3.2 du
chapitre 4).

5.3.2 Critère d’optimisation
Un seul critère d’optimisation est considéré dans cette étude, il s’agit de la masse de com-

posés toxiques générés, c’est-à-dire la masse de suies et HAP produits par le procédé. Le critère
d’optimisation, sous sa forme de Mayer, est donné par la relation ci-dessous :

J =
∫ tf

t0
ẋobjdt = xobj(tf ) (5.26)

où
ẋobj = ṁHAP + ṁsuies, avec xobj(t0) = 0 (5.27)

et ṁHAP and ṁsuies sont les flux massiques respectivement de HAP et de suies.

5.3.3 Contraintes
En plus des contraintes décrites par les équations différentielles du modèle, des contraintes

sur les variables d’état liées au fonctionnement du procédé sont ajoutées. Elles visent à assurer
la qualité industrielle des pièces métalliques.
Contraintes terminales. Parmi les contraintes à respecter, il y a naturellement des contraintes

sur le profil final de carbone dans la pièce, puisque c’est ce dernier qui va lui conférer ses
propriétés mécaniques. Il se peut ainsi qu’il y ait des teneurs en carbone données à respecter
à certaines profondeurs. Par exemple, un paramètre couramment utilisé en industrie est
l’épaisseur efficace de la pièce. Il s’agit de l’épaisseur à laquelle la dureté de la pièce doit
être de 550 HV (Hosseini, 2012), ce qui pour des aciers faiblement alliés correspond à des

147



Chapitre 5. Optimisation dynamique des fours de cémentation gazeuse basse pression

teneurs de l’ordre de 0,35 %. Il y a aussi souvent une teneur en carbone donnée à respecter
à la surface de la pièce. Le domaine spatial est alors discrétisé en Np points, auxquels
sont associées des teneurs en carbone à respecter. Il y a ainsi Np contraintes terminales
d’égalité :

ωC,i(tf ) = ωf,i i = 1 . . . Np (5.28)

où ωf,i est la teneur massique en carbone dans l’acier au point i au temps final.
Bornes sur le profil final de carbone dans la pièce. En plus des contraintes terminales

d’égalité, il peut y avoir des contraintes géométriques, c’est-à-dire des bornes minimales
et maximales admissibles sur le profil de carbone final des pièces. Deux cas de figure se
présentent alors :

• Si le nombre de contraintes terminales est relativement important, alors, a priori
les bornes seront automatiquement respectées sur toute la profondeur puisque les
contraintes terminales respectent les bornes. Il n’y a alors pas besoin d’ajouter des
contraintes supplémentaires.

• En revanche, si le nombre de contraintes terminales est faible ou qu’elles sont proches
des bornes, il peut être nécessaire d’ajouter des contraintes supplémentaires afin
de s’assurer que l’ensemble du profil soit dans l’intervalle admissible. Dans ce cas,
le domaine spatial est discrétisé en Nm points (différents des Np points ayant des
contraintes terminales), auxquels sont associés les inégalités terminales suivantes :

ωmin,j ≤ ωC,j(tf ) ≤ ωmax,j j = 1 . . . Nm (5.29)

où ωmin,j et ωmax,j sont respectivement les bornes minimales et maximales au point j.
Contrainte infinie Une contrainte d’inégalité infinie sur la concentration de carbone à la sur-

face de l’acier est fixée :

ωsurf
C (t) ≤ ωsat, t0 ≤ t ≤ tf (5.30)

où ωsurf
C est la teneur de carbone à la surface de l’acier et ωsat est la solubilité du carbone

dans l’austénite à la température de travail. Cette valeur est déterminée par l’équilibre
thermodynamique et dépend à la fois de la température et de la nature de l’acier. Elle est
réécrite sous sa forme de Mayer :

g(x) =
∫ tf

t0
max(ωsurf

C − ωsat,0)dt = xcons(tf ) (5.31)

où

ẋcons = max(ωsurf
C − ωsat,0), avec xcons(t0) = 0 (5.32)

Cette contrainte infinie illustre la nécessité d’éviter la formation de carbures ou de pyro-
carbone dans les aciers fortement alliés et faiblement alliés respectivement, car en théorie
ils empêchent l’arrivée de l’acétylène à la surface. Ces dépôts se forment lorsque le carbone
continue d’être apporté à la surface après avoir atteint ωsat.

Les contraintes sur les variables d’état sont ainsi données par les relations suivantes :

hi(x) = ωC,i(tf ) − ωf,i = 0 i = 1 . . . Np (5.33)
g(x) = xcons(tf ) ≤ 0 (5.34)

ωmin,j ≤ ωC,j(tf ) ≤ ωmax,j j = 1 . . . Nm (5.35)
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5.3.4 Variables de décision

Les variables de décision sont les variables sur lesquelles il est possible d’agir afin de minimiser
le critère d’optimisation et satisfaire les contraintes. Pour rappel, elles peuvent être classées en
deux groupes : les paramètres p, indépendants du temps, et les variables u, dépendantes du
temps. Dans cette étude, les variables de décision sont les conditions opératoires suivantes :

• le nombre de cycles Nc,
• les longueurs des étapes d’enrichissement et de diffusion, notées a1 . . . aNc et b1 . . . bNc , et
• le débit volumique d’entrée d’acétylène Q, variable continue.
Le problème d’optimisation consiste à déterminer les paramètres Nc, a1...aNc et b1...bNc ,

ainsi que le profil du débit d’acétylène Q qui minimisent le critère d’optimisation et satisfont les
contraintes. Deux points importants sont à noter.

Variable de décision entière. Il faut noter que le nombre de cycles Nc, variable entière, est
une variable de décision. Cela signifie que le problème d’optimisation présenté ici est un
problème d’optimisation dynamique mixte (MIDO), c’est-à-dire un problème qui fait in-
tervenir des variables de décision discrètes et continues. Ce type de problème est complexe
à résoudre et pour surmonter cette difficulté, la méthode utilisée par Chachuat (2001) a
été adoptée. Elle consiste à établir des sous-problèmes pouvant être résolus par des mé-
thodes classiques. Pour chaque sous-problème, le nombre de cycles est fixé et n’est donc
pas considérée comme variable de décision du sous-problème ; les seules variables de dé-
cision correspondent alors au débit d’acétylène et aux durées des étapes d’enrichissement
et de diffusion. Plusieurs sous-problèmes sont alors résolus, chacun avec un nombre de
cycles donné. Le nombre optimal de cycles est ensuite déterminé en choisissant le nombre
de cycles qui conduit à la valeur minimale du critère d’optimisation parmi tous les sous-
problèmes étudiés. Cette approche permet ainsi de se ramener à des problèmes d’optimi-
sation classiques en considérant la variable de décision entière de manière indirecte par
une énumération. Cette méthode est envisageable uniquement si le nombre de possibilités
pour le nombre de cycles reste limité.

Problème de dimension infinie. De par la présence de la variable continue Q, le problème
d’optimisation est de dimension infinie et doit être transformé en un problème de dimension
finie. Pour cela, la variable dépendante du temps est discrétisée en utilisant une approche
qui consiste à diviser l’intervalle de temps en un nombre fini de segments et à approximer le
profil de la variable de décision continue dans chaque segment. Dans cette étude, l’intervalle
de temps est divisé en autant de segments qu’il y a d’étapes d’enrichissement et de diffusion,
soit 2Nc segments, où Nc est le nombre de cycles du procédé. Le débit d’acétylène est nul
pendant les phases de diffusion et non nul pendant les phases d’enrichissement. Dans
chaque intervalle, il est approximé par une fonction constante par morceaux (figure 5.2) :

Q(t) = Qk, t ∈ [t(k)
enr, t

(k)
diff ], k = 1,2,...Nc

= 0 sinon
(5.36)

•

Les temps de transition tenr et tdiff sont explicitement définis, pour 1<k ≤ Nc, par :

t(k)
enr =

k−1∑
i=1

(ai + bi) (2.153)
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t
(k)
diff = ak +

k−1∑
i=1

(ai + bi) (2.154)

et pour k=1,

t(1)
enr = t0 (2.155)

t
(1)
diff = a1 (2.156)
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Figure 5.2 – Discrétisation de la variable de décision continue par l’approche CVP

Le problème d’optimisation dynamique des fours de cémentation gazeuse basse pression peut
alors être formulé, pour Nc fixé, par les relations suivantes :

min
Q1...QNc ,a1...aNc ,b1...bNc

J = xobj(tf )

s.a. ẋ = f (1)(x), tk
enr ≤ t ≤ tk

diff

.. ẋ = f (2)(x), tk−1
diff ≤ t ≤ tk

enr

amin ≤ ak ≤ amax

bmin ≤ bk ≤ bmax

Qmin ≤ Qk ≤ Qmax


k = 1 . . . Nc

hi(x, tf ) = 0, i = 1 . . . Np

g(x, t) ≤ 0, t0 ≤ t ≤ tf

ωmin,j , ≤ ωC,j(tf ) ≤ ωmax,j , j = 1 . . . Nm

5.4 Application de l’algorithme d’optimisation à un cas indus-
triel de cémentation gazeuse basse pression

5.4.1 Étude de cas

Le four industriel de l’IRT M2P et la recette classique présentée dans le chapitre précédent
sont choisis comme étude de cas. L’objectif est de proposer une recette optimisée qui respecte le
cahier des charges de la recette classique mais qui réduit les produits toxiques qui sont générés.
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La pression et la température sont gardées constantes (T= 880 °C et P= 800 Pa), ainsi que le
débit d’azote pendant les phases de diffusion (Qazote=2000 NL/h).

Contraintes sur les variables d’état

Les contraintes sur les variables d’état sont fixées en fonction du cahier des charges de la
recette classique. Ce dernier indique qu’il y a des contraintes d’inégalité à respecter en terme de
dureté à la surface et en profondeur. Le modèle développé dans cette étude ne permet pas de
prédire directement la dureté des pièces. Or, il est supposé que deux pièces de même nature qui
ont la même teneur en carbone à une profondeur donnée, auront la même dureté. Étant donné
que la recette classique respecte les contraintes de dureté, imposer les mêmes teneurs en carbone
que celles obtenues avec la recette classique aux points où il y a des contraintes de dureté permet
d’assurer le respect de ces dernières. Les contraintes en terme de dureté sont alors traduites en
terme de teneur en carbone dans la pièce. Une première contrainte à la surface est ainsi imposée
et une deuxième contrainte est imposée à une profondeur de 0,4 mm. En effet, le cahier des
charges impose une contrainte en termes de dureté au point 0,35 ± 0,15 mm et la profondeur de
0,4 mm se trouve dans cet intervalle. Par ailleurs, le point à 0,4 mm correspond au point le plus
profond qui a été analysé par microsonde de Castaing pour des pièces cémentées avec la recette
classique.

Concernant la teneur en carbone dans la pièce, il n’y a pas de profil précis à respecter mais
des bornes minimales et maximales à satisfaire sur toute la longueur du profil (figure 4.14).

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,20
0,1
0,2
0,3
0,4
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9

Profondeur (en mm)

Te
ne

ur
en

ca
rb

on
e

min admissible max admissible

Figure 4.14 – Valeurs minimales et maximales acceptables pour le profil de carbone des pièces
cémentées avec la recette classique (répétée de la page 123)

Ici, le nombre Np de points utilisés pour discrétiser le profil de carbone afin de définir
les bornes est limité à quelques points choisis judicieusement en tenant compte des contraintes
terminales et de l’allure « lisse » du profil de carbone. En effet, l’ajout de contraintes entraîne des
intégrations supplémentaires du modèle hybride puisque le gradient des contraintes par rapport
aux variables de décision doit être calculé lors des itérations. Fixer des contraintes sur toute la
longueur cémentée augmenterait ainsi inutilement le temps de calcul. La contrainte terminale à
la surface étant très proche de la borne minimale, il faut s’assurer que sur les premiers dixièmes
de millimètres, la teneur en carbone ne dépasse pas la borne minimale. Des bornes minimales
ont ainsi été ajoutées aux points de profondeur 0,1 et 0,2 mm. En l’occurrence, le profil de
carbone ne risque pas de dépasser la borne supérieure sur les premiers dixièmes de millimètres
si la contrainte terminale à la surface est vérifiée. En profondeur, la borne maximale devient
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constante à partir du point à 0,7 mm. Étant donné que la teneur en carbone est décroissante en
fonction de la profondeur, assurer que la teneur en carbone au point à 0,7 mm soit inférieure à la
borne maximale permet d’assurer que la teneur aux points plus profonds soit aussi inférieure à la
borne maximale. Ces contraintes, en plus de la contrainte terminale à une profondeur de 0,4 mm,
permettent de supposer qu’il n’est pas nécessaire d’ajouter des contraintes supplémentaires pour
des profondeurs comprises entre 0,3 et 0,7 mm. Bien sûr, ces contraintes peuvent être ajustées
en fonction des solutions obtenues par optimisation.

Concernant la contrainte d’inégalité (relation 5.30), il a été montré dans le chapitre précédent
qu’elle n’est pas respectée par les prédictions du modèle avec la recette classique. Cependant,
elle est prise en compte dans la recherche d’une recette optimale. En effet, plusieurs auteurs
recommandent d’éviter la formation de carbures ou de pyrocarbone puisqu’elle risque de nuire à
la qualité des pièces. Leur formation et dissolution étant un phénomène peu connu, il n’est pas
possible de prédire s’ils seraient formés et si leur formation pourrait avoir des conséquences sur
la qualité des pièces dans des conditions opératoires autres que celles de la recette classique. La
valeur de la solubilité maximale du carbone dans le fer pur à 880 °C a été considérée ici.

Les contraintes sur les variables d’état sont ainsi définies par :

ωsurf
C (tf ) = 0,6 % (5.37)

ω0,4mm
C (tf ) = 0,34 % (5.38)

ωsurf
C (t) ≤ 1,2 %, t0 ≤ t ≤ tf (5.39)

ω0,1mm
C (tf ) ≥ 0,54 % (5.40)

ω0,2mm
C (tf ) ≥ 0,45 % (5.41)

ω0,7mm
C (tf ) ≤ 0,26 % (5.42)

Bornes sur les variables de décision

Les intervalles de variation des variables de décision sont données dans le tableau 5.1. Les
valeurs des bornes du débit d’acétylène sont liées au fonctionnement de la pompe utilisée pour
réguler la pression. Par ailleurs, puisqu’il n’y a pas de contrainte technique qui imposerait une
borne supérieure sur les durées, elles sont fixées égales à 60 min afin de limiter la durée totale
de procédé. Concernant les bornes inférieures, elles sont choisies de sorte que la stabilisation
des débits injectés lors du passage d’un gaz à un autre soit assurée. En pratique, le débit met
quelques secondes à se stabiliser en début de chaque étape.

Tableau 5.1 – Données utilisées pour l’optimisation

Variable Unité Bornes
Durées des phases d’enrichissement (min) [0,5 - 60]

Durées des phases de diffusion (min) [0,5 - 60]
Débit d’acétylène en entrée (NL/h) [800 - 3500]

5.4.2 Implémentation de l’algorithme de résolution sous MATLAB

Le problème d’optimisation est résolu à l’aide de l’optimiseur fmincon et l’algorithme SQP
(cf. section 5.2.4) du logiciel MATLAB. Pour information, fmincon est un solveur de program-
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mation non linéaire qui permet de déterminer le minimum des problèmes statiques définis par
la relation 5.43.

min
x

f(x) tel que



c(x) ≤ 0
ceq(x) = 0
A ·x ≤ b

Aeq ·x = beq

lb ≤x ≤ ub

(5.43)

où x représente le vecteur des variables de décision, A, Aeq, b et beq sont respectivement des
matrices et des vecteurs permettant de définir les contraintes linéaires d’inégalité ou d’égalité et
c et ceq sont des fonctions non linéaires permettant de tenir compte de contraintes non linéaires
d’inégalité ou d’égalité.

Les contraintes sur les bornes fournies dans le tableau 5.1, sont implémentées en définissant
les vecteurs lb et ub.

Les contraintes 5.37 à 5.42 sont communiquées au solveur à l’aide de variables auxiliaires
calculées au sein d’une fonction non linéaire après intégration des équations d’état du modèle.
Le solveur conduit alors ses itérations en s’assurant que l’ensemble de ces contraintes soient
respectées.

En général, fmincon évalue le critère d’optimisation et les contraintes séparément. Cela
augmente énormément le temps d’exécution lorsque les mêmes calculs, ici l’intégration des va-
riables d’état, sont utilisés pour déterminer le critère d’optimisation et les contraintes. Des nested
functions (fonctions imbriquées) sont alors définies, afin d’éviter d’intégrer les équations d’état
inutilement.

Calcul du gradient du critère d’optimisation et des contraintes par rapport aux
variables de décision

Puisque SQP est un algorithme d’optimisation basé sur la méthode du gradient, le calcul de ce
dernier est nécessaire. Dans ce travail, les gradients du critère d’optimisation et des contraintes
par rapport aux variables de décision sont approximés par la méthode des différences finies
centrées. Ainsi, par exemple, le calcul du gradient du critère J par rapport au vecteur des
variables de décision u est donné par la relation suivante :

∇J ≈ J (u + ∆u) − J (u − ∆u)
2∆u

(5.44)

où ∆u est le pas, calculé à chaque itération par l’optimiseur fmincon. Par défaut, pour les
différences finies centrées le pas est fixé à ϵ1/3, où ϵ est la précision des nombres à virgule
flottante, mais il peut être modifié en conséquence par la relation suivante (The MathWorks
Inc., 2022) :

∆u = v · max(abs(u),typical(u)) (5.45)
où v et typical(u) sont des vecteurs fixés par l’utilisateur, de même taille que le vecteur des
variables de décision. Typical(u) permet de spécifier l’ordre de grandeur attendu pour u.

Les valeurs des contraintes et du critère d’optimisation utilisés dans la relation 5.44 sont
calculées par intégration des ODE du modèle hybride par le solveur ode15s de MATLAB, avec
une tolérance relative de 10−4 et une tolérance absolue de 10−6.
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Critère d’arrêt et tolérances sur les contraintes

Le critère d’arrêt des itérations correspond à la longueur du pas α, utilisé dans la relation
5.16. Les itérations s’arrêtent lorsque α est inférieur à une tolérance donnée, ici fixée à 10−6.
Des valeurs plus faibles de cette tolérance pourraient induire des itérations inutiles alors que la
convergence est atteinte. Les contraintes sont relaxées et la tolérance est fixée à 10−2.

A titre d’information, le temps de calcul nécessaire pour les optimisations a un ordre de gran-
deur en heures avec la Parallel Computing Toolbox™ de MATLAB sur un processeur Intel(R)
Xeon(R) W-2133 CPU 3.60GHz et une mémoire RAM de 64,0 Go.

Algorithme

Les principales étapes de l’algorithme d’optimisation sont résumées sur l’algorithme suivant :

1. Fixer le nombre de cycles Nc;
2. Définir les contraintes;
3. Initialiser les variables de décision;
4. Intégrer le modèle hybride;
5. Évaluer le critère d’optimisation et les contraintes;
6. Déterminer les gradients du critère d’optimisation et des contraintes par la relation
5.44, ce qui nécessite d’intégrer le modèle hybride en utilisant des valeurs des variables
de décision perturbées d’un pas ∆ par rapport aux valeurs fixées à l’étape 3.;

7. Solution itérative du NLP par l’algorithme SQP (cf. section 5.2.4) :
• si le critère d’arrêt de l’algorithme d’optimisation est atteint, les itérations s’arrêtent

et l’optimum pour un nombre de cycles égal à Nc est atteint
• sinon, l’algorithme est répété à partir de l’étape 3 en utilisant des nouvelles valeurs

des variables de décision calculées à partir de la relation 5.16 et des gradients calculés
à l’étape 6.

8. Fixer Nc = Nc + 1, recommencer à partir de l’étape 1 et continuer jusqu’à ce que
l’optimum parmi tous les cas étudiés soit atteint.

Figure 5.3 – Algorithme de résolution

5.4.3 Résultats

Pour cette étude de cas, la recette classique a été considérée comme le point de départ et
différents nombres de cycles ont été évalués jusqu’à ce que le nombre optimal de cycles soit
trouvé. Six sous-problèmes ont ainsi été étudiés. Les résultats des optimisations sont présentés
sur la figure 5.4. La recette classique est notée R0 sur cette figure. Les résultats de la masse
des composés toxiques, de la quantité d’acétylène consommé, de la prise de masse des pièces et
des durées des étapes d’enrichissement et de diffusion sont normalisés par rapport aux résultats
obtenus avec la recette classique.

Critère d’optimisation

La figure 5.4(a) montre que par rapport à la recette classique, le critère d’optimisation
diminue considérablement lors de l’optimisation des différents sous-problèmes étudiés, alors que
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la quantité de carbone intégrée dans les pièces reste du même ordre de grandeur. Cela suggère
que la recette classique se caractérise par un excès du réactif, ce qui contribue à la production de
composés toxiques. L’optimisation permet alors de déterminer la quantité d’acétylène nécessaire
pour satisfaire les besoins en carbone des pièces et limiter la conversion de l’hydrocarbure en sous-
produits toxiques. Il est important de remarquer que le modèle prédit une quantité négligeable
de suies et que le critère d’optimisation correspond essentiellement à la masse de HAP produits.
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Figure 5.4 – Résultats des optimisations en fonction du nombre de cycles
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Faisabilité des solutions

Parmi les six cas étudiés, uniquement trois ont des solutions faisables : les cas à 6, 7 et 8
cycles. Ainsi, l’optimisation des cas à 5, 9 et 10 cycles conduisent à des solutions qui ne respectent
pas toutes les contraintes fixées.

Pour le cas à 5 cycles par exemple, les contraintes terminales sont vérifiées mais la contrainte
infinie à la surface de la pièce ne l’est pas, comme montré sur la figure 5.5. La résolution du
problème d’optimisation à 5 cycles conduit à des durées des étapes de diffusion très longues lors
de chaque cycle et cela afin d’essayer de satisfaire la contrainte infinie à la surface. La durée
totale du procédé augmente ainsi considérablement par rapport à la recette classique (figure
5.4(b)). Cependant, avec uniquement 5 cycles, il n’est pas possible d’intégrer assez de carbone
dans la pièce sans dépasser la saturation.
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Figure 5.5 – Profil spatio-temporel de carbone prédit pour le cas à 5 cycles

Les cas à 6, 7 et 8 cycles ont des solutions faisables. Comme pour le cas à 5 cycles, les durées
des étapes de diffusion augmentent considérablement pour le cas à 6 cycles, mais l’ajout d’un
cycle supplémentaire permet de respecter la contrainte infinie à la surface, à l’erreur près fixée
(figure 5.6).
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Figure 5.6 – Profil de carbone prédit pour le cas à 6 cycles

L’ajout de quelques cycles supplémentaires, ce qui correspond au cas à 7 et 8 cycles, permet
d’avoir une plus grande souplesse dans le choix des durées des étapes d’enrichissement et de
diffusion ainsi que de l’alimentation en acétylène. Cela conduit à des durées totales de procédé
plus raisonnables, ainsi qu’à une diminution du critère d’optimisation.
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Cependant, à partir du cas à 9 cycles, la valeur du critère d’optimisation cesse de diminuer
et les durées d’enrichissement et le débit d’acétylène atteignent les bornes inférieures. Les solu-
tions deviennent alors infaisables puisque les contraintes à la surface ou à 0,4 mm ne sont plus
satisfaites, la quantité de carbone dans la pièce étant trop importante. Cela est illustré sur la
figure 5.4(e).

Remarque : À partir du cas à 7 cycles, aucune contrainte sur les bornes des variables d’état
n’a été considérée puisque la tendance des résultats obtenus avec les cas précédents suggérait
que les profils s’éloignaient naturellement des bornes. Cela est principalement dû au fait que les
temps de diffusion deviennent plus raisonnables que pour les cas à 5 et 6 cycles. En effet, des
temps de diffusion plus longs permettent au carbone de diffuser plus en profondeur, ce qui a
tendance à « aplatir » le profil de carbone. Cela risque d’entraîner le dépassement des bornes
minimales sur les premiers dixièmes de millimètre et les bornes maximales plus en profondeur.

Durées totales des étapes d’enrichissement et diffusion

La figure 5.4(b) montre une diminution de la durée totale d’enrichissement et une augmen-
tation de la durée totale de diffusion pour les différents cas étudiés par rapport à la recette
classique. Concernant la durée des étapes d’enrichissement, la tendance, décroissante lors des
premiers cas étudiés, devient croissante à partir du cas à 7 cycles. Cela est simplement lié au
fait que le nombre de cycles augmente alors que les variables de décision sont très proches des
bornes minimales. Concernant la durée des étapes de diffusion, sa valeur relativement grande
calculée pour les cas à 5 et 6 cycles peut s’expliquer par la présence de la contrainte infinie à la
surface de la pièce. Aucune tendance ne peut cependant être dégagée en fonction du nombre de
cycles.

Quantité d’acétylène consommé

Comme mentionné auparavant, la production de composés toxiques et la quantité d’acétylène
injecté dans le four sont de toute évidence liés (figure 5.4(b)). Ainsi, en général, lorsque la quan-
tité d’acétylène totale utilisée augmente (respectivement diminue), la production de composés
toxiques augmente (respectivement diminue). Cela était prévisible étant donné que la tempéra-
ture, la pression et la fraction molaire d’entrée d’acétylène restent les mêmes indépendamment
du nombre de cycles.

Il peut être remarqué que le cas à 7 cycles consomme légèrement moins d’acétylène que le cas
à 8 cycles alors qu’il s’accompagne d’une production légèrement plus importante de composés
toxiques. Cela peut être expliqué par la masse de carbone intégrée dans la pièce et le profil final
de carbone pour le cas à 8 cycles (figure 5.4(d)). En effet, bien que la quantité totale d’acétylène
injectée dans le four soit très similaire dans les deux cas, plus de carbone est intégré dans la
pièce avec le cas à 8 cycles, ce qui fait qu’il y a moins d’acétylène disponible pour la production
de HAP. Cela est lié aux contraintes qui ont été fixées, qui n’imposent pas un profil de carbone
donné à respecter et donc par là une masse de carbone intégrée dans le métal, mais uniquement
des contraintes ponctuelles.

Cas optimal

Les résultats montrent que le cas optimal correspond au cas à 8 cycles. Ce dernier prédit une
diminution de 80 % des composés toxiques générés, pour une augmentation de la durée totale
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du procédé de 26 % et une diminution de la quantité totale d’acétylène consommé de 42 %.

Il a été montré dans le chapitre précédent que le modèle proposé ne permet pas de prédire la
quantité de composés toxiques générés lors d’une cémentation au sein du four industriel. Cepen-
dant, les résultats en pilote de laboratoire permettent de supposer que le modèle prédit tout de
même les bonnes tendances. Ainsi, une campagne expérimentale issue des calculs d’optimisation
a été menée.

5.4.3.1 Expériences réalisées avec une recette optimisée

Des expériences ont été menées avec la recette optimisée correspondant au cas à 7 cycles. Il
ne s’agit pas de la recette optimale de l’étude de cas présenté ici mais elle a été adoptée pour les
expériences puisque ces dernières ont dû être réalisées avec des résultats préliminaires, avant que
l’optimum parmi tous les cas ait été trouvé. Dans la suite du manuscrit, la recette correspondant
au cas à 7 cycles est désignée par « recette optimisée ».

Le profil d’alimentation en acétylène correspondant à la recette optimisée est présenté sur
la figure 5.7. Quelques remarques générales la concernant sont les suivantes :

• La durée totale de la recette optimisée a augmenté de 33 % par rapport à la durée totale
de la recette classique.

• En revanche, il y a une diminution de 31 % de la durée totale des étapes d’enrichissement
et de 44 % de la consommation d’acétylène par rapport à la recette classique.
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Figure 5.7 – Profils d’alimentation de la recette classique industrielle (5 cycles) et de la recette
optimisée (7 cycles)

Le profil de carbone prédit avec la recette optimisée est donné sur la figure 5.8. Il peut être
remarqué qu’il y a un léger écart entre les prédictions du modèle et les mesures obtenues avec
la recette classique (figure 5.8 (b)). Cela se traduit par une diminution de 6 % dans le contenu
en carbone de la pièce avec la recette optimisée par rapport à la recette classique.

Des expériences ont été menées avec la recette optimisée en utilisant le même nombre et
la même nature de pignons qu’avec la recette classique. La comparaison entre les résultats
expérimentaux de cette série d’expériences et les résultats obtenus avec la recette classique sont
présentés ci-dessous.
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Figure 5.8 – Profil de carbone prédit par le modèle avec la recette optimisée

Analyse des pièces métalliques

Pour rappel, des pièces de même nature mais de géométries différentes sont cémentées : des
pignons de boîte de vitesse de la société Stellantis et des éprouvettes de suivi de plus petite taille
qui sont en général utilisées pour contrôler la qualité de la cémentation.

Les résultats des prises de masse des éprouvettes de suivi lors des trois essais réalisés avec
la recette optimisée sont présentés dans le tableau 5.2.

Tableau 5.2 – Prise de masse des éprouvettes de contrôle - recette classique et optimisée

Essai Recette classique
Prise de masse (mg)

Recette optimisée
Prise de masse (mg)

Essai 1 44 40
Essai 2 32 34
Essai 3 42 41

Les résultats de gravimétrie sur les éprouvettes de contrôle avec la recette classique indiquent
une prise de masse de carbone de 39,3 mg +/- 6,4 mg. La prise de masse de l’éprouvette lorsque
celle-ci est cémentée avec la recette optimisée est de 38,3 +/- 3,8 mg. Ainsi, la prise de masse
des éprouvettes avec les deux recettes sont presque les mêmes. À titre d’information, les pignons
ont aussi été pesés avant et après cémentation avec la recette optimisée et tout comme dans le
cas des pignons cémentés avec la recette classique, la balance indiquait une prise de masse nulle
ou de 0,5 g.

Des analyses de micro-dureté ont été réalisées sur un pignon situé au même emplacement que
celui qui a été analysé avec la recette classique. Les résultats sur ce pignon et sur les éprouvettes
de contrôle sont présentés sur la figure 5.9.

Les résultats montrent tout d’abord une bonne homogénéité de cémentation du pignon,
c’est-à-dire que le même profil de dureté est retrouvé selon les différents axes (figure 5.9(b)) et
une bonne répétabilité de cémentation des éprouvettes de suivi avec la recette optimisée (figure
5.9(c)). Par ailleurs, les pièces vérifient les conditions de validation du traitement en matière de
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(a) Recette classique - pignon (b) Recette optimisée -pignon

(c) Recette classique et optimisée - éprouvette de suivi

Figure 5.9 – Profils de micro-dureté : (a) pignon cémenté avec la recette classique, (b) pignon
cémenté avec la recette optimisée et (c) micro-dureté des éprouvettes de suivi cémentées avec
les recettes classique et optimisée. Les contraintes sont représentées par les flèches rouges.

dureté, c’est-à-dire une dureté à la surface comprise entre 750 HV et 900 HV et une dureté de
650 HV à une profondeur comprise dans l’intervalle [0,2-0,5] mm. Les pièces cémentées avec la
recette optimisée respectent ainsi le cahier des charges.

Il peut être remarqué que deux des trois profils de micro-dureté des éprouvettes cémentées
avec la recette optimisée indiquent des micro-duretés légèrement plus faibles que celles obtenues
avec la recette classique sur les premiers dixièmes de millimètres (figure 5.9(c)), ce qui rejoint
les observations faites sur le profil de teneur en carbone prédit par simulation (figure 5.8(b)).

Des analyses SDL ont été menées sur une éprouvette de suivi cémentée avec la recette
optimisée. Les résultats confirment que la concentration à la surface est de 0,6 % (figure 5.10).

Toutes ces observations permettent de conclure que la recette optimisée proposée permet
d’obtenir des pièces qui respectent le cahier des charges des pièces en terme de dureté et de
teneur massique de carbone à la surface. Cela laisse supposer que les pièces respectent aussi les
contraintes en termes de teneur de carbone sur toute l’épaisseur cémentée.

5.4.3.2 Modèles de réaction de surface

Les campagnes expérimentales ont démontré que la recette optimisée obtenue avec le modèle
M2A de réaction de surface permet d’obtenir des pièces qui vérifient le cahier des charges.
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Figure 5.10 – Analyse SDL réalisée sur une éprouvette cémentée avec la recette optimisée

Des simulations ont alors été conduites avec le modèle M2B, dont le mécanisme est rappelé
par les relations ci-dessous, afin de confronter ses prédictions aux résultats de la recette optimisée.
Les résultats sont présentés sur la figure 5.11.

C2H2(g)
kapp,2−−−−→ 2C(fe) + H2 (4.10)

où
rsurf = kapp,2[C2H2] (4.11)
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Figure 5.11 – Profils de carbone obtenus par simulation du modèle M2A et M2B - recette
optimisée

Les résultats des simulations montrent que le modèle M2B sous-estime le profil final de
carbone par rapport aux prédictions du modèle M2A. En particulier, la teneur de carbone
prédite à la surface par le modèle M2B est bien inférieure à 0,6 %, qui est la valeur obtenue par
les analyses SDL (figure 5.10).

Le modèle M2B ne permet donc pas de prédire correctement le profil de carbone des pièces
dans des conditions autres que celles utilisées pour l’estimation de ses paramètres. Supposer une
cinétique globale de surface comme celle de la relation 4.11 est une hypothèse trop simpliste qui
limite les qualités prédictives du modèle.
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5.4.3.3 Production des HAP

La quantification de la répétabilité des mesures réalisées avec la recette optimisée indique une
bonne répétabilité pour les HAP les plus légers (CCL de 0,84) mais une répétabilité inexistante
pour les HAP les plus lourds (tableau 5.3). Des expériences supplémentaires méritent d’être
réalisées afin de quantifier correctement ces espèces.

Tableau 5.3 – Valeurs des coefficients de corrélation de Lin (CCL) des mesures

Série de mesure HAP légers HAP lourds
Recette classique - avec charge 0,90 0,13
Recette optimisée - avec charge 0,84 0,05

La figure 5.12 montre la masse totale et individuelle des HAP de l’US EPA qui a été prélevée
lors de cémentations réalisées avec la recette classique et avec la recette optimisée.
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Figure 5.12 – Masses des HAP prélevés lors des cémentations avec la recette classique et
optimisée

Ces masses correspondent à la masse totale de HAP sur toute la durée du procédé de cé-
mentation (1,7 h pour la recette classique et 2,2 h pour la recette optimisée). Le débit total
prélevé par la pompe étant le même lors des deux expériences, les masses des HAP peuvent être
directement comparées entre elles.

Globalement, la masse des HAP prélevés est plus faible avec la recette optimisée qu’avec
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la recette classique. Cela s’explique par la nette décroissance dans la masse de naphtalène et
d’acénaphtylène, les deux HAP majoritaires. Pour ce qui est des autres HAP, les différences dans
les résultats ne sont pas significatives.

Les résultats obtenus mettent en évidence la nécessité d’améliorer le protocole de prélèvement
des HAP au sein du four industriel.

5.5 Conclusions

Dans ce chapitre, la formulation du problème d’optimisation dynamique visant à réduire
les composés toxiques produits lors de la cémentation gazeuse basse pression a été présentée.
Le modèle utilisé est un modèle qui suppose des phénomènes d’adsorption et de dissociation de
l’acétylène à la surface de l’acier et qui est caractérisé par un enchaînement des étapes d’enrichis-
sement et de diffusion. Les variables de décision du problème d’optimisation correspondent aux
conditions opératoires, c’est-à-dire aux durées des étapes d’enrichissement et de diffusion ainsi
qu’au débit d’entrée d’acétylène. Des contraintes d’égalité et d’inégalité ont été ajoutées pour
assurer la qualité industrielle des pièces. Le problème d’optimisation résultant a été résolu par
une méthode d’optimisation basée sur le gradient à l’aide du logiciel MATLAB et cela a permis
de proposer une recette optimisée. Cette dernière permet de réduire la consommation d’acéty-
lène mais s’accompagne d’une augmentation dans la durée totale du procédé et cela peut avoir
des répercussions logistiques au niveau industriel. Des campagnes expérimentales ont été me-
nées avec la recette optimisée et les résultats indiquent que les pièces cémentées avec la nouvelle
recette respectent les contraintes de dureté et de teneur de carbone à la surface.

Les mesures expérimentales ont été confrontées aux prédictions d’un modèle qui suppose
une réaction globale de dissociation d’acétylène à la surface des pièces et dont les paramètres
ont été estimés à partir de mesures obtenues avec la recette classique. Les résultats montrent
que ce modèle ne permet pas de prédire correctement le profil de carbone dans des conditions
autres que celles utilisées pour l’estimation de ses paramètres et que le modèle qui considère les
phénomènes d’adsorption permet de modéliser plus correctement la réalité.

Concernant les HAP, une diminution significative de la quantité des deux HAP majoritaires
prélevés, le naphtalène et l’acénaphtylène, est observée avec la recette optimisée. Cependant,
des améliorations au niveau du protocole de récupération des HAP sont nécessaires et des expé-
riences supplémentaires doivent être menées pour assurer une bonne répétabilité des résultats
de l’ensemble des HAP, en particulier les HAP les plus lourds.

Les résultats présentés ici sont prometteurs et suggèrent que la démarche proposée peut être
adoptée pour déterminer des nouvelles conditions opératoires qui conduisent à une réduction
des espèces toxiques tout en assurant la qualité des pièces cémentées.

Toutefois, même si les résultats sont encourageants, il serait très intéressant d’obtenir des
données expérimentales sur la phase gazeuse et sur le profil temporel de la pièce. Cela permettrait
d’approfondir et développer les connaissances sur les phénomènes ayant lieu et valider ou rejeter
les différentes hypothèses supposées dans ce travail.
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Conclusions générales et perspectives

L’objectif principal de cette thèse était de proposer une méthodologie d’optimisation des
fours de cémentation gazeuse basse pression afin de déterminer les conditions opératoires plus
sûres pour les opérateurs exposés aux sous-produits toxiques qui sont générés, c’est-à-dire les
hydrocarbures aromatiques polycycliques (HAP) et les suies. Ce travail s’inscrit dans le cadre
d’un projet mené depuis plusieurs années à l’INRS qui vise à proposer une solution de protection
collective en réduisant la quantité de HAP générée à la source.

Pour répondre à l’objectif envisagé, des campagnes expérimentales ont été menées, une mo-
délisation phénoménologique du procédé a été établie, le modèle a été identifié et le problème
d’optimisation visant à réduire les composés toxiques tout en respectant les contraintes de qualité
des pièces cémentées a été formulé et résolu.

Deux séries de campagnes expérimentales ont été réalisées : (i) des études expérimentales
à l’échelle de laboratoire au sein d’un réacteur auto-agité par jets gazeux et d’un réacteur
tubulaire, et (ii) des études expérimentales au sein d’un four industriel de cémentation gazeuse
basse pression. Les différents protocoles opératoires ont été présentés en détail dans ce manuscrit.
Les expériences en pilote de laboratoire avaient pour objectif de quantifier une partie de la
phase gazeuse, à savoir les espèces gazeuses « légères » majoritaires et les HAP, ainsi que
les suies formées. La quantification des espèces gazeuses légères a été réalisée à l’aide d’un
chromatographe en phase gazeuse (CPG) branché en ligne et celle des HAP a été réalisée en
différé par chromatographie en phase gazeuse couplée à un spectromètre de masse (GC-MS),
après piégeage cryogénique. Malheureusement, les essais de quantification des suies se sont révélés
infructueux. Au cours des expériences, la présence de pyrocarbone en quantité conséquente a été
détectée et ce dernier a été quantifié par gravimétrie. La campagne expérimentale menée sur le
pilote industriel a permis d’étudier la cémentation de pignons faiblement alliés et la génération
de HAP. Ces derniers ont été quantifiés par la même méthode que celle adoptée en pilote de
laboratoire. L’analyse des pièces métalliques cémentées a consisté à faire des analyses de micro-
dureté, des analyses de spectrométrie de décharge luminescente (SDL) qui permettent de mesurer
la teneur de carbone à la surface des pièces, et des mesures de gravimétrie.

Le point de départ de la modélisation a été un mécanisme cinétique de pyrolyse d’acétylène
en phase gazeuse développé lors d’une première thèse conduite à l’INRS et au LRGP qui avait
pour but d’étudier la formation des 16 HAP de l’US EPA (Bensabath, 2017). De manière géné-
rale, ce mécanisme cinétique permet de prédire correctement la formation des composés gazeux
majoritaires de la pyrolyse ainsi que les ordres de grandeurs de la plupart des HAP à 900 °C et
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8 kPa, pour des temps de passage compris entre 0,5 et 1,75 s. Cependant, des écarts importants,
lesquels se creusent davantage avec l’augmentation du temps de passage et de la température,
sont observés pour certains composés comme l’hydrogène et la somme des 16 HAP de l’US EPA.
Un travail préliminaire de simplification du mécanisme cinétique a été réalisé. Dans le cadre de
cette étude, cette simplification a permis de réduire le temps de calcul nécessaire pour la résolu-
tion des équations du modèle et par là le temps nécessaire pour les optimisations. En moyenne,
le temps d’exécution nécessaire pour les simulations avec le mécanisme simplifié est sept fois plus
faible qu’avec le mécanisme complet. Dans un contexte plus large, cette simplification pourra
servir de point de départ pour une simplification plus poussée qui permettrait d’intégrer le mé-
canisme cinétique en phase gazeuse à des calculs de mécanique des fluides numérique afin de
mieux tenir compte de la nature des écoulements au sein des réacteurs réels. En effet, des hypo-
thèses d’idéalité de l’écoulement ont été supposées ici (écoulement parfaitement agité et piston)
pour modéliser le pilote de laboratoire et le pilote industriel. Or, des études ont montré que le
réacteur sphérique du pilote de laboratoire ne remplit pas les conditions d’idéalité (Bensabath
et al., 2019). Aucun renseignement n’est disponible sur l’écoulement au sein du four industriel.

Le mécanisme en phase gazeuse a été complété par un modèle de formation de suies et
de pyrocarbone. Concernant les suies, la méthode des moments a été utilisée comme moyen
de résolution des équations de bilan de masse (Frenklach, 2002a). Il n’a pas été possible de
trouver une base de données expérimentale correspondant aux conditions opératoires propres
à la présente étude ; ainsi, les paramètres du modèle ont été fixées à partir des données de la
littérature (Appel et al., 2000). Avec ces données, une production très faible de suie est prédite
dans les conditions de cémentation gazeuse basse pression avec l’acétylène comme réactif, que ce
soit lors des expériences en pilote de laboratoire ou industriel. Pour le pyrocarbone, une approche
de formation pseudo-homogène a été adoptée (Ziegler-Devin et al., 2007). Elle consiste à supposer
la formation du pyrocarbone en phase gazeuse puis sa condensation ultérieure. Une analyse
d’estimabilité locale a été réalisée afin de déterminer les paramètres estimables de la réaction de
formation de pyrocarbone. Ils ont ensuite été identifiés à partir des mesures expérimentales de la
quantité de pyrocarbone formé en pilote de laboratoire pour des températures de 900 et 950 °C et
une plage de temps de passage de 0,5 à 2,5 s, en réacteur tubulaire. Des simulations en réacteur
piston et en réacteur parfaitement agité ont été réalisées à l’aide des paramètres estimés et les
prédictions du modèle montrent une adéquation correcte avec les mesures expérimentales pour
les espèces gazeuses majoritaires, y compris l’hydrogène, ainsi que la somme des 16 HAP de l’US
EPA et le pyrocarbone. L’approche pseudo-homogène permet ainsi de prédire correctement la
formation de pyrocarbone. Par ailleurs, sa prise en compte permet d’améliorer les performances
du modèle qui ne considère que les réactions homogènes.

Le modèle de pyrolyse d’acétylène complété par des modèles de formation de suies et de
pyrocarbone a été complété davantage par des phénomènes d’interaction entre la phase gazeuse
et la surface de pièces métalliques, ainsi qu’un modèle de diffusion du carbone dans l’acier. Deux
modèles de réaction à la surface des pièces métalliques ont été considérés : un modèle qui suppose
des phénomènes d’adsorption et de dissociation à la surface de la pièce et un modèle global de
réaction d’ordre un par rapport à l’acétylène. Les paramètres cinétiques des deux modèles ont été
estimés à partir du profil de carbone final dans des pièces cémentées avec une recette classique
industrielle. Les simulations réalisées montrent que les deux modèles permettent de prédire
correctement le profil de la pièce cémentée avec la recette classique. Il est important de souligner
qu’il n’y a pas beaucoup de données concernant la réaction de surface dans la littérature et que
par conséquent rien ne garantit la fiabilité des valeurs nominales utilisées pour les paramètres
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cinétiques inconnus dans l’analyse d’estimabilité locale menée dans cette étude. Une analyse
d’estimabilité globale comme celle proposée par Bouchkira et al. (2021), qui permet de surmonter
la limitation de la dépendance des valeurs initiales des paramètres, pourrait être une solution
au problème rencontré. Or, comme pour toute méthode statistique, plus le nombre de points
considérés dans l’échantillonnage est important, et plus la précision des résultats est meilleure.
Ainsi, il serait pratique d’utiliser un mécanisme cinétique davantage simplifié (l’obtention de
ce dernier est déjà un des objectifs envisagés pour des travaux futurs) pour mener l’analyse
d’estimabilité globale, afin de diminuer le temps de calcul qui serait relativement important
autrement.

Le modèle de surface le plus « complet » (celui qui considère les phénomènes d’adsorption) a
été utilisé pour formuler et résoudre le problème d’optimisation visant à diminuer la quantité de
composés toxiques produite tout en assurant la qualité industrielle. Ce problème a été formulé
comme un problème d’optimisation dynamique hybride impliquant deux modes (phases d’en-
richissement et de diffusion), où chaque mode est caractérisé par des équations différentielles,
une condition de transition et des fonctions de transition. La recette industrielle mentionnée
auparavant a été adoptée comme étude de cas et des contraintes sur le profil final de carbone
basées sur cette recette ont été considérées. Le problème résultant a été transformé en un pro-
blème de programmation non linéaire (NLP) en utilisant une approche séquentielle et il a été
résolu au moyen d’une méthode basée sur le gradient. Les résultats obtenus montrent qu’il est
possible de réduire les composés toxiques en diminuant la consommation d’acétylène, mais cela
entraîne une durée totale du procédé supérieure à celle obtenue dans les conditions habituelles
de fonctionnement industriel.

Idéalement, avant de se servir de l’un des deux modèles de surface proposés il aurait fallu
les valider au moyen d’expériences autres que celles qui ont permis d’estimer leurs paramètres
cinétiques. Or, le nombre d’expériences qui pouvaient être réalisées étant limité, il a été préféré de
déterminer une recette optimisée, de faire des expériences avec cette dernière et de comparer les
mesures expérimentales obtenues aux prédictions des deux modèles. Les mesures expérimentales
confirment que les pièces métalliques ont des profils de micro-dureté et une teneur en carbone à
la surface qui correspondent au cahier des charges. Le modèle de surface considéré permet ainsi
de correctement prédire le profil de carbone final dans les pièces. En revanche, des simulations
avec le modèle qui considère une loi de vitesse globale à la surface des pièces montrent que ce
dernier ne permet pas de bien prédire le profil de carbone dans des conditions autres que celles
utilisées pour l’estimation de ses paramètres. Concernant les HAP, les mesures expérimentales
indiquent que leur production est réduite avec la recette optimisée. Cependant, des améliorations
du protocole opératoire de collecte de HAP en milieu industriel est nécessaire.

Bien que les résultats soient encourageants, il est nécessaire de les enrichir au moyen de
campagnes expérimentales supplémentaires. En effet, des mesures en dynamique sur le contenu
en carbone des pièces seraient des renseignements précieux qui permettraient d’approfondir
les connaissances sur les phénomènes ayant lieu, étape primordiale afin d’améliorer le procédé.
Pour cela, il pourrait être envisageable de mettre en place des protocoles opératoires visant
à obtenir des mesures en temps réel sur la prise de masse des pièces. Les travaux de Khan
(2008) et Sauerborn (2008), qui ont étudié le procédé de cémentation au sein de thermobalances,
pourraient servir d’inspiration. En outre, en supposant que les cémentations sont répétables, le
profil temporel à la surface des pièces pourrait être en partie reconstitué à partir de résultats
ponctuels. Ces derniers correspondraient aux résultats des analyses SDL réalisées sur des pièces
n’ayant subi qu’une partie du nombre total de cycles de cémentation d’une recette donnée.

167



Conclusions générales et perspectives

Par ailleurs, des données sur les produits majoritaires de la phase gazeuse, acétylène et
hydrogène par exemple, sont nécessaires afin d’évaluer la performance du modèle établi lors d’une
cémentation. Il faudrait dans ce cas mettre en place un système d’échantillonnage des espèces
gazeuses légères au sein du pilote industriel. Une alternative serait de réaliser des cémentations au
sein du banc d’essai HAPPY-END qui comporte un système d’analyse en ligne d’hydrocarbures
légers et d’hydrogène. Or, cela nécessite un aménagement du système d’échantillonnage. En effet,
le temps de prélèvement nécessaire pour les analyses avec le CPG est de l’ordre de 15 minutes
et les pièces risquent d’atteindre la saturation à la surface, ce qui ne permettrait pas d’étudier
le régime transitoire.

Finalement, les différentes pistes d’amélioration mentionnées ici permettront d’améliorer les
connaissances des phénomènes ayant lieu et par là les performances de la méthodologie proposée,
laquelle présente des résultats prometteurs.
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Annexe A

Mécanisme simplifié de pyrolyse
d’acétylène

-----------------------------------------------------------
MASSE COMPOSITION

ESPÈCES MOLAIRE H C N
-----------------------------------------------------------
1. H2 2.0159E+00 2 0 0
2. N2 2.8013E+01 0 0 2
3. CH4 1.6043E+01 4 1 0
4. C2H2 2.6038E+01 2 2 0
5. C2H4Z 2.8054E+01 4 2 0
6. aC3H4 4.0065E+01 4 3 0
7. pC3H4 4.0065E+01 4 3 0
8. C4H2 5.0061E+01 2 4 0
9. C4H4 5.2076E+01 4 4 0
10. C4H6Z2 5.4092E+01 6 4 0
11. C4H6-12 5.4092E+01 6 4 0
12. C4H6-1 5.4092E+01 6 4 0
13. iC5H8 6.8120E+01 8 5 0
14. C5H6# 6.6104E+01 6 5 0
15. C6H6# 7.8115E+01 6 6 0
16. toluene 9.2142E+01 8 7 0
17. R1H 1.0080E+00 1 0 0
18. R4CH3 1.5035E+01 3 1 0
19. R9C2H 2.5030E+01 1 2 0
20. R10C2H3V 2.7046E+01 3 2 0
21. C3H3 3.9057E+01 3 3 0
22. C3H5Y 4.1073E+01 5 3 0
23. sC3H5 4.1073E+01 5 3 0
24. nC4H3 5.1069E+01 3 4 0
25. iC4H3 5.1069E+01 3 4 0
26. nC4H5 5.3084E+01 5 4 0
27. C4H5-1s 5.3084E+01 5 4 0
28. lC6H5 7.7107E+01 5 6 0
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29. C6H5# 7.7107E+01 5 6 0
30. C6H5#C2H 1.0214E+02 6 8 0
31. etC6H5 1.0617E+02 10 8 0
32. styrene 1.0415E+02 8 8 0
33. fulvene 7.8115E+01 6 6 0
34. C5H5# 6.5096E+01 5 5 0
35. lC5H5 6.5096E+01 5 5 0
36. stilbene 1.8025E+02 12 14 0
37. benzyl 9.1134E+01 7 7 0
38. C8H9#-1 1.0516E+02 9 8 0
39. C6H5C2H2 1.0314E+02 7 8 0
40. naphtalene 1.2818E+02 8 10 0
41. naphtyl1 1.2717E+02 7 10 0
42. naphtyl2 1.2717E+02 7 10 0
43. indenyl 1.1516E+02 7 9 0
44. indene 1.1616E+02 8 9 0
45. indane 1.1818E+02 10 9 0
46. ph#C3H4-1 1.1717E+02 9 9 0
47. A2C2H-1 1.5220E+02 8 12 0
48. A2C2H-2 1.5220E+02 8 12 0
49. A2CH3-2 1.4220E+02 10 11 0
50. A2CH2-2 1.4119E+02 9 11 0
51. phenanthrene 1.7824E+02 10 14 0
52. pyrene 2.0226E+02 10 16 0
53. A2R5 1.5220E+02 8 12 0
54. chrysene 2.2830E+02 12 18 0
55. antra 1.7824E+02 10 14 0
56. styryl 1.0314E+02 7 8 0
57. A2R5H2 1.5421E+02 10 12 0
58. fluorene 1.6622E+02 10 13 0
59. BENZYLB* 1.6723E+02 11 13 0
60. BENZYLB 1.6824E+02 12 13 0
61. FLTHN 2.0226E+02 10 16 0
62. FLTHN-1 2.0125E+02 9 16 0
63. FLTHN-3 2.0125E+02 9 16 0
64. A2T1 1.2616E+02 6 10 0
65. A3R5 2.0226E+02 10 16 0
66. A3LR5 2.0226E+02 10 16 0
67. A3LR5* 2.0125E+02 9 16 0
68. BGHIF 2.2628E+02 10 18 0
69. CPCDFL 2.2628E+02 10 18 0
70. CPCDFL* 2.2527E+02 9 18 0
71. CPBFL 2.5030E+02 10 20 0
72. A2R5E-1 1.7622E+02 8 14 0
73. A2R5E-3 1.7622E+02 8 14 0
74. A2R5E-4 1.7622E+02 8 14 0
75. A2R5E-5 1.7622E+02 8 14 0
76. A2R5E45 1.7521E+02 7 14 0
77. A2R5E54 1.7521E+02 7 14 0
78. A2R5E34 1.7521E+02 7 14 0
79. A2R5E43 1.7521E+02 7 14 0
80. A2R5-1 1.5119E+02 7 12 0
81. A2R5-3 1.5119E+02 7 12 0
82. A2R5-4 1.5119E+02 7 12 0
83. A2R5-5 1.5119E+02 7 12 0
84. A1C2H* 1.0113E+02 5 8 0
85. A1C2H)2 1.2616E+02 6 10 0
86. A3-1 1.7723E+02 9 14 0
87. A3-4 1.7723E+02 9 14 0
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88. A3-9 1.7723E+02 9 14 0
89. A3R5-7* 2.0125E+02 9 16 0
90. A3R5-10* 2.0125E+02 9 16 0
91. A3L-1 1.7723E+02 9 14 0
92. A3L-2 1.7723E+02 9 14 0
93. A2C2H-2* 1.5119E+02 7 12 0
94. A2C2H-23 1.5119E+02 7 12 0
95. A3C2H-4 2.0226E+02 10 16 0
96. A3LE-2 2.0226E+02 10 16 0
97. A3LE-2S 2.0125E+02 9 16 0
98. CRYSN-4 2.2729E+02 11 18 0
99. CRYSN-5 2.2729E+02 11 18 0
100. BEPYR 2.5232E+02 12 20 0
101. BEPYR* 2.5131E+02 11 20 0
102. BAPYR 2.5232E+02 12 20 0
103. BAPYR* 2.5131E+02 11 20 0
104. BAPYR-2 2.5131E+02 11 20 0
105. BAA3L-12 2.2729E+02 11 18 0
106. BAA3L-4 2.2729E+02 11 18 0
107. BAA3L 2.2830E+02 12 18 0
108. BBFLTHN 2.5232E+02 12 20 0
109. BBFLTHN* 2.5131E+02 11 20 0
110. A4C2H-2* 2.2527E+02 9 18 0
111. A4C2H-2 2.2628E+02 10 18 0
112. A4-1 2.0125E+02 9 16 0
113. A4-2 2.0125E+02 9 16 0
114. A4-4 2.0125E+02 9 16 0
115. ANTHAN 2.7634E+02 12 22 0
116. CPCDA4 2.2628E+02 10 18 0
117. CPCDA4* 2.2527E+02 9 18 0
118. DCPA4 2.5030E+02 10 20 0
119. INA4 2.7634E+02 12 22 0
120. BGHIPE 2.7634E+02 12 22 0
121. BGHIPE* 2.7533E+02 11 22 0
122. BKFLTHN 2.5232E+02 12 20 0
123. CORONEN 3.0036E+02 12 24 0
124. BENZNAP 2.1830E+02 14 17 0
125. DBAHA3L 2.7836E+02 14 22 0
126. BAA3L-9 2.2729E+02 11 18 0
127. A3-3 1.7723E+02 9 14 0
128. A3C2H-3 2.0226E+02 10 16 0
129. A3-2 1.7723E+02 9 14 0
130. A3C2H-2* 2.0125E+02 9 16 0
131. A3C2H-2P 2.0125E+02 9 16 0
132. A3C2H-2 2.0226E+02 10 16 0
133. CRYSN-1 2.2729E+02 11 18 0
134. A3C2H-3* 2.0125E+02 9 16 0
135. BAA3L-6 2.2729E+02 11 18 0
136. C8H8 1.0415E+02 8 8 0
137. DPETE* 1.7924E+02 11 14 0
138. ph#C4H4 1.2918E+02 9 10 0
139. C10H10 1.3019E+02 10 10 0
140. C10H9 1.2918E+02 9 10 0
-----------------------------------------------------------
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(k = A T**n exp(-E/RT))
REACTIONS A n E

(cm, mol, s) (cal/mol)

1. 2R1H+M=H2+M 1.87E+18 -1.0 0.0
CH4 Enhanced by 3.000E+00
H2 Enhanced by 0.000E+00

2. 2R4CH3=C2H4Z+H2 2.10E+14 0.0 19300.0
3. R1H+R4CH3(+M)=>CH4(+M) 1.67E+14 0.0 0.0

CH4 Enhanced by 3.000E+00
Low pressure limit: 0.14080E+25 -0.18000E+01 0.00000E+00
TROE centering: 0.37000E+00 0.33150E+04 0.61000E+02

4. CH4(+M)=>R4CH3+R1H(+M) 2.40E+16 0.0 105000.0
CH4 Enhanced by 0.000E+00
Low pressure limit: 0.12900E+19 0.00000E+00 0.90900E+05
TROE centering: 0.00000E+00 0.13500E+04 0.10000E+01 0.78300E+04

5. CH4(+CH4)=>R4CH3+R1H(+CH4) 2.40E+16 0.0 105000.0
Low pressure limit: 0.84300E+18 0.00000E+00 0.90900E+05
TROE centering: 0.69000E+00 0.90000E+02 0.22100E+04

6. CH4+R1H=R4CH3+H2 1.30E+04 3.0 8000.0
7. R9C2H+CH4=C2H2+R4CH3 1.20E+12 0.0 0.0
8. C2H2+M=R9C2H+R1H+M 1.14E+17 0.0 107000.0

CH4 Enhanced by 3.000E+00
9. C2H2+R1H=R9C2H+H2 6.60E+13 0.0 27700.0

10. R10C2H3V(+M)=C2H2+R1H(+M) 2.00E+14 0.0 39800.0
CH4 Enhanced by 3.000E+00
Low pressure limit: 0.11900E+43 -0.75000E+01 0.45550E+05
TROE centering: 0.35000E+00 0.10000E+01 0.10000E+09

11. R10C2H3V+R1H=C2H2+H2 1.20E+13 0.0 0.0
12. R10C2H3V+R4CH3=CH4+C2H2 3.90E+11 0.0 0.0
13. 2R10C2H3V=C2H4Z+C2H2 9.60E+11 0.0 0.0
14. R10C2H3V+R9C2H=2C2H2 9.60E+11 0.0 0.0
15. C2H4Z+M=C2H2+H2+M 9.97E+16 0.0 71600.0

CH4 Enhanced by 3.000E+00
16. C2H4Z+M=R10C2H3V+R1H+M 7.40E+17 0.0 96700.0

CH4 Enhanced by 3.000E+00
17. C2H4Z+R1H=R10C2H3V+H2 1.33E+06 2.5 12240.0
18. C2H4Z+R4CH3=CH4+R10C2H3V 2.27E+05 2.0 9200.0
19. C2H2+R4CH3=>aC3H4+R1H 6.70E+19 -2.1 31600.0
20. 2C2H2=C4H4 5.50E+12 0.0 37000.0
21. R10C2H3V+R9C2H=>C4H4 1.80E+13 0.0 0.0
22. 2C3H3=C6H6# 1.00E+12 0.0 0.0
23. 2C3H3=C6H5#+R1H 3.00E+12 0.0 0.0
24. pC3H4+M=C3H3+R1H+M 4.70E+18 0.0 80000.0
25. pC3H4=R9C2H+R4CH3 4.20E+15 0.0 125000.0
26. pC3H4+R1H=C2H2+R4CH3 1.30E+05 2.5 1000.0
27. pC3H4+R1H(+M)=sC3H5(+M) 5.80E+12 0.0 3100.0

Low pressure limit: 0.38000E+26 -0.72700E+01 0.79800E+04
28. pC3H4+R1H=C3H3+H2 1.70E+05 2.5 2500.0
29. pC3H4+R4CH3=C3H3+CH4 2.20E+00 3.5 5700.0
30. pC3H4+R10C2H3V=C3H3+C2H4Z 2.20E+00 3.5 4700.0
31. pC3H4+R9C2H=C3H3+C2H2 3.60E+12 0.0 0.0
32. aC3H4(+M)=pC3H4(+M) 1.07E+14 0.0 64400.0

Low pressure limit: 0.34800E+18 0.00000E+00 0.48500E+05
33. aC3H4+M=C3H3+R1H+M 2.00E+18 0.0 80000.0
34. aC3H4+R1H(+M)=C3H5Y(+M) 4.00E+12 0.0 2700.0
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Low pressure limit: 0.56000E+34 -0.50000E+01 0.44400E+04
35. aC3H4+R1H=C3H3+H2 1.30E+06 2.5 9200.0
36. aC3H4+R4CH3=C3H3+CH4 2.00E+12 0.0 7700.0
37. aC3H4+R10C2H3V=C2H4Z+C3H3 5.00E+14 0.0 19800.0
38. aC3H4+R9C2H=C3H3+C2H2 1.00E+13 0.0 0.0
39. C3H5Y+R1H=aC3H4+H2 1.80E+13 0.0 0.0
40. C3H5Y+R4CH3=aC3H4+CH4 3.00E+12 -0.3 -100.0
41. C3H5Y+R10C2H3V=aC3H4+C2H4Z 2.40E+12 0.0 0.0
42. sC3H5=C3H5Y 5.00E+13 0.0 37000.0
43. R4CH3+C2H2=sC3H5 6.00E+11 0.0 7700.0
44. 2R9C2H=C4H2 1.80E+13 0.0 0.0
45. 2C2H2=C4H2+H2 1.50E+13 0.0 42700.0
46. C2H2+R9C2H=C4H2+R1H 9.00E+13 0.0 0.0
47. 2C2H2=nC4H3+R1H 1.00E+12 0.0 64100.0
48. R9C2H+R10C2H3V=nC4H3+R1H 1.80E+13 0.0 0.0
49. nC4H3(+M)=C4H2+R1H(+M) 1.00E+14 0.0 36000.0

Low pressure limit: 0.10000E+15 0.00000E+00 0.30000E+05
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+01 0.10000E+09

50. nC4H3+R1H=iC4H3+R1H 2.40E+11 0.8 2410.0
51. nC4H3+R1H=C4H2+H2 6.00E+12 0.0 0.0
52. nC4H3+C2H2=lC6H5 1.73E+11 -0.4 4000.0
53. nC4H3+C2H2=C6H5# 3.33E+24 -3.9 9200.0
54. iC4H3=nC4H3 1.50E+13 0.0 67800.0
55. iC4H3(+M)=C4H2+R1H(+M) 1.00E+14 0.0 55000.0

Low pressure limit: 0.20000E+16 0.00000E+00 0.48000E+05
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+01 0.10000E+09

56. iC4H3+R1H=2C2H2 2.40E+19 -1.6 2800.0
57. iC4H3+R1H=C4H2+H2 1.20E+13 0.0 0.0
58. iC4H3+R10C2H3V=2C3H3 4.00E+12 0.0 0.0
59. iC4H3+R10C2H3V=>lC6H5+R1H 6.00E+12 0.0 0.0
60. R10C2H3V+C2H2=C4H4+R1H 1.32E+12 0.2 8312.0
61. C2H4Z+R9C2H=C4H4+R1H 1.20E+13 0.0 0.0
62. C4H4+R1H=nC4H3+H2 6.65E+05 2.5 12231.0
63. C4H4+R1H=iC4H3+H2 3.33E+05 2.5 9240.0
64. R9C2H+C4H4=>C2H2+iC4H3 4.00E+13 0.0 0.0
65. C2H2+iC4H3=>R9C2H+C4H4 3.00E+13 0.0 27900.0
66. R10C2H3V+C4H4=>C2H4Z+nC4H3 5.00E+11 0.0 16300.0
67. nC4H3+C2H4Z=>R10C2H3V+C4H4 3.50E+11 0.0 13400.0
68. R10C2H3V+C4H4=>C2H4Z+iC4H3 5.00E+11 0.0 16300.0
69. iC4H3+C2H4Z=>R10C2H3V+C4H4 1.30E+11 0.0 24100.0
70. C4H4+C2H2=C6H5#+R1H 1.00E+09 0.0 30020.0
71. C4H4+R10C2H3V=C6H6#+R1H 1.90E+12 0.0 2500.0
72. 2aC3H4=C2H4Z+C4H4 1.00E+15 0.0 48000.0
73. nC4H5(+M)=R1H+C4H4(+M) 1.00E+14 0.0 37000.0

Low pressure limit: 0.10000E+15 0.00000E+00 0.30000E+05
74. nC4H5+R1H=C4H4+H2 1.50E+13 0.0 0.0
75. nC4H5=C2H2+R10C2H3V 1.00E+14 0.0 43900.0
76. nC4H5+C2H2=C6H6#+R1H 1.90E+07 1.5 4200.0
77. R10C2H3V+nC4H5=C6H6#+H2 2.80E-07 5.6 -1900.0
78. C4H5-1s=R1H+C4H4 6.00E+13 0.0 50400.0
79. C4H5-1s+R1H=C4H4+H2 2.00E+13 0.0 0.0
80. 2R10C2H3V=C4H6Z2 9.80E+14 -0.5 0.0
81. C4H6Z2=C4H4+H2 2.50E+15 0.0 94700.0
82. C2H4Z+R10C2H3V=C4H6Z2+R1H 7.40E+14 -0.7 8420.0
83. C4H6Z2+C3H3=nC4H5+aC3H4 1.00E+13 0.0 22500.0
84. C4H6Z2+R1H=nC4H5+H2 1.30E+06 2.5 12200.0
85. C4H6Z2+R4CH3=nC4H5+CH4 7.00E+13 0.0 18500.0
86. C4H6Z2+R10C2H3V=nC4H5+C2H4Z 5.00E+14 0.0 22800.0
87. C4H6-12=C4H6Z2 2.50E+13 0.0 63000.0
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88. C4H6-12+R1H=R10C2H3V+C2H4Z 4.00E+11 0.0 0.0
89. C4H6-12=C3H3+R4CH3 7.30E+14 0.0 75400.0
90. C4H6-1=C4H6-12 2.50E+13 0.0 65000.0
91. C4H6-1=C4H5-1s+R1H 7.70E+14 0.0 87900.0
92. C4H6-1=>C3H3+R4CH3 3.00E+15 0.0 75800.0
93. C4H6-1+R1H=R4CH3+aC3H4 3.20E+12 0.0 1700.0
94. C4H6-1+R1H=H2+C4H5-1s 5.40E+04 2.5 -1900.0
95. C4H6-1+R4CH3=CH4+C4H5-1s 1.50E+12 0.0 7100.0
96. C6H5#+R1H(+M)=C6H6#(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

C6H6# Enhanced by 3.000E+00
Low pressure limit: 0.66000E+76 -0.16300E+02 0.70000E+04
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+00 0.58500E+03 0.61130E+04

97. C6H6#+R1H=C6H5#+H2 1.22E+08 2.0 15880.0
98. C6H6#+R4CH3=C6H5#+CH4 2.07E+00 3.9 13300.0
99. C6H6#+R10C2H3V=styrene+R1H 7.90E+11 0.0 6400.0

100. C6H6#+R9C2H=C6H5#C2H+R1H 5.00E+13 0.0 0.0
101. C6H6#+nC4H5=C6H5#+C4H6Z2 6.30E+11 0.0 15000.0
102. C6H5#+C2H4Z=C6H6#+R10C2H3V 9.45E-03 4.5 4471.0
103. C6H5#+C2H2=C6H5#C2H+R1H 4.00E+13 0.0 10100.0
104. C6H5#+R10C2H3V=styrene 5.00E+12 0.0 0.0
105. C6H5#=lC6H5 5.00E+13 0.0 72500.0
106. lC6H5=>2C2H2+R9C2H 2.00E+13 0.0 51000.0
107. C5H5#=lC5H5 1.00E+14 0.0 45500.0
108. lC5H5=C3H3+C2H2 2.00E+13 0.0 50000.0
109. C5H6#(+M)=C5H5#+R1H(+M) 5.09E+64 -0.8 84100.0

Low pressure limit: 0.59000E-53 -0.19600E+02 0.10000E+06
110. C5H5#=C2H2+C3H3 2.79E+79 -18.3 131000.0
111. C5H6#+R1H=C5H5#+H2 6.67E+07 1.9 4259.0
112. C5H6#+R1H=C3H5Y+C2H2 6.60E+14 0.0 12344.0
113. C5H6#+R4CH3=C5H5#+CH4 3.11E+11 0.0 5500.0
114. C5H6#+C3H3=C5H5#+aC3H4 8.00E+11 0.0 15100.0
115. C5H6#+C3H3=C5H5#+pC3H4 8.00E+11 0.0 15100.0
116. C5H6#+iC4H3=C5H5#+C4H4 1.60E+12 0.0 15100.0
117. C5H6#+nC4H5=C5H5#+C4H6Z2 1.60E+12 0.0 11100.0
118. toluene=benzyl+R1H 2.09E+15 0.0 87510.0
119. toluene=C6H5#+R4CH3 2.66E+16 0.0 97880.0
120. toluene+R1H=C6H6#+R4CH3 5.67E+08 1.4 5650.0
121. toluene+C3H3=benzyl+pC3H4 1.60E+12 0.0 15100.0
122. toluene+nC4H5=benzyl+C4H6Z2 1.60E+12 0.0 11100.0
123. toluene+C5H5#=benzyl+C5H6# 1.60E+11 0.0 15100.0
124. toluene+C6H5#=benzyl+C6H6# 7.90E+13 0.0 12000.0
125. toluene+R1H=benzyl+H2 2.92E+06 2.4 5810.0
126. toluene+R4CH3=benzyl+CH4 3.91E+00 3.8 6980.0
127. toluene+R10C2H3V=benzyl+C2H4Z 4.00E+12 0.0 8000.0
128. benzyl=C5H5#+C2H2 6.00E+13 0.0 70000.0
129. benzyl=>C3H3+C4H4 2.00E+14 0.0 83600.0
130. etC6H5=benzyl+R4CH3 6.10E+15 0.0 75120.0
131. etC6H5+R1H=C8H9#-1+H2 7.20E+08 1.5 6790.0
132. etC6H5+R4CH3=C8H9#-1+CH4 2.43E+06 1.9 10300.0
133. etC6H5+C6H5#=C6H6#+C8H9#-1 5.85E+10 0.0 3830.0
134. C8H9#-1=C2H4Z+C6H5# 2.00E+13 0.0 35500.0
135. styrene+R1H=C8H9#-1 1.32E+13 0.0 3260.0
136. styrene+R1H=C6H5C2H2+H2 3.30E+05 2.5 9200.0
137. styrene+R4CH3=C6H5C2H2+CH4 3.50E+13 0.0 15500.0
138. C6H5C2H2+R1H=C6H5#C2H+H2 1.00E+13 0.0 0.0
139. C6H5#C2H=>C6H5#+R9C2H 2.20E+16 0.0 98000.0
140. stilbene+R1H=>C6H6#+C2H2+C6H5# 5.67E+08 1.4 5650.0
141. 2C5H5#=naphtalene+2R1H 2.00E+13 0.0 4000.0
142. C6H5#+iC4H3=naphtalene 3.18E+23 -3.2 4230.0
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143. C6H5#+C4H4=naphtalene+R1H 3.30E+33 -5.7 25500.0
144. benzyl+C3H3=>naphtalene+2R1H 6.00E+11 0.0 0.0
145. C6H5C2H2+C2H2=naphtalene+R1H 1.60E+16 -1.3 6560.0
146. indenyl+C5H5#=>phenanthrene+2R1H 4.30E+13 0.0 9710.0
147. indene+R1H=indenyl+H2 1.08E+05 2.5 -1900.0
148. indene+R1H=>benzyl+C2H2 1.20E+03 0.1 27600.0
149. indene+R1H=ph#C3H4-1 5.80E+13 0.0 8100.0
150. indene+R4CH3=indenyl+CH4 2.00E+11 0.0 7300.0
151. indenyl=>C5H5#+C4H2 5.00E+13 0.0 74450.0
152. indenyl+R1H=indene 1.00E+14 0.0 0.0
153. indenyl+C3H3=>A2C2H-1+2R1H 6.00E+11 0.0 0.0
154. indenyl+C3H3=>A2C2H-2+2R1H 6.00E+11 0.0 0.0
155. phenanthrene=>naphtalene+C4H2 1.00E+11 0.0 89420.0
156. phenanthrene=A2R5+C2H2 2.00E+11 0.0 89420.0
157. naphtyl1+C6H6#=pyrene+R1H+H2 1.00E+12 0.0 4970.0
158. naphtyl1+C6H5#=>pyrene+H2 4.30E+37 -6.3 44870.0
159. chrysene=>C4H2+phenanthrene 1.00E+11 0.0 89420.0
160. chrysene=C2H2+pyrene 1.00E+11 0.0 89420.0
161. antra=phenanthrene 7.94E+12 0.0 65000.0
162. C6H5#+C3H3=indene 6.46E+12 0.0 0.0
163. ph#C3H4-1=benzyl+C2H2 2.00E+13 0.0 30000.0
164. benzyl+C2H2=>indene+R1H 6.91E+03 -1.9 -4250.0
165. fulvene+R1H=C6H6#+R1H 3.00E+12 0.5 2000.0
166. fulvene=C6H6# 5.62E+81 -19.4 121500.0
167. fulvene=C6H5#+R1H 2.57E+97 -23.2 153470.0
168. 2C3H3=fulvene 1.26E+56 -12.6 23520.0
169. C3H3+C3H5Y=>fulvene+2R1H 3.26E+29 -5.4 3390.0
170. nC4H3+R10C2H3V=fulvene 4.00E+12 0.0 0.0
171. iC4H3+R10C2H3V=fulvene 1.00E+13 0.0 0.0
172. nC4H5+C2H2=fulvene+R1H 2.52E-09 -0.8 4412.0
173. nC4H5+R9C2H=fulvene 4.00E+12 0.0 0.0
174. styryl+R1H(+M)=styrene(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.66000E+76 -0.16300E+02 0.70000E+04
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+00 0.58490E+03 0.61130E+04

175. styrene=C6H6#+C2H2 2.40E+14 0.0 78127.0
176. naphtyl1+C2H4Z=A2R5H2+R1H 2.51E+12 0.0 6200.0
177. A2R5H2=A2R5+H2 4.70E+13 0.0 61602.0
178. BENZYLB+R1H=BENZYLB*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
179. BENZYLB*=fluorene+R1H 4.00E+11 0.0 12000.0
180. benzyl+C6H5#=BENZYLB 1.19E+13 0.0 220.0
181. benzyl+C6H6#=>BENZYLB+R1H 1.20E+12 0.0 15941.0
182. naphtalene+C6H5#=>FLTHN+H2+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
183. naphtyl1+C6H5#=>FLTHN+2R1H 1.39E+13 0.0 110.0
184. naphtyl1+C6H6#=>FLTHN+H2+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
185. FLTHN+R1H=FLTHN-1+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
186. FLTHN+R1H=FLTHN-3+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
187. FLTHN-1+R1H=FLTHN 5.00E+13 0.0 0.0
188. FLTHN-1+C2H2=BGHIF+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
189. FLTHN-3+R1H=FLTHN 5.00E+13 0.0 0.0
190. FLTHN-3+C2H2=CPCDFL+R1H 3.80E+22 -2.5 16881.0
191. A3R5=FLTHN 8.51E+12 0.0 62862.0
192. A3LR5=FLTHN 8.51E+12 0.0 62862.0
193. A1C2H*+C2H2=A2T1+R1H 5.20E+64 -14.5 52202.0
194. A1C2H)2+R1H=A2T1+R1H 2.70E+76 -17.3 58201.0
195. A2T1+R1H=naphtyl1 5.90E+61 -15.4 36500.0
196. naphtyl1+R1H=A2T1+H2 4.40E-13 7.8 9261.0
197. phenanthrene+R1H=A3-1+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
198. phenanthrene+R1H=A3-2+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
199. phenanthrene+R1H=A3-3+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
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200. phenanthrene+R1H=A3-4+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
201. phenanthrene+R4CH3=A3-4+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
202. phenanthrene+R10C2H3V=A3-4+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
203. A3-1+C2H2=A3R5+R1H 3.59E+22 -2.5 16161.0
204. A3-1+R1H=A3-4+R1H 9.30E+58 -11.4 71103.0
205. A3-1+C4H4=chrysene+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
206. A3-1+C6H6#=>BBFLTHN+H2+R1H 4.00E+11 0.0 4001.0
207. A3-1+C6H5#=>BBFLTHN+2R1H 5.00E+12 0.0 0.0
208. A3-1+R1H(+M)=phenanthrene(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.40000+149 -0.37505E+02 0.86190E+02
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+01 0.14490E+03 0.56328E+04

209. A3-2+C2H2=A3C2H-2+R1H 1.03E+26 -3.4 22249.0
210. A3-2+R1H=phenanthrene 2.15E+19 -1.6 1699.0
211. A3-2+C4H4=chrysene+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
212. A3-2+C6H5#C2H=DBAHA3L+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
213. A3-3+C2H2=A3C2H-3+R1H 1.03E+26 -3.4 22249.0
214. A3-3+R1H=phenanthrene 2.15E+19 -1.6 1699.0
215. A3-3+C4H4=BAA3L+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
216. A3-4+C2H2=A3C2H-4+R1H 3.40E+12 0.3 19701.0
217. A3-4+C2H2=pyrene+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
218. A3-4+C6H6#=>BEPYR+H2+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
219. A3-4+R1H(+M)=phenanthrene(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.21000+140 -0.34803E+02 0.76990E+02
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+01 0.17140E+03 0.49928E+04

220. pyrene+R1H=A4-1+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
221. pyrene+R1H=A4-2+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
222. pyrene+R1H=A4-4+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
223. A4-1+C2H2=CPCDA4+R1H 3.80E+22 -2.5 16881.0
224. A4-1+R1H=pyrene 5.00E+13 0.0 0.0
225. A4-1+C6H5#=>INA4+2R1H 5.00E+12 0.0 0.0
226. A4-1+C6H6#=>INA4+H2+R1H 4.00E+11 0.0 4001.0
227. A4-2+C2H2=A4C2H-2+R1H 1.26E+29 -4.2 24462.0
228. A4-2+R1H=pyrene 5.00E+13 0.0 0.0
229. A4-4+C2H2=CPCDA4+R1H 3.80E+22 -2.5 16881.0
230. A4-4+R1H=pyrene 5.00E+13 0.0 0.0
231. A2R5+R1H=A2R5-1+H2 3.23E+07 2.1 19801.0
232. A2R5+R1H=A2R5-3+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
233. A2R5+R1H=A2R5-4+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
234. A2R5+R1H=A2R5-5+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
235. A2R5-1+R1H=A2R5 1.24E+33 -5.7 8910.0
236. A2R5-3+R1H=A2R5 1.15E+32 -5.4 8461.0
237. A2R5-4+R1H=A2R5 1.15E+32 -5.4 8461.0
238. A2R5-5+R1H=A2R5 1.15E+32 -5.4 8461.0
239. A2R5-1+C2H2=A2R5E-1+R1H 1.12E+26 -3.4 20869.0
240. A2R5-3+C2H2=A2R5E-3+R1H 1.12E+26 -3.4 20869.0
241. A2R5-4+C2H2=A2R5E-4+R1H 1.12E+26 -3.4 20869.0
242. A2R5-5+C2H2=A2R5E-5+R1H 2.50E-09 6.6 8850.0
243. A2R5E-3+R1H=A2R5E34+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
244. A2R5E-4+R1H=A2R5E45+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
245. A2R5E-4+R1H=A2R5E43+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
246. A2R5E-5+R1H=A2R5E54+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
247. A2R5E34+C2H2=A3LR5* 1.87E+07 1.8 3262.0
248. A2R5E43+C2H2=A3LR5* 1.87E+07 1.8 3262.0
249. A2R5E45+C2H2=A3R5-7* 1.87E+07 1.8 3262.0
250. A2R5E54+C2H2=A3R5-10* 1.87E+07 1.8 3262.0
251. phenanthrene+R9C2H=A3C2H-4+R1H 5.00E+13 0.0 0.0
252. A3C2H-4+R1H=pyrene+R1H 4.20E+27 -4.2 10901.0
253. A2C2H-23+C2H2=A3L-1 4.67E+06 1.8 3262.0
254. antra+R1H=A3L-1+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
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255. naphtyl2+C4H2=A3L-2 4.67E+06 1.8 3262.0
256. antra+R1H=A3L-2+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
257. A3L-1+C2H2=A3LR5+R1H 3.59E+22 -2.5 16161.0
258. A3L-1+R1H=antra 2.15E+19 -1.6 1699.0
259. A3L-1+C4H4=BAA3L+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
260. A3L-2+C2H2=A3LE-2+R1H 1.03E+26 -3.4 22249.0
261. A3L-2+R1H=antra 2.15E+19 -1.6 1699.0
262. A3L-2+C4H4=BAA3L+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
263. A3LR5*+R1H=A3LR5 5.00E+13 0.0 0.0
264. A3R5-7*+R1H=A3R5 5.00E+13 0.0 0.0
265. A3R5-10*+R1H=A3R5 5.00E+13 0.0 0.0
266. A3LR5=A3R5 8.51E+12 0.0 62862.0
267. CPCDFL+R1H=CPCDFL*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
268. CPCDFL*+C2H2=CPBFL+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
269. A1C2H*+R1H(+M)=C6H5#C2H(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.66000E+76 -0.16300E+02 0.29290E+02
TROE centering: 0.10000E+01 0.10000E+00 0.58490E+03 0.61130E+04

270. A1C2H*+C2H2=naphtyl1 2.00E+72 -17.7 36600.0
271. A1C2H*+C2H2=A1C2H)2+R1H 4.80E+29 -4.6 26001.0
272. A1C2H*+C6H6#=phenanthrene+R1H 4.19E+04 2.7 3513.0
273. A1C2H*+C6H5#C2H=pyrene+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
274. C6H5#C2H+R1H=A1C2H*+H2 2.50E+14 0.0 16001.0
275. C6H5#C2H+R4CH3=A1C2H*+CH4 1.67E+12 0.0 15057.0
276. naphtalene+A1C2H*=BAA3L+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
277. naphtalene+A1C2H*=chrysene+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
278. A2C2H-1+A1C2H*=BAPYR+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
279. C6H5#C2H+R9C2H=A1C2H)2+R1H 5.00E+13 0.0 0.0
280. A1C2H)2+R1H=naphtyl1 4.00E+75 -18.1 34500.0
281. A2C2H-2*+C2H2=A3-1 2.00E+72 -17.7 36600.0
282. A2C2H-2*+R1H(+M)=A2C2H-2(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.38000+128 -0.31434E+02 0.78240E+02
TROE centering: 0.20000E+00 0.12280E+03 0.47840E+03 0.54119E+04

283. A2C2H-2+R1H=A2C2H-2*+H2 2.50E+14 0.0 16001.0
284. A2C2H-2+R1H=A2C2H-23+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
285. naphtyl2+C6H5#C2H=BAA3L+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
286. 2indenyl=>BAA3L+2R1H 1.00E+12 0.0 7999.0
287. A3LE-2S+C2H2=BAA3L-12 1.87E+07 1.8 3262.0
288. A3LE-2+R1H=A3LE-2S+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
289. BAPYR+R1H=BAPYR*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
290. BAPYR+R4CH3=BAPYR*+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
291. BAPYR+R10C2H3V=BAPYR*+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
292. BAPYR+R1H=BAPYR-2+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
293. BAPYR+R4CH3=BAPYR-2+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
294. BAPYR+R10C2H3V=BAPYR-2+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
295. BAPYR*+C2H2=ANTHAN+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
296. BAPYR-2+C2H2=ANTHAN+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
297. BAPYR*+R1H=BAPYR 5.00E+13 0.0 0.0
298. BAPYR-2+R1H=BAPYR 5.00E+13 0.0 0.0
299. CRYSN-4+C2H2=BAPYR+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
300. CRYSN-5+C2H2=BAPYR+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
301. CRYSN-4+R1H=chrysene 5.00E+13 0.0 0.0
302. CRYSN-5+R1H=chrysene 5.00E+13 0.0 0.0
303. A4C2H-2*+C2H2=BAPYR* 1.87E+07 1.8 3262.0
304. chrysene+R1H=CRYSN-1+H2 3.23E+07 2.1 15822.0
305. chrysene+R1H=CRYSN-4+H2 3.23E+07 2.1 15822.0
306. chrysene+R4CH3=CRYSN-4+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
307. chrysene+R10C2H3V=CRYSN-4+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
308. chrysene+R1H=CRYSN-5+H2 3.23E+07 2.1 15822.0
309. chrysene+R4CH3=CRYSN-5+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
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310. chrysene+R10C2H3V=CRYSN-5+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
311. A4C2H-2+R1H=A4C2H-2*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
312. CPCDA4+R1H=CPCDA4*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
313. CPCDA4*+C2H2=DCPA4+R1H 3.80E+22 -2.5 16881.0
314. phenanthrene+C6H5#=>BEPYR+H2+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
315. BEPYR*+R1H=BEPYR 5.00E+13 0.0 0.0
316. BEPYR*+C2H2=BGHIPE+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
317. BEPYR+R1H=BEPYR*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
318. BEPYR+R4CH3=BEPYR*+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
319. BEPYR+R10C2H3V=BEPYR*+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
320. A3-9+C6H5#=>BBFLTHN+2R1H 5.00E+12 0.0 0.0
321. A3-9+C6H6#=>BBFLTHN+H2+R1H 4.00E+11 0.0 4001.0
322. A3-9+R1H=phenanthrene 2.15E+19 -1.6 1699.0
323. BBFLTHN+R1H=BBFLTHN*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
324. BBFLTHN*+C2H2=INA4+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
325. phenanthrene+R1H=A3-9+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
326. naphtalene+naphtyl2=>BKFLTHN+H2+R1H 4.00E+11 0.0 4001.0
327. naphtalene+naphtyl1=>BKFLTHN+H2+R1H 4.00E+11 0.0 4001.0
328. naphtyl1+naphtyl2=>BKFLTHN+2R1H 5.00E+12 0.0 0.0
329. BGHIPE+R1H=BGHIPE*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
330. BGHIPE+R4CH3=BGHIPE*+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
331. BGHIPE+R10C2H3V=BGHIPE*+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
332. BGHIPE*+C2H2=CORONEN+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
333. naphtalene+R1H=naphtyl1+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
334. naphtalene+R4CH3=naphtyl1+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
335. naphtalene+R10C2H3V=naphtyl1+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
336. naphtyl1+R1H(+M)=naphtalene(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.38000+128 -0.31434E+02 0.78240E+02
TROE centering: 0.20000E+00 0.12280E+03 0.47840E+03 0.54119E+04

337. C6H5#+nC4H3=naphtyl2+R1H 1.84E+72 -16.1 57632.0
338. naphtalene+R1H=naphtyl2+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
339. naphtalene+R4CH3=naphtyl2+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
340. naphtalene+R10C2H3V=naphtyl2+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
341. naphtyl2+R1H(+M)=naphtalene(+M) 1.00E+14 0.0 0.0

Low pressure limit: 0.95000+130 -0.32132E+02 0.78660E+02
TROE centering: 0.87000E+00 0.49270E+03 0.11790E+03 0.56520E+04

342. naphtyl1+R1H=naphtyl2+R1H 6.50E+45 -7.9 55501.0
343. naphtyl1+C2H2=A2R5+R1H 1.80E+33 -5.9 19701.0
344. naphtyl1+C2H2=A2C2H-1+R1H 9.60E-09 6.4 8621.0
345. naphtyl1+C4H4=phenanthrene+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
346. naphtyl1+C5H6#=naphtalene+C5H5# 1.00E-01 4.0 0.0
347. naphtyl2+C2H2=A2C2H-2+R1H 1.01E+26 -3.4 20231.0
348. naphtyl2+R4CH3=A2CH2-2+R1H 1.70E+36 -5.9 34631.0
349. naphtyl2+R4CH3=A2CH3-2 3.05E+52 -11.8 17660.0
350. naphtyl2+C4H4=phenanthrene+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
351. naphtyl2+C4H4=antra+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
352. naphtyl2+benzyl=BENZNAP 1.19E+13 0.0 220.0
353. naphtyl2+C6H6#=pyrene+R1H+H2 1.00E+12 0.0 4970.0
354. naphtyl2+C6H5#=>pyrene+H2 4.30E+37 -6.3 44870.0
355. naphtyl2+C6H5#C2H=chrysene+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
356. naphtyl2+C5H6#=naphtalene+C5H5# 1.00E-01 4.0 0.0
357. naphtalene+benzyl=>BENZNAP+R1H 1.20E+12 0.0 15941.0
358. A2CH2-2+R1H=A2CH3-2 1.00E+14 0.0 0.0
359. A2CH2-2+C3H3=>phenanthrene+2R1H 4.00E+11 0.0 13900.0
360. A2CH3-2+R1H=A2CH2-2+H2 3.98E+02 3.4 3119.0
361. A2CH3-2+R4CH3=A2CH2-2+CH4 1.58E+12 0.0 10930.0
362. A2CH3-2+R1H=naphtalene+R4CH3 1.20E+13 0.0 5148.0
363. indenyl+C2H2=A2CH2-2 5.00E+11 0.0 10337.0
364. naphtalene+R9C2H=A2C2H-1+R1H 5.00E+13 0.0 0.0
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365. naphtalene+R9C2H=A2C2H-2+R1H 5.00E+13 0.0 0.0
366. A2C2H-1+R1H=A2R5+R1H 1.00E+40 -7.8 21001.0
367. phenanthrene+A1C2H*=DBAHA3L+R1H 8.51E+11 0.0 3987.0
368. BAA3L+R1H=BAA3L-4+H2 3.23E+09 2.1 15843.0
369. BAA3L+R1H=BAA3L-6+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
370. BAA3L+R4CH3=BAA3L-6+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
371. BAA3L+R10C2H3V=BAA3L-6+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
372. BAA3L+R1H=BAA3L-9+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
373. BAA3L+R4CH3=BAA3L-9+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
374. BAA3L+R10C2H3V=BAA3L-9+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
375. BAA3L+R1H=BAA3L-12+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
376. BAA3L+R4CH3=BAA3L-12+CH4 2.00E+12 0.0 15059.0
377. BAA3L+R10C2H3V=BAA3L-12+C2H4Z 6.00E+11 0.0 12978.0
378. BAA3L-4+R1H=BAA3L 5.00E+13 0.0 0.0
379. BAA3L-6+R1H=BAA3L 5.00E+13 0.0 0.0
380. BAA3L-9+R1H=BAA3L 5.00E+13 0.0 0.0
381. BAA3L-12+R1H=BAA3L 5.00E+13 0.0 0.0
382. BAA3L-4+C2H2=BAPYR+R1H 1.87E+07 1.8 3262.0
383. BAA3L-9+C4H4=DBAHA3L+R1H 9.90E+30 -5.1 21101.0
384. A3C2H-2+R1H=A3C2H-2P+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
385. A3C2H-2+R1H=A3C2H-2*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
386. A3C2H-3+R1H=A3C2H-3*+H2 3.23E+07 2.1 15843.0
387. A3C2H-2P+C2H2=BAA3L-9 1.87E+07 1.8 3262.0
388. A3C2H-2*+C2H2=CRYSN-1 5.60E+05 2.3 3260.0
389. A3C2H-3*+C2H2=BAA3L-6 5.60E+05 2.3 3260.0
390. CRYSN-1+R1H=chrysene 5.00E+13 0.0 0.0
391. C4H4+C2H2=C6H6# 4.47E+11 0.0 30114.0
392. 2C4H4=C8H8 4.37E+10 0.0 18400.0
393. C5H6#+R10C2H3V=C5H5#+C2H4Z 6.00E+12 0.0 0.0
394. iC4H3+R1H=C4H4 5.30E+46 -10.7 9271.0
395. C4H4=C4H2+H2 1.26E+15 0.0 94701.0
396. aC3H4+C3H3=C6H6#+R1H 1.40E+12 0.0 10000.0
397. pC3H4+C3H3=C6H6#+R1H 1.40E+12 0.0 10000.0
398. lC5H5+R1H=C5H6# 1.00E+14 0.0 0.0
399. A2CH2-2+C3H3=>antra+2R1H 4.00E+11 0.0 13900.0
400. C8H9#-1+R1H=styrene+H2 1.80E+12 0.0 0.0
401. C8H9#-1+R4CH3=styrene+CH4 1.10E+12 0.0 0.0
402. styrene+R1H=styryl+H2 2.50E+14 0.0 15991.0
403. styrene+R4CH3=styryl+CH4 2.07E+00 3.9 13300.0
404. styryl+C2H2=naphtalene+R1H 2.10E+15 -1.1 5997.0
405. styrene=C6H5C2H2+R1H 1.30E+44 -8.4 125322.0
406. styryl+R4CH3=>indene+2R1H 5.00E+13 0.0 0.0
407. C6H5C2H2+R4CH3=>indene+2R1H 5.00E+13 0.0 0.0
408. C8H9#-1+R1H=etC6H5 3.60E+13 0.0 0.0
409. 2indenyl=>chrysene+2R1H 1.00E+12 0.0 7994.0
410. 2indenyl=>BGHIF+2H2 8.30E+38 -6.3 44767.0
411. stilbene+R1H=DPETE*+H2 2.19E+08 1.8 2998.0
412. stilbene+R4CH3=DPETE*+CH4 3.10E+11 0.0 5493.0
413. stilbene+R10C2H3V=DPETE*+C2H4Z 4.40E+00 3.5 4084.0
414. DPETE*=phenanthrene+R1H 4.00E+11 0.0 11992.0
415. DPETE*+R1H=stilbene 1.17E+33 -5.6 8754.0
416. styrene+C6H5#=stilbene+R1H 2.50E+12 0.0 6196.0
417. C6H5C2H2+C6H5#=stilbene 3.90E+38 -7.6 12893.0
418. C6H5C2H2+C6H6#=stilbene+R1H 8.00E+11 0.0 6396.0
419. C8H8=C6H6#+C2H2 6.31E+13 0.0 53500.0
420. ph#C4H4=styrene+R9C2H 2.00E+14 0.0 57000.0
421. C10H9=ph#C4H4 2.50E+14 0.7 41800.0
422. C10H10+R1H=C10H9+H2 2.00E+05 2.5 2500.0
423. naphtalene+R1H=C10H9 5.00E+14 0.0 5000.0
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424. benzyl+C3H3=C10H10 1.00E+10 0.0 0.0
425. C10H9+R1H=C10H10 1.00E+14 0.0 0.0
426. 2C4H4=styrene 1.80E+20 -1.9 40197.0
427. nC4H5+C4H4=styrene+R1H 3.16E+11 0.0 596.1
428. C6H5#+C2H2=styryl 7.90E+51 -12.4 17758.0
429. C6H5#+C2H4Z=styrene+R1H 2.50E+12 0.0 6196.0
430. C6H5#+C4H6Z2=styrene+R10C2H3V 3.20E+11 0.0 1903.0
431. C6H5#+C4H4=styrene+R9C2H 4.00E+13 0.0 19870.0
432. C6H5#+C4H4=C6H5#C2H+R10C2H3V 3.20E+11 0.0 1352.0
433. C6H5#+C4H6Z2=>indene+R4CH3 1.42E+13 0.0 278.0
434. C6H5#+C4H6Z2=>naphtalene+H2+R1H 5.00E+11 0.0 2987.0
435. C6H5#+C4H2=C6H5#C2H+R9C2H 2.00E+13 0.0 21857.0
436. C6H5#+C2H2=C6H5C2H2 9.90E+41 -9.3 15715.0
437. C5H5#+C3H3=>styryl+R1H 3.00E+35 -7.2 8413.0
438. C5H5#+C3H3=>styrene 1.00E+13 0.0 8294.0
439. styryl+C4H2=>A2R5+R1H 1.60E+16 -1.3 5365.0
440. styryl+C6H5#C2H=>pyrene+H2+R1H 1.10E+24 -2.9 15916.0
441. styryl+A1C2H*=>pyrene+2R1H 6.00E+17 0.0 46943.0
442. A2C2H-23+styryl=>BAPYR+2R1H 6.00E+17 0.0 46943.0
443. C6H6#+C4H4=C10H10 4.47E+11 0.0 30114.0
444. C5H6#+C5H5#=>indene+R4CH3 7.86E-01 3.1 5729.0
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Annexe B

Comparaisons des résultats des
simulations des mécanismes d’origine

et simplifié

Les résultats des simulations réalisées avec le mécanisme de Bensabath (2017) et le mécanisme
simplifié sont présentés sur les figures B.1 et B.2. Les graphiques montrent la somme des fractions
massiques des 16 HAP de l’US EPA, les fractions molaires de l’acétylène, du dihydrogène, du
vinylacétylène et du benzène en régime permanent dans les conditions opératoires du tableau
B.1.

La valeur de la tolérance absolue pour la simplification a été fixée à 1.10−4 pour toutes les
espèces. Or, cette valeur est trop élevée pour pouvoir reproduire correctement les résultats du
mécanisme de base pour certains HAP qui sont produits en très faible quantité. Cependant, cela
ne pose pas de problème particulier tant que la quantité totale générée des 16 HAP de l’US
EPA soit reproduite correctement, puisque c’est la détermination de cette dernière qui est un
des objectifs ciblés.

La simplification a été réalisée en réacteur parfaitement agité mais des simulations en réacteur
piston sont aussi effectuées pour la comparaison.

Les résultats montrent que le mécanisme simplifié reproduit correctement les résultats du
mécanisme détaillé en réacteur parfaitement agité et en réacteur piston pour les hydrocarbures
légers cibles. L’écart relatif en régime permanent est inférieur à 20 %.

Pour ce qui est des HAP, l’écart relatif entre les deux mécanismes sur la somme globale des
16 HAP est toujours inférieur à 10 % en réacteur parfaitement agité et elle peut monter à 20 %
en réacteur piston.
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Annexe B. Comparaisons des résultats des simulations des mécanismes d’origine et simplifié

Tableau B.1 – Conditions opératoires des simulations

Simulation Pression Température Temps de
passage

Simulation Pression Température Temps de
passage

- Pa °C s - Pa °C s
1 300 850 0,5 17 8000 850 0,5
2 300 850 1 18 8000 850 1
3 300 850 2 19 8000 850 2
4 300 850 3 20 8000 850 3
5 300 900 0,5 21 8000 900 0,5
6 300 900 1 22 8000 900 1
7 300 900 2 23 8000 900 2
8 300 900 3 24 8000 900 3
9 300 950 0,5 25 8000 950 0,5
10 300 950 1 26 8000 950 1
11 300 950 2 27 8000 950 2
12 300 950 3 28 8000 950 3
13 300 1100 0,5 29 8000 1100 0,5
14 300 1100 1 30 8000 1100 1
15 300 1100 2 31 8000 1100 2
16 300 1100 3 32 8000 1100 3
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Figure B.1 – Comparaison entre les résultats des simulations du mécanisme de pyrolyse détaillé
et simplifié - réacteur parfaitement agité et conditions opératoires du tableau B.1
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Mécanisme détaillé
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Figure B.2 – Comparaison entre les résultats des simulations du mécanisme de pyrolyse détaillé
et simplifié - réacteur piston et conditions opératoires du tableau B.1

198



Annexe C

Étalonnage des dispositifs d’analyse

C.1 Étalonnage du chromatographe en phase gazeuse en ligne

L’étalonnage des composés légers a été réalisé à laide des bouteilles étalons dont les compo-
sitions sont montrées dans le tableau C.1. Les droites d’étalonnage obtenues pour les différents
composés sont montrées sur la figure C.1, la valeur de la pression dans les boucles d’échantillon-
nage est précisée.

Bouteille étalon A1

Composé Fraction molaire (%)
Méthane 5
Éthylène 5

1,2- butadiène 0,5
Propyne 0,5

Éthylacétylène 1
Isoprène 0,1
Benzène 0,05
Toluène 0,02
Hélium 87,83

Bouteille étalon A2
Composé Fraction molaire (%)
Méthane 3
Éthane 1

Éthylène 2
Acétylène 0.5
Hydrogène 5

Argon 88,45

Tableau C.1 – Solutions étalons pour les anlayses en ligne
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Annexe C. Étalonnage des dispositifs d’analyse
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Figure C.1 – Droites d’étalonnage des composés légers
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C.2. Étalonnage des dispositifs en différé

C.2 Étalonnage des dispositifs en différé

C.2.1 Hydrocarbures aromatiques polycycliques

L’étalonnage des HAP par GC-MS a été effectué à l’aide d’une bouteille étalon contenant les
16 HAP de l’US EPA (référence CRM 48743 de la société Merck). Sa composition est présentée
dans le tableau C.2.

Tableau C.2 – Composition de la solution étalon pour l’analyse des HAP

Composé Concentration (g.ml−1) Composé Concentration (g.ml−1)

Acénapthène 1000 Chrysène 100
Acénaphtylène 2000 Dibenz[a,h]anthracène 200

Anthracène 100 Fluoranthène 200
Benz[a]anthracène 100 Fluorene 200

Benzo[a]pyrène 100 Indéno[1,2,3]-cd]pyrène 100
Benzo[b]fluoranthène 200 Naphtalène 1000
Benzo[k]fluoranthène 100 Phenanthrène 100
Benzo[g,h,i]perylène 200 Pyrène 100

C.2.2 Hydrocarbures condensables

L’étalonnage des condensables a été réalisé à l’aide d’une solution mère préparée à partir
de 25 µL de chaque composé dans 10 mL de disulfure de carbone. À partir de cette solution,
cinq niveaux de concentrations ont été obtenus pour chaque composé pour établir les droites
d’étalonnage. Ces dernières sont présentées sur la figure C.2.
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Figure C.2 – Droites d’étalonnage des condensables
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Annexe D

Protocoles opératoires

D.1 Campagnes expérimentales menées sur le pilote HAPPY-
END

Afin de simplifier la lecture de cette section, le schéma de l’installation HAPPY-END est
rappelé sur la page suivante. Toutes les manipulations commencent par la mise en place des
dispositifs nécessaires, par exemple ajout ou pas de piège cryogénique. Ensuite, la pompe procédé
est mise en route et un vide complet est réalisé ; pour cela la vanne VR de régulation est ouverte
à 100 %. Une fois le vide atteint (les capteurs de pression affichent 0 Torr), la pompe est arrêtée
et il faut s’assurer qu’il n’y a pas de remontée brutale de la pression, ce qui serait un signe de
fuite dans le montage. Le four est ensuite allumé et la température de travail souhaitée est fixée.
Une fois que la température désirée est atteinte, la pression de travail est fixée sur l’automate
et la pompe procédé est allumée. Une injection d’azote pur au débit total de travail est réalisée.
Les protocoles opératoires varient ensuite en fonction du type d’expérience réalisée.

D.1.1 Protocole opératoire des analyses en ligne

Lorsque les expériences visant à analyser les espèces gazeuses légères sont réalisées, le piège
cryogénique n’est pas utilisé et le flux sortant du four est relié à l’entrée du CPG. Les étapes
préliminaires présentées ci-dessus sont effectuées, avec en plus l’ouverture des vannes XV3 et
VM7, et l’allumage de la pompe du CPG lors de la mise sous vide du banc. Cela permet de faire
en parallèle le vide dans les boucles d’échantillonnage du CPG grâce aux deux pompes. Pour
rappel, les vannes CPG V4 et CPG V5 délimitant l’entrée et la sortie du CPG sont ouvertes par
défaut. Une fois que la pression affichée par le capteur PT3 est de 0 mbar, l’électrovanne XV3
est fermée et l’étape de montée en température du four et d’injection d’azote peut être réalisée.
Lorsque la pression se stabilise, l’azote est coupé et l’acétylène est injecté. L’électrovanne XV3
est alors ouverte et la vanne manuelle VM7 est fermée afin de faire le remplissage des boucles
d’échantillonnage. La régulation de la pression dans ces dernières se fait uniquement grâce à la
vanne à pointeau VM6.
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Annexe D. Protocoles opératoires

Figure 3.1 – Schéma de l’installation HAPPY-END (répétée de la page 71)
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D.1. Campagnes expérimentales menées sur le pilote HAPPY-END

Au bout d’une quinzaine de minutes, la méthode d’analyse du CPG est programmée. Le
CPG passe alors à l’étape de pre-run (tableau D.1), pendant laquelle les vérification des débits
des différents gaz (gaz vecteurs, gaz utilisés pour la flamme du FID etc.) et de la température
des détecteurs et des colonnes sont réalisées.

Tableau D.1 – Position des vannes du CPG lors d’une analyse

Étape Temps (min) Vanne Événement

Pre-run -1,83 CPGV5 Fermeture
-1,82 CPGV4 Fermeture

Run

0 CPGV1 Passage en mode ON
0,01 CPGV2 Passage en mode ON
0,02 CPGV5 Ouverture

1 CPGV4 Ouverture
5 CPGV1 Passage en mode OFF

5,5 CPGV2 Passage en mode OFF

Le temps t = 0 correspond au début de l’acquisition. Les événements ayant lieu avant le
début de l’analyse ont donc lieu à des temps négatifs. Une fois l’étape de pre-run finie, la
pression exacte donnée par le capteur PT3 est notée, la méthode d’analyse est lancée et la vanne
XV3 est fermée. Commence alors l’étape de run et l’action des vannes présentées dans le tableau
D.1. Les vannes CPGV1 et CPGV2 passent en position ON et leur contenu est poussé dans les
colonnes de séparation. Lorsque les composés légers d’intérêt ont fini de traverser les colonnes
C1 et C3, les vannes CPGV1 et CPGV2 passent en mode OFF afin de réaliser un backflush. Cela
permet d’éviter le passage des composés les plus lourds dans les autres colonnes pour ne pas les
endommager. Un schéma du CPG en mode « analyse » (CPGV1 et CPGV2 en mode ON) est
présenté sur la figure D.1. L’évolution de la température dans les colonnes lors de l’analyse est
présentée dans la figure D.2.

Figure D.1 – Schéma de fonctionnement du CPG en mode analyse
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temps (min)

Température (°C)

1 min

40 °C

33 min

200 °C

63 min

Figure D.2 – Évolution de la température du four du CPG en ligne

Une fois que l’analyse est lancée et si d’autres expériences ne sont pas en cours, comme par
exemple la quantification du pyrocarbone formé (cf chapitre 3, section 3.2.3.3), le four est éteint,
la pompe CPG est éteinte, l’acétylène est coupé et le milieu est inerté avec de l’azote. L’azote
et la pompe procédé sont coupés lorsque la température du four descend en dessous de 500 °C.
Le four est alors nettoyé (cf section D.1.4).

D.1.2 Protocole opératoire des analyses en différé

Le protocole opératoire pour le piégeage des composés gazeux nécessite la mise en place du
piège cryogénique dans le montage. Pour cela, le Dewar rempli d’azote liquide et contenant le
piège est placé en sortie du réacteur et les étapes préliminaires présentées au début de cette
annexe sont effectuées. Étant donné qu’aucune analyse CPG n’est réalisée, la vanne XV3 reste
fermée. Une fois que la pression devient stable lors de l’injection d’azote, ce dernier est coupé
et l’acétylène est injecté. Une pyrolyse est alors réalisée pendant le temps désiré. Lorsque l’ex-
périence est finie, le four est éteint, l’acétylène coupé, et de l’azote est injecté pour inerter le
système. Une fois la température du four descendue en dessous de 500 °C, l’azote et la pompe
procédé sont coupés. Le piège est alors débranché, ouvert puis rincé avec un volume connu de
DCM afin de dissoudre les produits de la pyrolyse dans ce solvant. Le tout est versé dans un
flacon qui est fermé avec un bouchon et scellé avec du parafilm afin de garantir l’étanchéité et
éviter l’évaporation du DCM. Le flacon est pesé puis mis au frais, à une température de 0 °C.
Le four est ensuite nettoyé (cf. section D.1.4).

Les analyses des composés piégés sont ensuite réalisées par Mme Juliette Kunz-Iffli du dé-
partement ASTEC de l’INRS. Elles permettent de déterminer, d’une part, les concentrations
massiques des 16 HAP de l’US EPA par GC-MS, et d’autre part, les concentrations massiques
des condensables par GC-FID. Dans les deux cas, le protocole opératoire d’analyse commence
par la pesée des échantillons pour s’assurer qu’il n’y a pas eu de pertes par évaporation du
solvant qui est de nature volatile. S’il y a eu évaporation, le volume évaporé est pris en compte
dans le calcul de la concentration. Ensuite, si nécessaire, une dilution des échantillons est réalisée
dans du DCM pour éviter d’avoir des concentration trop élevées qui encrasseraient les colonnes.
Le niveau de dilution dépend de la concentration attendue en produits.

Un échantillon de 1 mL de cette solution est préparé et injecté par injection split : l’échan-
tillon est placé dans le passeur automatique du CPG qui vient prélever 1 µL de solution pour le
vaporiser dans l’injecteur du CPG. Lors de l’analyse des HAP, l’injecteur est porté à une tem-
pérature de 300 °C. Les condensables sont vaporisés à une température de 250 °C. Les profils
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de température dans les colonnes lors des analyses sont montrés sur la figure D.3.
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Figure D.3 – Évolution de la température dans les fours des CPG lors des analyses (a) des
HAP et (b) des condensables

D.1.3 Protocole opératoire de la quantification de pyrocarbone

Les expériences de quantification de pyrocarbone peuvent se faire en même temps que les
expériences de quantification des produits légers de la pyrolyse. Le réacteur est pesé à froid
avant de commencer chaque expérience et le protocole opératoire présenté en section D.1.1 est
adopté. Puis, lorsque l’acquisition du CPG est lancée, la vanne XV3 est fermée et la pyrolyse
continue jusqu’à atteindre le temps de pyrolyse souhaité. Une fois l’expérience finie et lorsque
le réacteur a complètement refroidi, ce dernier est débranché et pesé. Il est nettoyé uniquement
après avoir été pesé.

D.1.4 Nettoyage du banc

Le nettoyage des réacteurs en silice consiste à oxyder les résidus carbonés qui se sont déposés
sur les parois. Pour cela, le réacteur est directement relié à la pompe procédé à l’aide d’un tube
flexible dédié exclusivement au nettoyage. Cela permet de ne pas encrasser les tubes utilisés lors
de la pyrolyse. La pompe procédé et le four sont allumés, la température est fixée à 900 °C et de
l’air est injecté. Le contrôle de l’oxydation s’effectue de façon manuelle, avec la vanne manuelle
VM5 et le capteur de pression PT1. Le débit d’air doit rester faible afin d’éviter la combustion
ou la génération d’étincelle en dehors du réacteur. Une fois que tout le pyrocarbone est oxydé,
le four est éteint, l’entrée d’air coupée et la pompe procédé est arrêtée.

D.2 Protocole opératoire des campagnes menées sur le four in-
dustriel

Afin de simplifier la lecture de cette section, le schéma du montage mis en place sur le four
industriel est rappelé dans la page suivante. Lors d’une expérience, le vase Dewar est rempli
d’azote liquide et le piège est introduit dans le vase ; il est ensuite relié au montage. La pompe
de prélèvement est alors mise en route et la vanne VMI 2 est ouverte afin d’inerter le système
avec une entrée d’azote pendant quelques minutes. La vanne VMI 1 reste fermée, elle n’est
ouverte que lorsqu’un prélèvement de l’atmosphère gazeuse du four veut être réalisé.
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Figure 3.17 – Montage expérimental - four industriel (répétée de la page 91)

Les cémentations sont réalisées avec des pignons en acier 23MnCrMo5 de boîtes de vitesse
de la société Stellantis (figure D.4(a)). Avant le début de chaque expérience, les pignons sont nu-
mérotés, puis posés sur un support en graphite qui est introduit dans la chambre de chargement
du four (figure D.4(b)). La numérotation des pièces a pour but de mieux évaluer la répétabilité
des expériences : les pièces sont disposées selon leur numérotation en suivant toujours la même
configuration sur le plan du support. Cela garantit l’analyse des pignons placés au même empla-
cement quelque soit l’expérience. Une éprouvette de contrôle dont la géométrie et la masse sont
connues est aussi introduite avec la charge : elle aussi est toujours placée au même emplacement
sur le plan de charge.

(a) (b)

Figure D.4 – Pièces métalliques : (a) pignon et (b) chargement des pignons dans le four

La « recette », c’est-à-dire les durées des étapes d’enrichissement, de diffusion et le débit
d’alimentation d’acétylène et d’azote durant ces étapes, est ensuite programmée. Les pièces
passent alors de la chambre de chargement à la chambre de cémentation afin de les amener à
la température de travail. La montée en température des pièces dure 50 min. À la fin de cette
étape, la première injection d’acétylène est prête à commencer. La vanne VMI 1 est alors ouverte
afin de prélever une partie de l’atmosphère gazeuse ; elle reste ouverte pendant toute la durée
du procédé. S’enchaînent alors les différentes étapes d’enrichissement et de diffusion. À la fin de
la dernière étape de diffusion, la vanne VMI 1 est fermée, la pompe de prélèvement est arrêtée
et le piège en silice débranché. Les pièces métalliques passent alors dans la chambre de trempe
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où elles sont trempées à l’azote gazeux pendant 15 minutes sous 15 bar de pression. À la fin
de cette étape, elles sont retirées du four et pesées. Le piège en silice est ouvert puis rincé avec
un volume connu de DCM afin de dissoudre les produits de la pyrolyse dans ce solvant. Le
tout est versé dans un flacon qui est fermé avec un bouchon et scellé avec du parafilm afin de
garantir l’étanchéité et éviter l’évaporation du DCM. Le flacon est pesé puis mis au frais, à une
température de 0 °C. Chaque expérience est répétée trois fois afin d’évaluer la répétabilité des
résultats.

Les analyses des pièces métalliques sont effectuées par Julien Valette, technicien de l’IRT
M2P. Différentes types d’analyses sont réalisées : des tests de microdureté de Vickers (HV
300 g), des analyses par spectrométrie de décharge luminescente et des mesures par microsonde
de Castaing.

• La dureté de Vickers est la grandeur qui permet de déterminer la conformité des pièces
dans l’industrie. Les analyses consistent à enfoncer un pénétrateur en diamant de charge
connue dans la pièce à tester et à mesurer les dimensions des 2 diagonales de l’empreinte.
Ces dernières dépendent de la dureté du matériau.

• Les analyses par spectrométrie de décharge luminescente (SDL) permettent la réalisation
de profils de concentrations d’échantillons solides.

• Les mesures par microsonde de Castaing consistent à bombarder les pièces à étudier avec
des électrons puis à analyser le spectre de rayons X émis ; cela permet de déterminer la
teneur massique de carbone dans les pièces.





Résumé

Ce travail de thèse s'intéresse au développement d'une méthodologie d'optimisation des fours de cémentation gazeuse
basse pression. L'objectif est de déterminer les conditions opératoires optimales qui permettent aux opérateurs
exposés aux sous-produits toxiques générés (les hydrocarbures aromatiques polycycliques (HAP) et les suies en
l'occurrence) de travailler dans des conditions plus sûres. Un modèle phénoménologique du procédé basé sur les
équations du bilan de matière et des équations issues d'un mécanisme cinétique détaillé de pyrolyse d'acétylène en
phase gazeuse, est d'abord développé. Le mécanisme cinétique est ensuite simpli�é a�n de réduire la taille du système
di�érentiel, puis complété par un modèle de formation de suies, une réaction de formation de carbone pyrolytique
et des phénomènes hétérogènes ayant lieu à la surface des pièces à cémenter qui sont décrits à l'aide du modèle
de Langmuir-Hinshelwood-Hougen-Watson. Une première campagne expérimentale sur un réacteur tubulaire et un
réacteur sphérique de laboratoire est réalisée en absence de pièces métalliques et permet de comparer les résultats
expérimentaux de pyrolyse d'acétylène, de formation de suies et de carbone pyrolytique aux résultats de simulations
en réacteur piston et réacteur parfaitement agité. Les résultats montrent l'importance du rôle joué par la formation
de carbone pyrolytique et suies sur la formation des HAP. Une deuxième campagne expérimentale est menée sur un
four industriel de cémentation gazeuse basse pression ; elle consiste à cémenter des pièces en adoptant une � recette �
industrielle, c'est-à-dire en adoptant des conditions opératoires préétablies de manière empirique pour satisfaire le
cahier des charges. Les résultats expérimentaux sont utilisés pour estimer les paramètres de la réaction hétérogène
de surface en supposant un modèle complet de cémentation gazeuse basse pression en réacteur parfaitement agité.
Le modèle est ensuite utilisé dans la formulation du problème d'optimisation dynamique sous contraintes qui vise
à minimiser la production de composés toxiques tout en assurant la qualité industrielle des pièces cémentées. Des
conditions opératoires optimales permettant d'obtenir des pièces de même qualité que celles obtenues avec la recette
industrielle sont alors déterminées par résolution du problème d'optimisation établi et des expériences avec la recette
optimisée sont menées sur le four industriel. Les résultats permettent de corroborer que la recette optimisée conduit
à des pièces de même qualité que la recette classique industrielle, tout en réduisant la toxicité du procédé.
Mots-clés : Cémentation gazeuse basse pression, Hydrocarbures aromatiques polycycliques, Modélisation, Opti-
misation dynamique.

Abstract

This PhD work deals with the development of an optimization methodology for low-pressure gas carburizing furnaces.
The objective is to determine the optimal operating conditions allowing operators exposed to the toxic by-products
generated (polycyclic aromatic hydrocarbons (PAHs) and soot in this case) to work in safer conditions. A �rst-
principles model of the process based on mass balance equations as well as equations derived from a detailed
kinetic mechanism of gas-phase acetylene pyrolysis is �rst developed. The kinetic model is then reduced in order to
reduce the size of the di�erential system ; then completed by a model of soot formation, a pyrolytic carbon formation
reaction and heterogeneous phenomena occurring on the surface of the steel parts to be cemented which are described
by means of Langmuir-Hinshelwood-Hougen-Watson model. Experiments conducted on a laboratory scale tubular
reactor and a jet stirred reactor are carried out without steel parts. The results are then compared to the results
of simulations of acetylene pyrolysis, soot and pyrolytic carbon formation in a plug �ow reactor and in a perfectly
stirred tank reactor. The results show the importance of the role played by the formation of pyrolytic carbon and
soot on the formation of PAH. Experiments on an industrial low-pressure gas-carburizing furnace are conducted
as well ; they consist in the carburization of steel parts using an industrial "recipe", i.e. predetermined operating
conditions obtained by trial-and-error basis in order to meet the desired carburizing depth. The experimental results
are used to estimate the parameters of the heterogeneous surface reaction by assuming a complete model of low-
pressure gas carburizing in a perfectly stirred tank reactor. The model is then used in the formulation of the dynamic
constrained optimization problem which aims to minimize the production of toxic compounds while ensuring the
industrial quality of the carburized steel parts. Optimal operating conditions allowing to obtain steel parts of the
same quality as those obtained with the industrial recipe are then determined by solving the optimization problem
and experiments using the new operating conditions are conducted in the industrial furnace. The results corroborate
that the optimized recipe leads to steel parts of the same quality as the industrial recipe, while reducing the process
toxicity.
Keywords : Low pressure gas carburizing, Polycyclic aromatic hydrocarbons, Modelling, Dynamic optimization.
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