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Résumé

La trempe d’une pièce en acier est effectuée durant le processus de production afin d’améliorer sa résis-
tance mécanique. Ce procédé thermique consiste à chauffer la pièce à haute température puis à la plonger
dans un réfrigérant à basse température, qui peut entrer en ébullition. La vitesse de refroidissement de
l’acier définit sa microstructure et ses propriétés mécaniques. La maîtrise de ce traitement thermique est
cruciale pour les pièces en acier intervenant dans le circuit primaire d’une centrale nucléaire. Cette thèse
propose une étude numérique et expérimentale des phénomènes d’ébullition générés dans le processus de
trempe. Le principal objectif est de développer un modèle de simulation réaliste de la trempe pour des
tailles de pièces typiques de l’industrie nucléaire. Une première partie porte sur l’étude de l’ébullition en
film autour d’un solide immergé sur la base de simulations numériques directes (DNS) (disque et sphère).
Des implémentations ont été réalisées dans le code de calcul DIVA afin de coupler différents modèles per-
mettant de simuler l’ébullition, l’inclusion de frontières immergées, et la variabilité de la masse volumique
de la vapeur. Ces couplages ont été validés en se comparant à des corrélations analytiques ou à des résultats
expérimentaux. La convergence en temps et en espace a également été étudiée. Une étude paramétrique de
l’ébullition en film autour d’une sphère fortement surchauffée et immergée dans un liquide sous-refroidi
a finalement été menée. Cette étude a permis de mieux comprendre la répartition du flux massique de
changement de phase et la distribution angulaire du nombre de Nusselt.

Dans un second temps, une première étude expérimentale portant sur la trempe d’acier inoxydable
SS304L pour différents sous-refroidissements a été effectuée. Cette trempe est réalisée sur les deux extré-
mités d’un cylindre, positionné horizontalement. La face latérale est isolée thermiquement. Le cylindre a
été préalablement chauffé puis refroidi dans de l’air pour créer une large couche d’oxyde à la surface. Par
la suite, les trempes sont réalisées dans de l’eau. L’analyse des relevés de température montre une forte
dépendance du refroidissement de la pièce au sous-refroidissement. Toutefois, il semble exister un seuil à
partir duquel l’augmentation du sous-refroidissement n’accélère plus autant le refroidissement de la pièce
en acier. La répétabilité des expériences est également satisfaisante sur trois essais. Ces données pourront
être utilisées pour valider des codes de calcul. Bien qu’initialement l’expérience ait été conçue pour mesurer
le flux thermique lors de la trempe, il est apparu finalement que l’estimation du flux sur ce dispositif est
perturbée par des biais de mesure. L’effet de ces derniers a été quantifié pour une configuration simplifiée.
Ces derniers sont d’autant plus importants que le refroidissement est rapide.

Une deuxième expérience de trempe a été réalisée sur un cylindre en acier SS304L, de dimension semi-
industrielle, et positionné verticalement. L’instrumentation avec des thermocouples pour cette pièce de
grande taille ainsi que la manutention de cette dernière ont posé des difficultés techniques qui ont réduit
l’expérience à un seul essai. Les mesures obtenues permettront d’enrichir les bases de données pour vali-
der des codes de calcul. En parallèle, un jumeau numérique a été développé avec le code STAR-CCM+. Il
s’appuie sur des corrélations issues de la littérature pour modéliser l’échange de chaleur entre le solide et
le fluide. L’écoulement fluide diphasique est traité par un modèle de volume de fluide (VOF) associé à une
modélisation URANS de la turbulence de type k − ε réalisable. Les résultats des simulations comprenant
l’ensemble du dispositif expérimental sont en bon accord avec les données expérimentales. Le refroidisse-
ment est très bien prédit pour le bas du cylindre, mais le modèle prédit un refroidissement plus rapide pour
le milieu et le haut du cylindre.
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Abstract

Quenching a steel piece is performed during the production process to improve its mechanical strength.
This thermal process involves heating the part to a high temperature and then immersing it in a low-
temperature coolant, which then might boils. The steel cooling rate determines its microstructure and me-
chanical properties. Controlling this heat treatment is crucial for steel pieces used in the primary circuit of
a nuclear power plant. This thesis proposes a numerical and experimental study of the boiling phenomena
generated in the quenching process. The main objective is to develop a realistic simulation model of the
quenching process for piece sizes typical of the nuclear industry.

The first part of the study focuses on film boiling around an immersed solid based on direct numerical
simulations (DNS) (disk and sphere). Implementations have been made in the DIVA code to couple dif-
ferent models for simulating boiling, including immersed boundaries, and vapor density variability. These
couplings were validated by comparison with analytical correlations or experimental results. Convergence
in time and space has also been investigated. Finally, a parametric study of film boiling around a highly
superheated sphere immersed in a subcooled liquid was carried out. This led to a better understanding of
the phase-change mass flux distribution and the angular distribution of the Nusselt number.

Secondly, an initial experimental study was carried out on the quenching of SS304L stainless steel at
different subcooling temperatures. Quenching is performed on both ends of a horizontally positioned cy-
linder. The side face is thermally insulated. The cylinder was first heated and then cooled in air to create
a thick oxide layer on the surface. Quenching is then carried out in water. Analysis of the temperature
readings shows a strong dependence of cooling on subcooling. However, there appears to be a threshold
at which increasing subcooling no longer accelerates the cooling of the steel piece to the same extent. The
repeatability of the experiments is also satisfactory for all three tests. These data can be used to validate cal-
culation codes. Although the experiment was initially designed to measure the heat flux during quenching,
it eventually became apparent that the experimental setup did not allow for a correct estimation of this flux
due to measurement biases. The effect of these biases has been quantified for a simplified configuration.
The more rapid the cooling, the greater the bias.

A second quenching experiment was carried out on a semi-industrial SS304L steel cylinder, positioned
vertically. Instrumentation with thermocouples for this large piece, as well as its handling, posed technical
difficulties that reduced the experiment to a single trial. The measurements obtained will be used to enrich
databases for validating calculation codes. In parallel, a digital twin has been developed with the CFD code
STAR-CCM+. It uses correlations from the literature to model heat exchange between the solid and the
fluid. Two-phase fluid flow is considered using a volume of fluid (VOF) model, combined with URANS
k − ε realizable turbulence modeling. The results of simulations involving the entire experimental set-up
are in good agreement with the experimental data. Cooling is very well predicted for the bottom of the
cylinder, but the model predicts faster cooling for the middle and top of the cylinder.
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Introduction

Historique de la production énergétique et métallurgique

La révolution industrielle débuta à la fin du 18me siècle et se poursuivit tout au long du 19me siècle. Elle
marqua un tournant majeur dans les sociétés humaines, passant d’une économie agraire à une économie
industrielle. Cette période s’accompagna également d’un profond changement des modes de vie avec un
exode rural significatif. Tous ces changements sont la conséquence de progrès techniques rapides, et notam-
ment de la transformation des industries du métal et de l’énergie. C’est à cette époque que commence la
dépendance de nos sociétés aux énergies fossiles. Le charbon fut la première source d’énergie fossile exploi-
tée pour ses capacités à produire de la chaleur. Le développement de la machine à vapeur, mené par James
Watt, utilisant le charbon comme source d’énergie, révolutionna les procédés industriels en permettant une
production bien plus rapide. Le principe de fonctionnement de ces machines repose sur l’utilisation de
l’énergie cinétique liée à de vaporisation de l’eau pour mettre en mouvement des mécanismes. Le besoin
croissant de ces machines en acier pour tout type d’industrie fit alors fortement grimper la production
d’acier.

L’acier et la fonte devinrent des matériaux indispensables à la révolution industrielle en raison de leurs
propriétés mécaniques intéressantes et de leur longévité. Cependant, jusqu’au milieu du 19me siècle, la pro-
duction en grande quantité de métaux de bonne qualité restait coûteuse. Puis le procédé Bessemer permit
la production de masse d’acier en éliminant les impuretés par oxydation avec de l’air. L’industrie de l’acier,
déjà utilisée dans plusieurs secteurs comme les transports, les machines à vapeur, la construction, put en-
core se développer davantage grâce à cette innovation. En France, les villes du Creusot et de Saint-Étienne
devinrent des centres importants de la production et du savoir-faire métallurgique.

Le lien entre l’industrie du métal et celle de l’énergie devint alors évident en raison de leur interdépen-
dance : les sources d’énergie comme le charbon, et plus tard le gaz naturel et le pétrole, étaient essentielles
à l’industrie métallurgique pour l’extraction et la transformation du fer en acier. D’un autre côté, les pièces
métalliques étaient cruciales pour la construction des infrastructures extractrices d’énergie et pour le trans-
port de cette dernière. De plus, certaines problématiques physiques, notamment celles des échanges de
chaleur, étaient communes aux deux industries. L’étude de ces problématiques mena à la découverte de la
thermodynamique au cours du 19me siècle.

La fin du 19me siècle vit l’apparition d’une nouvelle forme de consommation d’énergie : l’électricité.
Deux technologies de production émergèrent à cette période. Tout d’abord, l’hydroélectricité, mise en avant
par Aristide Bergès, qui utilise une chute d’eau artificielle couplée à une dynamo pour produire de l’élec-
tricité. Bergès qualifia cette énergie de houille blanche, en opposition avec la houille minérale noire. Cette
idée de production d’énergie mena à la construction de six centrales hydroélectriques dans la vallée de la
Romanche entre 1896 et 1918. En parallèle, les centrales thermiques furent développées pour produire de
l’électricité à partir des années 1880. Ces centrales couplaient la machine à vapeur avec des génératrices de
courant. La vapeur, chauffée par la combustion, était envoyée vers les génératrices pour leur transmettre
son énergie cinétique. Cette dernière mettait en mouvement les génératrices qui, à leur tour, convertis-
saient l’énergie mécanique en énergie électrique. Bien qu’ayant connu de nombreuses améliorations, cette
méthode représente encore aujourd’hui 75 % de la production d’électricité.

Une des clés de la production mondiale d’énergie avec ces méthodes est de maîtriser les échanges de
chaleur, et en particulier l’ébullition de l’eau, afin d’optimiser et d’assurer la sûreté des installations. Du côté
de l’industrie du métal, la trempe, qui consiste à plonger une pièce métallique dans un fluide froid (le plus
souvent de l’eau ou de l’huile) pour la refroidir rapidement, joue un rôle capital pour obtenir un acier avec
de bonnes propriétés mécaniques. Dans ces conditions, le transfert de chaleur est fortement influencé par
les processus d’ébullition. Comprendre les phénomènes d’ébullition est donc également un point d’intérêt
pour la métallurgie afin de maîtriser le refroidissement de l’acier et d’optimiser le procédé de trempe.

L’étude de l’ébullition continue d’être un sujet clé au 20ème siècle, notamment avec la découverte des
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FIGURE 1 – Approvisionnement total en énergie primaire (ATEP) mondiale en pétajoule en fonction des années.

différents régimes d’ébullition par Nukiyama [82] en 1934. Quelques années plus tard, le monde de la
production énergétique verra l’émergence de la production d’électricité d’origine nucléaire. Ces nouvelles
centrales fonctionnent sur le modèle des centrales thermiques, à l’exception que le combustible utilisé est
de l’uranium 235 et que la chaleur est produite par fission nucléaire et non par combustion. Par conséquent,
ces centrales n’émettent que peu de CO2 pendant leur exploitation. Cette industrie nécessite une compré-
hension approfondie des échanges de chaleur lors de l’ébullition pour prévenir les accidents nucléaires et
optimiser le rendement de ce nouveau type de centrales productrices d’électricité.

En parallèle, les exigences de sûreté imposent des critères très stricts pour les pièces utilisées, notam-
ment dans le circuit primaire, composé d’un circuit en acier. Une quantité considérable de recherches a été
menée à partir de la deuxième moitié du 20ème siècle sur l’ébullition pour améliorer la sûreté des centrales
nucléaires et la qualité des pièces en acier utilisées. Ces recherches ont également permis une amélioration
globale de la qualité des aciers au-delà de la production énergétique. Aujourd’hui, l’acier reste un matériau
omniprésent dans nos sociétés, que ce soit dans les transports, les constructions ou même les objets de la
vie quotidienne.

Plus récemment, la production énergétique éolienne et solaire a regagné en intérêt grâce aux éoliennes
modernes et aux panneaux solaires qui produisent de l’électricité avec une faible émission de carbone. Ces
deux industries nécessitent également beaucoup de métaux, notamment de l’aluminium. D’autres sources
d’énergie, comme les énergies biosourcées, ont également besoin de métaux pour construire les infrastruc-
tures permettant leur production et leur transport.

Problématiques contemporaines

Depuis plusieurs dizaines d’années, la communauté scientifique s’accorde sur le fait que le réchauffe-
ment climatique est lié aux activités humaines, notamment à l’émission de gaz à effet de serre. Ces gaz sont
principalement émis lors de la production d’énergie. Selon l’Agence Internationale de l’Énergie (AIE), l’Ap-
provisionnement Total en Énergie Primaire (ATEP) reste fortement dépendant des énergies fossiles dans le
monde en 2022 1. La figure 1 illustre l’évolution de l’ATEP au fil des années avec la répartition des sources
d’énergie. Il est clair que les demandes énergétiques mondiales augmentent, et que la production énergé-
tique ne se décarbone pas suffisamment. Même en France, où l’électricité est fortement décarbonée grâce à
un grand parc nucléaire, l’ATEP était fourni à 50 % par les énergies fossiles. Ces énergies sont utilisées pour
le chauffage, le transport et les industries comme la métallurgie et la construction.

Pour limiter le réchauffement climatique, il est donc urgent de changer nos moyens de production et
de consommation d’énergie ainsi que nos habitudes de consommation, comme préconisé par le GIEC. Les
changements de moyens de consommation impliquent de remplacer toutes les technologies fonctionnant

1. IEA, World Energy Statistics and Balances, IEA, Paris https ://www.iea.org/data-and-statistics/data-product/world-energy-statistics-
and-balances, Licence : Terms of Use for Non-CC Material
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exclusivement ou partiellement avec des énergies fossiles par de nouvelles utilisant des énergies bas car-
bone. Un exemple actuel est le développement à grande échelle de la voiture électrique. Cependant, cette
adaptation n’est pas aisée pour toutes les technologies, comme l’aviation. Les changements d’habitudes
de consommation relèvent de la sociologie, de la politique et de la volonté individuelle, mais doivent être
accompagnés par des progrès techniques utiles, et non par des progrès menant à une maladaptation au
changement climatique 2. Ces changements doivent également être soutenus par des politiques publiques
afin que tous puissent bénéficier de ces adaptations. Dans tous les cas, il semble inévitable que la consom-
mation énergétique globale doive diminuer pour limiter le réchauffement climatique.
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FIGURE 2 – Limite planétaire à ne pas franchir afin de garantir la
sécurité des humains d’un point de vu environemental.

Si ces deux points sont respectés, il
sera nécessaire d’augmenter fortement
la production d’énergie bas carbone, no-
tamment avec la production électrique.
Que cette électricité soit d’origine nu-
cléaire, éolienne ou solaire, le déve-
loppement de telles infrastructures de-
mandera une grande quantité de métal.
Certes, l’industrie métallurgique est en-
core fortement émettrice de CO2, mais
elle permet néanmoins de produire des
moyens d’extraction énergétique qui,
sur tout leur cycle de vie, émettent bien
moins de CO2 que leur équivalent uti-
lisant des énergies fossiles. De plus,
des pistes sont envisagées pour réduire
cet impact, notamment avec l’utilisation
d’hydrogène pour remplacer le gaz na-
turel dans les fours des forges.

Le commentaire suivant n’engage
que l’auteur, mais au vu de la figure 1,
le développement de toutes les sources d’énergie bas carbone doit être privilégié pour atteindre une neu-
tralité carbone mondiale. Cela nécessitera d’importants investissements et une transformation significative
des moyens de production, de transport et de gestion de distribution de l’énergie, en plus d’un changement
social majeur. De plus, il faut noter que le dérèglement du cycle du carbone, causant le réchauffement clima-
tique, n’est pas le seul enjeu écologique de notre époque. Rockström et al. [96] fut le premier à formaliser les
limites planétaires à ne pas franchir pour garantir la sécurité de l’humanité. Les évaluations de ces limites
pour 2023 ont été fournies par le Stockholm Resilience Centre qui se base sur plusieurs articles scientifiques,
notamment celui de Richardson et al. [95] pour les données de 2023. La figure 2 présente ces différentes
limites à ne pas dépasser et la zone de sécurité pour les activités humaines. Comme il peut être constaté sur
cette figure, deux tiers des limites planétaires ont actuellement été dépassées.

Objectif et périmètre de la thèse

Dans ce contexte, l’industrie énergétique aura besoin de beaucoup d’acier pour construire toutes les in-
frastructures nécessaires à ce changement de paradigme. Parmi ces industries, celle du nucléaire devra maî-
triser la fabrication de pièces en acier de haute qualité pour assurer la sécurité et la longévité des centrales
nucléaires. De plus, une compréhension approfondie de l’ébullition en général pourra aider à concevoir des
réacteurs plus performants et à favoriser des innovations dans ce secteur.

Cette thèse s’inscrit dans la continuité des travaux menés par Framatome depuis des années pour amé-
liorer le procédé de fabrication des pièces forgées destinées aux centrales nucléaires. L’ébullition lors de la
trempe de pièces industrielles est un phénomène complexe à modéliser, surtout pour des pièces de plu-
sieurs mètres. Un modèle numérique ne peut résoudre explicitement l’ébullition et doit s’appuyer sur des
modèles analytiques ou empiriques décrivant l’échange de chaleur à l’échelle microscopique pour calculer
les échanges de chaleur à des échelles macroscopiques.

Dans cette optique, l’objectif est d’étudier les phénomènes d’ébullition lors de la trempe des métaux afin
d’améliorer la compréhension de ces derniers à petite et grande échelle.

2. Ce terme désigne une adaptation au changement climatique qui, de prime abord, pourrait améliorer la situation, mais en réalité,
l’aggrave.
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— La première partie sera consacrée à introduire l’importance de la trempe dans la fabrication des aciers
et à expliquer comment le refroidissement influence la microstructure des aciers. Cette partie pré-
sentera également une introduction à la phénoménologie de l’ébullition et aux théories développées
concernant les échanges de chaleur lors de l’ébullition. Elle se conclura par une liste non exhaustive
des méthodes de calcul numérique pour résoudre les équations de la mécanique des fluides, et no-
tamment des méthodes de calcul pour quantifier le refroidissement de pièces trempées.

— Ensuite, l’étude de l’ébullition en film à petite échelle sera menée en réalisant des calculs numériques
directs. Ce chapitre présentera les équations fondamentales de ce problème, ainsi que les méthodes
numériques employées. Il abordera en particulier la méthode de couplage entre le solveur résolvant
l’ébullition et le solveur prenant en compte l’inclusion de frontières immergées. Le couplage entre ce
dernier solveur et une approche à bas Mach pour prendre en compte les variations de la masse vo-
lumique de la vapeur sera également présenté et validé. Enfin, ces trois solveurs seront utilisés pour
mener une étude paramétrique de l’ébullition en film autour d’une sphère dans un liquide sous-
refroidi, c’est-à-dire que la température initiale du liquide est inférieure à sa température d’ébullition.

— La complexité des phénomènes d’ébullition présents lors d’une trempe ne peut pour le moment pas
être entièrement décrite par une approche directe, car il existe des disparités importantes entre les
petites échelles auxquelles agissent les phénomènes d’ébullition et la taille caractéristique des dispo-
sitifs industriels. La construction et la validation de modèles se basent également sur l’expérimenta-
tion à échelle macroscopique. Pour cela, le troisième chapitre sera consacré à l’étude expérimentale
de la trempe d’acier inoxydable SS304L. Le refroidissement de cet acier sera étudié selon trois tem-
pératures initiales du liquide. L’effet de cette température sur le refroidissement sera analysé. Une
partie de ce chapitre traitera également des difficultés à estimer le flux thermique avec ce type de
dispositif expérimental.

— Pour conclure, le dernier chapitre présentera une expérience de trempe d’une pièce en acier inoxy-
dable SS304L de taille semi-industrielle, c’est-à-dire entre l’échelle des trempes réalisées en labora-
toire et celles effectuées dans l’industrie nucléaire. Cette expérience vise à fournir des relevés de
températures pour valider les codes de calcul de la trempe. Ensuite, une méthode numérique sera
présentée pour simuler cette trempe en tenant compte des contraintes industrielles, notamment en
terme de temps de calcul.
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Chapitre 1

Introduction aux échanges de chaleur lors
de la trempe

Ce chapitre se focalise sur les défis inhérents au processus de trempe dans la fabrication de pièces en acier. Nous
commencerons par une brève introduction à la métallurgie des aciers afin de mieux appréhender les enjeux de la trempe
dans ce contexte. Ensuite, nous aborderons les phénomènes d’ébullition dans l’eau sous-refroidie à pression atmosphé-
rique. Nous analyserons en détail la courbe d’ébullition, en mettant en avant les différents régimes d’ébullition (film,
film instable, transition et nucléée), avant de détailler la modélisation physique et numérique de ces phénomènes. Étant
donné que les principaux régimes d’ébullition impliqués dans le processus de trempe des métaux sont l’ébullition en
film, l’ébullition en film instable et le régime de transition, nous accorderons une attention particulière à leur descrip-
tion par rapport à l’ébullition nucléée. Enfin, nous examinerons les méthodes de modélisation de la trempe adaptées
aux configurations industrielles.
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1.1 Enjeu métallurgique de la trempe

L’ébullition joue un rôle capital dans la production énergétique moderne, tant dans les générateurs de
vapeur utilisés par les centrales thermiques et nucléaires que dans la fabrication des pièces forgées indis-
pensables à la conception de ces installations. D’importantes études sur l’ébullition, notamment sur celle
de l’eau, ont été menées à partir de la deuxième moitié du 20ème siècle. Ces recherches ont été motivées en
partie par l’industrie nucléaire, soucieuse de la sûreté et de la performance des centrales. De nombreuses
études ont ainsi été réalisées pour mieux prédire les comportements thermohydrauliques de l’écoulement
dans les conduites du circuit primaire et secondaire des centrales lors de situations incidentelles ou acciden-
telles, afin de garantir que les trois barrières de confinement des centrales, que sont la gaine combustible,
le circuit primaire et l’enceinte de confinement, ne seront pas rompues en cas d’accident. La deuxième bar-
rière, le circuit primaire, est constituée d’un grand nombre de pièces en métal forgées telles que la cuve, la
branche chaude, la branche froide, le générateur de vapeur, etc. La qualité de ces pièces répond à un cahier
des charges strict pour assurer leur rôle de barrière de confinement en situation normale et accidentelle.

Pour comprendre l’importance de la trempe dans la fabrication des pièces en acier, il est nécessaire de
commencer par définir ce qu’est un acier et sa constitution. Cette section s’inspire de l’introduction écrite
par Liscic et al. [73], chapitre 1. Un acier est un alliage cristallin principalement composé de fer et de carbone.
Ces deux phases sont en équilibre au sein de l’acier, mais selon les teneurs en carbone et la température,
la microstructure de l’acier peut prendre différentes formes. Sur la figure 1.1, le diagramme de phase du
système Fer - Carbone est présenté pour des teneurs en carbone typiques des aciers. Ce diagramme, réalisé
à l’équilibre, présente les différentes structures cristallines d’un métal. Les images sur la figure 1.1 illustrent
la géométrie des microstructures. La microstructure d’un métal est constituée de plusieurs zones cristallines
appelées "grains". À très haute température, la seule structure cristalline existante est l’austénite. À des
températures plus basses, pour les aciers à faible teneur en carbone, la structure est composée de grains
d’austénite dans de la ferrite. La ferrite est une phase avec très peu de carbone. À des températures encore
plus basses, l’austénite restante se transforme en perlite. La perlite est un agrégat de lamelles de ferrite et de
cémentite, cette dernière étant un cristal particulièrement fragile. Chacune de ces microstructures possède
des compositions, des géométries cristallines et des propriétés mécaniques différentes. L’arrangement et
la composition de ces microstructures définissent en partie les propriétés mécaniques macroscopiques de
l’acier.

L’un des défis de la fabrication de pièces en acier réside dans le contrôle de cette microstructure pour
obtenir les propriétés mécaniques souhaitées. Jusqu’à présent, nous avons discuté des structures des aciers
à l’équilibre. Cependant, lors de la fabrication de pièces en acier, plusieurs traitements thermiques sont
effectués pour obtenir des états hors équilibre, permettant ainsi l’obtention d’autres structures cristallines
et donc d’autres propriétés mécaniques. Parmi ces traitements thermiques, la trempe joue un rôle clé. Du-
rant ce processus, les aciers sont chauffés à plus de 1000◦C, puis refroidis rapidement dans de l’eau ou de
l’huile. Ce refroidissement rapide permet notamment l’obtention de deux phases absentes du diagramme
de phase présenté sur la figure 1.1 : la martensite et la bainite. La bainite est obtenue lors d’un refroidisse-
ment très brutal du métal, trop rapide pour permettre aux phénomènes de diffusion d’établir un équilibre
thermodynamique. Pour des refroidissements moins brutaux, la phase bainitique se forme. Dans ce cas, la
diffusion au sein du métal a un effet partiel sur la structure cristalline, mais ne permet pas d’atteindre un
état d’équilibre. La figure 1.2 présente des courbes de refroidissement. La délimitation en trait plein diffé-
rencie les différentes zones de formation des différentes phases métallurgiques lors d’un refroidissement
continu, c’est-à-dire à vitesse de refroidissement constante. Sur cette figure, chaque courbe de refroidisse-
ment correspond à la température mesurée pour une profondeur donnée. Le terme "profondeur" désigne
ici la distance du point de relevé de température par rapport à la surface trempée.

Au-dessus de 800◦C, tout l’acier est composé d’austénite, la structure cristalline d’équilibre à haute tem-
pérature. Lorsque les courbes de refroidissement traversent une zone délimitée en trait plein, il y a for-
mation de la structure cristalline indiquée dans cette zone. Il est important de noter que ce diagramme ne
fournit pas d’informations sur la quantité de phase formée durant le refroidissement. La transformation de
chacune des phases métallurgiques en une autre induit systématiquement un relâchement de chaleur dans
le métal dû à l’enthalpie de changement de phase. Ce phénomène est appelé la recalescence. Cette source
de chaleur influe également sur le refroidissement du métal. À basse vitesse de refroidissement (courbe les
plus à droite), les structures cristallines prédites par le diagramme de phase présenté sur la figure 1.1 sont
obtenues. À ces vitesses de refroidissement, les effets diffusifs sont suffisamment rapides pour permettre à
la matière de se réorganiser en une structure stable thermodynamiquement. Cette figure est intéressante,
car elle illustre également l’une des difficultés de la trempe. La plupart du temps, la structure bainitique est
recherchée pour les aciers classiques. Cependant, en raison des transferts de chaleur dans le métal, de na-
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FIGURE 1.1 – Diagramme de phase du système Fer - Carbone [26].

ture conductive, les parties les plus éloignées de la partie trempée refroidissent moins vite et sont donc plus
susceptibles de former de la ferrite ou de la perlite. En revanche, les parties les plus proches de la surface
trempée refroidissent suffisamment rapidement pour former de la martensite. Un des défis de la trempe
est de contrôler la vitesse de refroidissement pour obtenir de la bainite dans les zones d’intérêt de la pièce
trempée. Cette figure illustre également l’un des effets sur les propriétés macroscopiques de la trempe : plus
le refroidissement est rapide, plus la dureté est importante. Une précision doit cependant être apportée. Ici,
nous nous intéressons aux aciers, et non aux aciers inoxydables austénitiques. Dans le cas de ces derniers, il
n’y a pas de changement de phase métallurgique durant la trempe, étant donné que le Nickel présent dans
ces aciers stabilise la phase austénite même à température ambiante. Les problématiques liées à la trempe
pour ces aciers concernent la microstructure de ces derniers au sens géométrique du terme.

Jusqu’à présent, nous nous sommes intéressés uniquement à la microstructure en termes de présence ou
non de certaines phases métallurgiques. Cependant, la métallurgie est plus complexe, car les propriétés du
métal dépendent également de la géométrie de ces grains, notamment de leur taille et de leur orientation.
La taille des grains et leur orientation peuvent en particulier affecter la ductilité du métal. La figure 1.3
présente la microstructure d’un acier composé de perlite et de ferrite. L’arrangement des grains est loin
d’être trivial, et cet arrangement dépend également des conditions de trempe du métal. D’un point de vue
métallurgique, il est essentiel d’avoir une connaissance fine de l’évolution temporelle de la température lors
des différents traitements thermiques, dont fait partie la trempe, pour estimer au mieux la géométrie des
microstructures et, par conséquent, les propriétés mécaniques du métal. Dans le cas des aciers inoxydables
austénitiques, qui ne subissent pas de changement de phase pendant la trempe, cette dernière est utile pour
maîtriser la taille des grains et éviter la formation de carbures. Il convient cependant de noter que d’autres
traitements thermiques existent pour contrôler la taille des grains métallurgiques, comme les revenus à l’air.

Un dernier paramètre à considérer lors de la trempe est la contrainte résiduelle. Si une trempe est mal
effectuée, des contraintes résiduelles peuvent se créer au sein de la pièce trempée. Dans le pire des cas, la
pièce peut se fissurer lors de la trempe. Dans d’autres cas, les contraintes résiduelles peuvent fragiliser la
pièce à certains endroits, créant des points de fragilité.
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FIGURE 1.2 – Diagramme de refroidissement continu de l’acier DIN 42CrMo4 [42].

FIGURE 1.3 – Microstructure d’un acier avec 0,45 % de carbone après un refroidissement continue de 800◦C à
500◦C en 100 s. La photo présente un arrangement de ferrite et perlite prise par Liscic et al. [73].

Le refroidissement lors de la trempe est un enjeu clé dans la fabrication de pièces en acier. La réalisa-
tion de la trempe avec des pièces de métal chauffées à plus 1000◦C et plongées dans de l’eau à pression
atmosphérique engendre nécessairement de multiples phénomènes d’ébullition. Ces phénomènes d’ébulli-
tion, ainsi que les transferts thermiques au sein de l’acier, conditionnent alors le refroidissement de la pièce.
Quantifier ce refroidissement est nécessaire pour estimer la structure et les propriétés de l’acier. L’étude de
l’ébullition de l’eau constitue un élément de compréhension important dans les processus de trempe. Une
bonne compréhension de l’ébullition de l’eau permet d’anticiper d’éventuels problèmes de production de
pièces en acier liés à la trempe et de développer ou d’optimiser des procédés de trempe.

8



1.2 Phénoménologie de l’ébullition

1.2.1 Courbe d’ébullition

Depuis les travaux de Nukiyama [82] 1, il est connu qu’il existe plusieurs régimes d’ébullition en fonc-
tion de la température de la paroi du solide refroidi. La figure 1.4 présente la courbe d’ébullition d’un fluide.
Cette courbe représente le flux surfacique qw en fonction de la surchauffe∆Tsup = Tw−Tsat , où Tw est la tem-
pérature de paroi du mur et Tsat la température de saturation du liquide. Pour être précis, cette courbe est
obtenue pour des liquides ayant une bonne mouillabilité et pour des surfaces d’ébullition de dimension
plus grande que la largeur d’une bulle ou de la longueur capillaire :

Lcap =
√

√ σ

g (ρℓ −ρv)
(1.1)

où σ est la tension de surface du liquide, g l’accélération de pesanteur, ρ la masse volumique du fluide
considéré avec l’indice v référant à la vapeur et l’indice ℓ au liquide. En d’autres termes, cette courbe d’ébul-
lition représente le transfert de chaleur moyenné en espace en fonction de la surchauffe, et non le transfert
de chaleur sur un point local.

La courbe d’ébullition classique distingue quatre zones sur la courbe d’ébullition qui correspondent à
quatre régimes d’ébullition. Cette courbe est obtenue pour des configurations où la température du liquide
est égale à la température, Tℓ = Tsat , où à faible sous-refroidissement ∆Tsub = Tsat − Tℓ. La courbe classique
correspond à la courbe noire sur la figure 1.4. Lors de la trempe, la première zone atteinte sur cette courbe,
si la surface est suffisamment chaude, est le régime d’ébullition en film. L’ébullition en film existe jusqu’à
ce que la surchauffe passe en dessous de ∆Tmf b = Tmf b − Tsat . Le point à l’abscisse ∆Tmf b correspond à la
surchauffe minimum nécessaire au film stable pour exister. La température associée à cette surchauffe est
notée Tmf b pour Minimum Film Boiling Temperature ou température minimum d’ébullition en film. Le flux
correspondant à cet état est noté qmf b. Pour des surchauffes en dessous de cette température, le régime de
transition est alors présent. Dans certains cas que nous verrons dans les parties 1.2.3.1 et 1.3.3, le régime de
transition peut être partiellement substitué par un régime d’ébullition en film instable ou micro bubble boiling
en anglais. Ce régime est représenté par la courbe bleue lagon en tiret-point-tiret sur la figure 1.4. Ce régime
semble n’être atteint que pour des sous-refroidissements élevés. La courbe passe ensuite par un maximum
appelé flux critique ou Critical Heat Flux (CHF). La surchauffe associée à ce point est notée∆Tch f = Tch f −Tsat
et le flux associé qch f . Il s’agit du point où l’échange de chaleur est maximal. Entre∆Tch f et∆Tonb, l’ébullition
suit un régime d’ébullition nucléée. ∆Tonb = Tonb − Tsat correspond à la surchauffe minimale requise pour
pouvoir avoir de la nucléation (Onset of Nucleate Boiling), en d’autres termes, en dessous de cette surchauffe,
il n’y a pas d’ébullition et l’échange de chaleur est purement lié à des phénomènes monophasiques : c’est
la dernière zone de la courbe d’ébullition.

1.2.2 Ébullition en film

L’ébullition en film est un régime d’ébullition qui apparaît pour de très fortes surchauffes. Quand cette
dernière est assez élevée, la surface soumise à l’ébullition dégage assez d’énergie pour vaporiser toute l’eau
au contact de celle-ci. Il en résulte alors un film de vapeur qui entoure toute cette surface. La vapeur ayant
une diffusivité thermique moins élevée que l’eau liquide, ce film agit comme un isolant autour de la pièce,
ce qui explique le flux relativement bas par rapport aux autres régimes d’ébullition (voir figure 1.4). Une
fois le film formé, la stabilité du film de vapeur est assurée par un équilibre entre la pression au sein de
la vapeur et la pression du liquide, en tenant compte de la tension de surface. Cet équilibre est en réalité
un équilibre dynamique, car le film de vapeur oscille et des bulles de vapeur peuvent s’en détacher. En
convection naturelle, c’est-à-dire sans imposer de vitesse dans la partie liquide, la différence de vitesse
entre la vapeur et le liquide crée des instabilités de Kelvin-Helmholtz, et la différence de masse volumique
entre les deux fluides, des instabilités Rayleigh-Taylor. Dans la suite, ces instabilités seront notées Taylor-
Helmholtz par souci de concision. Ce sont ces instabilités qui créent les oscillations du film de vapeur et
modifient localement l’épaisseur de ce film et donc les transferts thermiques.

Jin and Shirvan [52] et Wang et al. [126] ont réussi à capturer l’épaisseur des films de vapeur pour dif-
férents sous-refroidissements. L’expérience de Jin and Shirvan [52] a été réalisée sur des cylindres de dia-
mètre 4,8 et 20 mm et de hauteur respective de 50 et 115 mm. Les oscillations d’épaisseur du film de vapeur
ont été observées expérimentalement et Jin and Shirvan [52] les ont quantifiées grâce à une caméra haute

1. 1966 étant la date à laquelle le journal Journal of Heat and Mass Transfer a publié la traduction de son article qui date originellement
de 1934
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FIGURE 1.4 – Courbe d’ébullition en refroidissement avec les différents régimes d’ébullition de l’eau.

vitesse et un traitement d’image numérique. Les auteurs constatent alors que plus le sous-refroidissement
augmente, plus l’amplitude spatiale des oscillations diminue et leur fréquence d’oscillation temporelle aug-
mente. Ainsi, plus le sous-refroidissement augmente, plus l’interface liquide-vapeur du film devient lisse.

Concernant l’épaisseur du film de vapeur, elle dépend notamment de la surchauffe, du sous-refroidissement
et de la vitesse imposée s’il y a de la convection forcée. Plus la surchauffe augmente, plus il y a de vapo-
risation à l’interface liquide-vapeur et donc plus le film devient épais. Le raisonnement inverse tient pour
le sous-refroidissement. Plus le sous-refroidissement est élevé, plus les phénomènes de condensation sont
importants à l’interface liquide-vapeur, ce qui favorise un film fin.

Dans ce régime, le transfert de chaleur est essentiellement conductif dans la vapeur contenue dans le
film et radiatif dû aux hautes surchauffes. Ce point sera précisé dans la partie 1.3.1. Comme l’échange de
chaleur est essentiellement conductif dans le film de vapeur, il est fortement dépendant de l’épaisseur du
film de vapeur. Le sous-refroidissement, qui tend à amincir les films de vapeur, augmente également le flux
de chaleur de ce régime. Bien qu’une surchauffe plus élevée tende à épaissir le film de vapeur, ce qui tend
à diminuer le flux conductif, elle induit également une différence de température plus élevée entre la paroi
solide et l’interface liquide-vapeur, et donc un gradient thermique plus important dans la vapeur, qui tend à
augmenter le flux à la paroi. L’augmentation de la surchauffe favorise donc deux effets antagonistes. Lors de
l’ébullition en film, le flux augmente avec la surchauffe, ce qui indique que pour une même augmentation
de cette dernière, le film de vapeur ne s’épaissit pas assez pour ralentir le transfert de chaleur au regard de
l’augmentation de la surchauffe.

Lorsque le film devient trop fin, des contacts entre le solide et le liquide peuvent se produire. À ce stade,
il est important de prendre en compte l’état de surface du matériau considéré, car ces contacts peuvent se
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FIGURE 1.5 – Courbe d’ébullition obtenue par Honda et al. [47].

créer sur des aspérités. Carbajo [18], qui a, entre autres, étudié ce phénomène, montre et quantifie la dé-
pendance de la température minimum d’ébullition en film, Tmf b, à l’état de surface. Dans [125], les auteurs
ont modifié l’état de surface de sphères d’acier inoxydable de 20 mm de diamètre jusqu’à ce que la hauteur
maximale des aspérités ne soit que de l’ordre de 500 nm. Avec cette surface superhydrophobe, le régime de
film subsiste jusqu’à la fin de l’ébullition.

Quand le film commence à se rompre, la surface va être remouillée progressivement, c’est le début du
régime de transition. Cependant, dans certaines conditions particulières, le film peut réussir à subsister
malgré des contacts liquide-solide. Cela engendre alors un régime de film instable.

1.2.3 Ébullition en film instable et régime de transition

1.2.3.1 Ébullition en film instable

Les premières observations du régime d’ébullition en film instable ont été réalisées par Aziz et al. [5] et
Zvirin et al. [133]. Le régime de film instable fut premièrement nommé micro bubble boiling en référence à
l’observation d’un dégagement de petites bulles lors des expériences. Pour une meilleure compréhension
et éviter toute confusion, ce régime sera nommé seulement régime de film instable par la suite.

Ce phénomène a également été étudié par Honda et al. [46, 47]. L’étude de la trempe de fins cylindres
positionnés horizontalement de diamètre 0,3 et 0,5 mm en platine chauffés entre 873,15 et 1673,15 K pour
des vitesses d’immersion de 0,1 à 1,5 m.s−1 a permis de mettre en évidence ce régime d’ébullition. Comme
il s’agit de phénomènes très rapides, les auteurs ont utilisé un système de mesure de température basé sur
la conductivité électrique du platine. Ce système a pour avantage d’être plus rapide que les thermocouples
habituels, ce qui est nécessaire dans cette expérience où la température de paroi atteint la température
de saturation en quelques dizaines de millisecondes. Cependant, cette méthode de mesure du flux et de
température de paroi ne peut être appliquée sur toutes les géométries, ni sur tous les matériaux.

Une partie des résultats obtenus est illustrée dans la figure 1.5. Elle montre, pour plusieurs sous-refroidis-
sements, l’évolution de la courbe d’ébullition en présentant qw le flux dégagé à la paroi en fonction de la
surchauffe notée sur cette figure∆Tsat , qui équivaut à∆Tsup. Pour des surchauffes supérieures au point M1,
le régime est le régime d’ébullition en film. Entre le point M2 et M1, c’est le régime d’ébullition en film in-
stable, avec un flux plus élevé. Pour des surchauffes inférieures à la température au point M2, des régimes
d’ébullition similaires à la courbe de Nukiyama [82] sont observés.

Les paramètres qui semblent favoriser le régime de film instable sont décrits par Honda et al. [47] :
— surchauffe faible ;
— fort sous-refroidissement, un faible sous-refroidissement engendre des films plus épais ;
— forte vitesse ;
— grand diamètre du cylindre, car cela augmente la distance de parcours des perturbations, et donc

l’instabilité a plus de chances d’arriver dans le sillage et de toucher la paroi.
Plus récemment, l’étude du régime d’ébullition en film instable a regagné de l’intérêt avec des études

liées à la trempe d’Accident Tolerant Fuel, qui sont de nouvelles gaines pour le combustible nucléaire plus
résistantes à l’oxydation [131, 126]. Lors de ces expériences, les conditions sont similaires à celles de la
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trempe, car il s’agit de trempe sur des gaines à haute température avec de l’eau sous-refroidie.
Yeom et al. [131] et [129] proposent un mécanisme afin d’expliquer l’existence du régime de film instable.

Les crêtes des ondes liquides pourraient entrer en contact avec des aspérités à la surface liées à la rugosité.
Si le fluide entre en contact avec l’aspérité, celle-ci sert de site de nucléation. L’eau se vaporise pour reformer
le film, ce qui induit une augmentation significative du flux de chaleur. Cependant, il reste à expliquer sous
quelles conditions cette vaporisation peut s’effectuer, et quels sont les facteurs limitant ce phénomène.

1.2.3.2 Ébullition en régime de transition

Quand le film commence à se rompre, la surface d’ébullition va être remouillée progressivement. Ce ré-
gime a été beaucoup moins étudié que le régime d’ébullition en film ou celui d’ébullition nucléée en raison
de sa nature instable. Pendant cette phase, les phénomènes d’ébullition sont un mélange entre les poches
de films de vapeur restantes et de l’ébullition nucléée. Comme la surface se remouille, ce régime s’accom-
pagne d’une forte augmentation du flux jusqu’à atteindre le flux critique. Ce flux correspond au flux à par-
tir duquel l’ébullition nucléée commence lors d’un refroidissement. Dans le même temps, la température
de la surface d’ébullition décroît rapidement par rapport aux autres régimes d’ébullition. Les expériences
d’ébullition de Jerome [51] qui ont été réalisées sur des surfaces planes horizontales de cuivre plus ou moins
oxydées plongées dans du pentane ont révélé la sensibilité du régime de transition à l’état de surface. Tout
d’abord, comme nous l’avons vu dans la partie sur l’ébullition en film (partie 1.2.2), le début du régime de
transition est influencé par l’état de surface de la surface où se tient l’ébullition de l’eau. Le cuivre oxydé
(surface rugueuse) a, dans cette expérience, une température minimale d’ébullition en film, Tmf b, plus éle-
vée que le cuivre non oxydé (surface lisse). De plus, le flux mesuré pendant le régime de transition pour
le cuivre oxydé est également plus important que pour le cuivre lisse. Le régime de transition semble donc
particulièrement influencé par l’état de surface. Cela s’explique en particulier par le fait que les surfaces
non lisses ont une meilleure mouillabilité, ce qui favorise les contacts liquide-solide et donc les échanges de
chaleur.

1.2.4 Ébullition nucléée

Une fois que toutes les dernières poches de vapeur ont disparu, le flux critique, correspondant au début
de l’ébullition nucléée, est atteint. Phénoménologiquement, ce flux correspond aux conditions où tous les
sites de nucléation actifs sont saturés. En d’autres termes, il n’est pas possible d’avoir plus de zones où
commencer la croissance d’une bulle. Quand la surchauffe diminue, le nombre de sites de nucléation di-
minue également. L’échange de chaleur est alors composé de trois mécanismes principaux qui seront plus
détaillés dans la section 1.3.4. Le premier mécanisme est l’échange de chaleur par convection naturelle entre
le solide et le liquide présent. Cela concerne les régions où il n’y a pas de formation de bulles de vapeur.
Dans les régions où les bulles de vapeur se forment, deux mécanismes participent à l’échange de chaleur.
Après le départ d’une bulle, le remouillage et la croissance de la nouvelle bulle de vapeur constituent un
mécanisme d’échange de chaleur. Le dernier mécanisme est le transfert de chaleur lié au départ de la bulle
qui emporte avec elle la chaleur latente contenue dans cette dernière. L’ébullition nucléée se produit pour
de faibles surchauffes à pression atmosphérique (quelques dizaines de degrés Celsius pour l’eau). Il n’est
donc pas déterminant pour la trempe des métaux, étant donné sa présence en fin du processus de trempe.

1.2.5 Courbe d’ébullition expérimentale en transitoire

Nous verrons dans les autres sections de ce chapitre que de nombreuses corrélations d’échange de cha-
leur ont été établies en régime stationnaire. Cependant, l’ébullition pendant une trempe est toujours en ré-
gime instationnaire. Afin de savoir si les corrélations établies en régime stationnaire sont applicables pour
de l’ébullition dans un liquide à température de saturation lors d’une trempe, Sakurai et al. [99] ont mené
des expériences sur des cylindres en platine plongés horizontalement dans un bain de refroidissement.
Deux expériences ont été réalisées : l’une en régime transitoire et l’autre en régime stationnaire. Les auteurs
notent que la valeur du flux critique dans l’expérience en régime transitoire est d’environ 80 % de celle
obtenue en régime stationnaire. La température à laquelle est obtenu le flux critique en transitoire est éga-
lement plus élevée d’environ 15 K par rapport aux expériences menées en régime stationnaire. Le régime
d’ébullition nucléée génère un flux moins important à l’approche du flux critique en régime transitoire. Cet
écart se réduit pour les faibles surchauffes. Pour le régime d’ébullition en film, le flux et la température
minimale d’ébullition en film (Tmf b), les résultats sont quasi identiques en régime transitoire et en régime
stationnaire. Une approche quasi stationnaire semble être pertinente dans le cas de l’ébullition en film.
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(a) Paroi non traitée (b) Paroi traitée

FIGURE 1.6 – Courbes d’ébullition pour plusieurs sous-refroidissement obtenues par Li et al. [71] pour des cylindres
en acier inoxydable.

FIGURE 1.7 – Courbes d’ébullition obtenues par Babu and Prasanna Kumar [6] pour la trempe de cylindres en
position verticale en acier inoxydable pour plusieurs surchauffes initiales avec un sous-refroidissement de ∆Tsub
= 32◦C.

Dans le même temps, les articles Babu and Prasanna Kumar [6], Lu et al. [75] et [71] présentent des
courbes d’ébullition en forme de cloche. La figure 1.6 présente les courbes d’ébullition obtenues par Li et al.
[71] pour la trempe de cylindres en acier inoxydable plongés verticalement dans de l’eau. Deux expériences
sont menées pour différents états de surface des cylindres trempés. En particulier, l’une de ces surfaces a été
traitée pour être superhydrophile. Les formes obtenues de ces courbes s’éloignent grandement des courbes
obtenues en régime stationnaire. Notamment, le flux critique semble se décaler vers des surchauffes bien
plus importantes. De plus, l’effet de l’état de surface est bien illustré sur ces expériences, la courbe avec la
paroi traitée ayant un refroidissement plus rapide que celle avec la paroi non traitée.

Dans l’article de Babu and Prasanna Kumar [6], les auteurs réalisent également une trempe sur des
cylindres positionnés verticalement, mais pour différentes températures de départ, en conservant le même
sous-refroidissement. Les courbes obtenues sont présentées dans la Figure 1.7. La température de départ
de la trempe pourrait donc avoir un effet sur la courbe d’ébullition d’après ces observations. Cependant,
il est bon de rappeler qu’estimer un flux à la paroi n’est pas chose aisée. Il n’existe pas de mesure directe
du flux, il faut le reconstruire à l’aide de relevés de température, la plupart du temps réalisés avec des
thermocouples. Des biais d’estimation du flux à la paroi existent [40, 83]. Une analyse de ces biais sera
abordée plus en détail dans la section 3.3 du chapitre 3.
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1.3 Modélisation physique et corrélations

1.3.1 Échange de chaleur en ébullition en film

1.3.1.1 Corrélations d’échange de chaleur à saturation

Les échanges de chaleur lors de l’ébullition en film ont été étudiés depuis la première moitié du 20ème

siècle. Les premiers travaux se concentrent sur les films de vapeur dans un liquide à température de sa-
turation. Ces derniers ont été menés par Bromley [16] et [17]. Bromley a mené l’étude sur des cylindres
positionnés horizontalement avec et sans convection forcée. Dans ce modèle, le transfert de chaleur est sup-
posé purement conductif dans le film de vapeur. Cela permet, entre autres, de définir le flux de chaleur
comme :

qw = −kv

∆Tsup

δ
(1.2)

où δ est l’épaisseur du film, k la conductivité thermique, l’indice v réfère à la vapeur, qw le flux thermique
à la paroi du solide et ∆Tsup = Tw − Tsat la surchauffe. Ainsi, la connaissance de l’épaisseur du film permet
de prédire le transfert de chaleur. Cette hypothèse sera utilisée par la suite dans de nombreux articles. Le
coefficient d’échange en convection naturelle calculé par Bromley [16] est alors donné par :

hc =
kv

D
NuD ≡ 0,62

kv

D

�

GrD Prv

Ja′sup

�0,25

(1.3)

Avec D le diamètre du cylindre, GrD le nombre de Grasshof, Pr le nombre de Prandtl et Ja′sup = Cpv
∆Tsup/h

′
ℓ→v

le nombre de Jakob modifié où hℓ→v , la chaleur latente, est remplacée par h′ℓ→v . h′ℓ→v est l’enthalpie de chan-
gement de phase corrigée de la surchauffe de la vapeur. La définition de h′ℓ→v est donnée à la relation (1.4) :

h′ℓ→v = hℓ→v +
� ∆Tsup/2+Tsat

Tsat

Cpv
(T ) dT (1.4)

avec Cpv
la capacité calorifique massique isobare de la vapeur.

Compte tenu des hypothèses faites dans l’article, l’auteur approxime l’équation (1.4) par celle présentée
à l’équation (1.5) :

h′ℓ→v ≈ hℓ→v

�

1+ 0,4
cpv
∆Tsup

hℓ→v

�2

(1.5)

Dans ce modèle, les propriétés de la vapeur sont évaluées à (Tw+ Tsat)/2. Cette première corrélation fait
apparaître les premiers nombres sans dimension d’importance pour l’étude de l’ébullition en film. Une pre-
mière remarque intéressante est la présence au dénominateur du nombre de Jakob de surchauffe modifié,
Ja′sup. Quand la surchauffe augmente, ce nombre augmente également, ce qui tend à diminuer le coefficient
de transfert de chaleur, hc , selon l’équation 1.3. Cela s’explique par le fait qu’avec une paroi plus chaude, le
film de vapeur a tendance à s’épaissir, et donc à diminuer ce coefficient qui est inversement proportionnel
à l’épaisseur du film dans ce modèle. Cependant, le nombre de Grasshof augmente également avec la tem-
pérature de paroi, comme l’écart de masse volumique entre la vapeur et l’eau augmente. Cela accentue les
phénomènes de flottabilité qui ont pour effet d’amincir le film de vapeur en bas du cylindre positionné hori-
zontalement. Le film de vapeur plus fin engendre alors un coefficient d’échange thermique plus important.
Ainsi, l’augmentation de la température de paroi accentue deux effets antagonistes en ce qui concerne ce
coefficient. L’évolution du flux thermique surfacique en fonction de la surchauffe pour de l’eau à 1 bar sans
considérer le rayonnement est présentée dans la figure 1.8 (courbe en pointillé). Comme le flux augmente
avec la surchauffe, cela montre que les effets de flottabilité l’emportent sur les effets thermiques en ce qui
concerne l’épaisseur du film de vapeur dans ce modèle. Ainsi, une augmentation de la surchauffe induit
bien une augmentation de l’échange de chaleur lors de l’ébullition en film.

Pour intégrer les transferts de chaleur radiatifs, l’hypothèse faite est que le rayonnement est absorbé en
grande partie dans une faible épaisseur du liquide près du film de vapeur. Cette chaleur contribue alors à
vaporiser l’eau, mais ne chauffe pas la vapeur contenue dans le film de vapeur. On note htot le coefficient
d’échange total, hc le coefficient d’échange conductif dans le film de vapeur et hr le coefficient d’échange
radiatif. L’auteur obtient alors l’équation implicite suivante pour htot , le coefficient d’échange de chaleur
total :
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FIGURE 1.8 – Flux de chaleur, qw, pendant le régime d’ébullition en film en fonction de la surchauffe ∆Tsup pour
un cylindre positionné horizontalement de diamètre D = 420 mm. La corrélation de Bromley [16] est représentée
avec et sans l’apport du rayonnement pour la vitesse nulle et celle de Bromley et al. [17] est tracée pour les autres
vitesses.

htot =
h4/3

c

h1/3
tot

+ hr (1.6)

Comme cette formulation est implicite, l’auteur en donne deux approximations explicites selon le cas
considéré. L’équation (1.7) est valide tant que hr ≪ hc , et la précision est de l’ordre de 5 %. Sinon, l’équation
1.8 doit être utilisée. L’expression de hr utilisée est celle correspondant à deux plaques parallèles (1.9).

htot = hc +
3
4

hr (1.7)

htot = hc + hr

�

3
4
+

1
4

hr

hc

hc

2, 62 hc + hr

�

(1.8)

hr =
σSB

ε−1 +α−1
r − 1

T 4
w − T 4

ℓ

∆Tsup
(1.9)

La figure 1.8 présente l’évolution du flux thermique surfacique à la paroi solide, qw, en fonction de la
surchauffe, ∆Tsup, pour la corrélation de Bromley [16] en convection naturelle (c’est-à-dire à vitesse infinie
nulle) avec et sans prise en compte du transfert radiatif. Bien que très faible pour les basses surchauffes, il
est évident que ce transfert est essentiel à prendre en compte pour les fortes surchauffes.

Dans l’article Bromley et al. [17], l’auteur s’intéresse à l’effet de la convection forcée sur les échanges
de chaleur en ébullition en film. Le coefficient d’échange par convection forcée est donné dans cette étude
par l’équation (1.10). Dans cette équation, Reℓ,D représente le nombre de Reynolds dans le liquide et µ est

la viscosité dynamique. Cette expression est valable pour un nombre de Froude, Fr =
u∞
p

g D
> 2,0, avec

u∞ la vitesse du liquide en dehors de la couche limite dynamique et g est l’accélération de pesanteur, prise
ici égale à 9,81 m.s−2. Cette expression est alors assez similaire à celle de l’équation (1.3), seulement ici les
phénomènes de flottabilité sont représentés par le rapport des masses volumiques de la vapeur sur celle du
liquide et les phénomènes d’inertie par le nombre de Reynolds.

Pour les transferts par rayonnement, la même analyse que pour la convection naturelle est menée pour
intégrer le transfert radiatif au coefficient d’échange convectif. Cependant, ici, à cause de la convection
forcée, l’auteur considère un angle de décollement de l’écoulement de 90◦, et n’applique le rayonnement
que sur la moitié basse du cylindre. L’expression analytique en fonction de l’angle de décollement est pré-
sentée dans l’équation (1.11), et l’application à un angle de décollement de l’écoulement de 90◦ donne la
corrélation retenue dans l’article de Bromley et al. [17] donnée par l’équation (1.12). La figure 1.8 montre

15



l’évolution du flux de chaleur pour différentes vitesses. La vitesse joue un rôle important dans les échanges
de chaleur, comme une vitesse de 1 m/s augmente de 13 % le flux en paroi par rapport à une vitesse nulle,
et cette augmentation monte à 35 % pour une vitesse de 2 m/s d’après ce modèle.

hc = 2, 7
kv

D

√

√

√

Reℓ,D Prv

Ja′sup

µℓ
µv

ρv

ρℓ
(1.10)

htot = hc + hr

�

1−
θ ′

4π

�

(1.11)

htot = hc +
7
8

hr (1.12)

(1.13)

Par la suite, d’autres auteurs se sont intéressés à l’étude du transfert de chaleur dans les films de vapeur
dans un liquide à saturation. Berenson [9] a étudié les instabilités de Taylor-Helmholtz pour l’ébullition
en film sur des plaques planes horizontales. Ici, l’auteur précise le modèle de Bromley [16] en prenant en
compte la déformation de l’interface liquide-vapeur due à ces instabilités et suppose que la formation de
bulles qui se détachent du film suit la structure de ces instabilités. En effet, dans un liquide à température
de saturation, il n’existe pas de phénomène de condensation qui permette au film de se stabiliser. Sans ces
décrochages de bulles, le film s’épaissirait à l’infini. Cependant, à cause des instabilités hydrodynamiques
et des forces de flottabilité, des bulles se décrochent afin de stabiliser le film de vapeur dans son environne-
ment. Le coefficient d’échange obtenu (équation (1.14)) est intéressant, car il est similaire à celui trouvé par
Bromley [16]. En effet, seule la constante multiplicative et la dimension caractéristique sont modifiées dans
le modèle de Berenson [9] par rapport au modèle de Bromley [16]. La dimension caractéristique étant dans
ce modèle la longueur capillaire, Lcap contrairement au modèle de Berenson [9] où la distance caractéristique
est le diamètre du cylindre.

hc = 0, 425
kv

Lcap

�

GrLcap
Prv

Ja′sup

�0,25

(1.14)

Klimenko [61] compléta ce modèle en prenant en compte le caractère turbulent que la vapeur peut avoir
dans le film de vapeur à forte surchauffe. Ce caractère turbulent de la vapeur prédit une épaisseur du
film de vapeur plus fine que dans les autres modèles, et donc une augmentation de l’échange de chaleur.
Cela s’explique par le fait que considérer de la turbulence dans la vapeur résulte en une diminution de la
pression de la vapeur pour une même épaisseur de film. Comme la pression de la vapeur doit égaliser la
pression que l’eau exerce sur le film en prenant en compte la tension de surface, il en résulte alors un film
plus fin.

1.3.1.2 Corrélations d’échange de chaleur avec liquide sous-refroidi

Afin de prédire les échanges de chaleur lors de l’ébullition en film avec un liquide sous-refroidi,∆Tsub >
0, il faut prendre en compte la couche limite thermique du liquide en contact avec le film de vapeur. Cess
and Sparrow [20, 21] furent les premiers à effectuer cette analyse sur des plaques planes horizontales en
convection forcée. L’étude est menée sur des écoulements laminaires. Epstein and Hauser [32] réalisent une
analyse similaire pour des sphères et des cylindres positionnés horizontalement. Ce modèle est intéres-
sant, car l’expression analytique reste simple à analyser. Le coefficient d’échange hc obtenu par Epstein and
Hauser [32] est présenté à l’équation (1.15) :
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�2
�

µℓ
µv

Prv
p

Prℓ

Jasub

Jasup

�4�1/4

(1.15)

où Jasub = Cpℓ∆Tsub/hℓ→v est le nombre de Jakob de sous-refroidissement dans ces équations. Comme
pour l’analyse de Bromley et al. [17], le coefficient d’échange convectif dépend de la racine carrée du nombre
de Reynolds. Cependant, la prise en compte du sous-refroidissement complexifie l’équation. Pour un sous-
refroidissement nul, une forme analogue avec les expressions précédemment présentées est retrouvée, c’est-
à-dire un terme en puissance 1/4 qui met en compétition le nombre de Prandtl, de Jakob surchauffé et les
effets de flottabilité avec le rapport des masses volumiques et des viscosités dynamiques. Dans ce modèle,
l’effet du sous-refroidissement dépend du rapport des viscosités dynamiques des phases vapeur et liquide,
du rapport des nombres de Prandtl et du rapport des nombres de Jakob de sous-refroidissement, Jasub, et de
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FIGURE 1.9 – Courbe d’ébullition en film donnée par la corrélation de Sakurai et al. [100] pour plusieurs sous-
refroidissements ∆Tsub, pour un cylindre horizontal de diamètre D = 420 mm.

surchauffe, Jasup. Ce rapport est à la puissance 4 dans le terme à la puissance 1/4, ce qui montre un fort effet
du rapport entre sous-refroidissement et surchauffe sur l’échange de chaleur lors de l’ébullition en film.

L’étude de l’ébullition en film dans un milieu sous-refroidi en convection naturelle autour de cylindres
positionnés horizontalement sera faite plus tard par Sakurai et al. [100]. Le coefficient d’échange obtenu est
de la forme :

htot = hc + J hr (1.16)

Avec J le facteur prenant en compte la contribution des échanges radiatifs, défini comme :

J = F + (1− F) (1+ 1,4 hc/hr)
−1 (1.17)

Le terme F est défini comme :

F =max(0, 19, F ′) (1.18)

avec

F ′ = [1− 0, 25 exp(−0,13 Jasub/Prv)] exp
�

−0, 64 R−0,60 Pr−0,45
ℓ

(Jasub/Prv)
−0,73 Ja1,1

sub

�

(1.19)

et

R=
√

√ρv µv

ρℓ µℓ
(1.20)

Ces termes ont été déterminés à partir de données expérimentales regroupant plusieurs liquides à dif-
férents sous-refroidissements et pressions. Le coefficient hc est quant à lui défini analytiquement comme :

hc = 0, 612
kv

D
M1/4 (1.21)

Le terme M est défini dans l’article de Sakurai et al. [100], et prend en compte le nombre de Grasshof,
le nombre de Prandtl liquide et vapeur, le nombre de Jakob de surchauffe et le nombre de Jakob de sous-
refroidissement. Les propriétés liquides sont évaluées à (Tℓ + Tsat)/2 et celles de la vapeur à (Tw + Tsat)/2.
La formule analytique de ces corrélations est très complexe, et une interprétation directe n’est pas aisée.
La figure 1.9 présente cette corrélation pour différents sous-refroidissements. Comme attendu, le sous-
refroidissement augmente l’échange de chaleur, car le film de vapeur résultant est plus fin. Shiotsu and
Hama [107] proposeront un modèle similaire pour les cylindres positionnés verticalement en convection
naturelle et forcée.

Pour conclure ce paragraphe sur les corrélations d’échange de chaleur, le tableau 1.1 récapitule les dif-
férents modèles exposés dans cette partie ainsi que les phénomènes modélisés et pris en compte dans les
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corrélations présentées. Ce tableau permet de mettre en évidence les nombres sans dimension qui carac-
térisent l’échange de chaleur en ébullition en film, en n’oubliant pas le nombre de Prandtl qui n’y figure
pas ainsi que les rapports de masses volumiques et de viscosités. Au terme de cette analyse, il apparaît que
l’ébullition est un phénomène physique complexe qui est traduit par des corrélations d’échange de chaleur
elles-mêmes très complexes dans leur expression et dépendantes de multiples facteurs. Cependant, toutes
ces études se focalisent sur l’échange de chaleur lorsque le film est stable, mais il est également important de
connaître les conditions de stabilité du film de vapeur pour pouvoir prédire la rupture et/ou la formation
de ce dernier lors d’une trempe.

Modèle Géométrie Surchauffe
Sous-

refroidissement Convection

Jasup Jasub Reℓ et/ou Grv

Bromley (1950,1953) Cylindre horizontal ✓ naturelle et forcée

Berenson (1961) Plaque plane horizontale ✓ naturelle

Klimenko (1981) Plaque plane horizontale ✓ naturelle

Cess and Sparrow (1981) Plaque plane horizontale ✓ ✓ forcée

Epstein and Hauseur (1980) Cylindre horizontal ✓ ✓ forcée

Sakurai et al. (1990) Cylindre horizontal ✓ ✓ naturelle

Shiotsu and Hama (2000) Cylindre vertical ✓ ✓ naturelle et forcée

TABLEAU 1.1 – Résumé des corrélations d’échange de chaleur en ébullition en film avec les phénomènes considérés
pour chacune.

1.3.2 Température minimale d’ébullition en film

Comme indiqué dans la section 1.1, l’un des principaux défis de la trempe réside dans la maîtrise de la
vitesse de refroidissement. Une vitesse élevée est particulièrement nécessaire pour garantir les meilleures
propriétés de l’acier. Cependant, la présence d’un film de vapeur pendant ce processus peut avoir des effets
indésirables sur la trempe. Il est donc essentiel de comprendre les conditions de stabilité d’un tel film de
vapeur.

1.3.2.1 Modèles basés sur l’hydrodynamique

Zuber [132] fut le premier à émettre l’hypothèse que le film de vapeur se rompt quand la quantité de
vapeur produite par ce dernier n’est pas assez importante pour compenser les effets normaux d’effondre-
ment du film de vapeur. Dans le cas d’ébullition en film à saturation, le film perd de la vapeur en relâchant
des bulles, ce qui contribue à son effondrement. Le flux minimal de l’ébullition en film est donc déduit par
Zuber [132] comme :

qmf b = eb nb fmf b (1.22)

où eb est l’énergie interne contenue dans une bulle, nb représente le nombre de bulles se détachant
par période de détachement et par unité de surface, et fmf b est la fréquence de départ de ces bulles à la
température Tmf b. Dans ce modèle, le détachement des bulles et les instabilités de Taylor-Helmholtz sont
intimement liés. Le rayon de la bulle, la fréquence de départ et la surface soumise à l’ébullition sont définis
en fonction de la longueur d’onde la plus critique de ces instabilités. Cette hypothèse découle du fait que
les auteurs considèrent que le décrochage de la bulle correspond à la perturbation associée à la longueur
d’onde critique des instabilités hydrodynamiques. À l’aide de la relation de dispersion de ces instabilités
et de cette longueur d’onde, les auteurs déduisent alors la fréquence de départ des bulles fmf b pour une
plaque plane horizontale. Les auteurs déduisent alors une expression générique pour qmf b :

qmf b = C ρv

�

g σ (ρℓ −ρv)
27(ρℓ +ρvap)2

�1/4

(1.23)

avec C une constante.
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Berenson [9] reprendra la formulation et corrélera qmf b avec des données expérimentales obtenues avec
le n-pentane et le CCL4 et obtiendra la corrélation suivante :

qmf b = 0,09 ρv hℓ→v

�

g (ρℓ −ρv)
ρℓ +ρv

�2/3 � σ

g (ρℓ −ρv)

�1/4

(1.24)

Afin de déterminer la surchauffe minimale nécessaire à l’existence du film, Berenson [9] lie l’expression
du flux minimum avec le coefficient d’échange :

∆Tmf b =
qmf b

hmf b
(1.25)

À l’aide de l’expression du coefficient d’échange présentée à l’équation (1.14), issue du même article,
ainsi que des équations équation (1.25) et équation (1.24), l’auteur établit l’expression de la surchauffe
minimale pour un film de vapeur comme suit :

∆Tmf b,Berenson = 0,127
Lcap ρv hℓ→v

kv

�

g (ρℓ −ρv)
ρℓ +ρv

�2/3 � µv

ρℓ −ρv

�1/3

(1.26)

avec Lcap la longueur capillaire définie à l’équation 1.1. Henry and Baumeister [43] corrigeront la for-
mulation de Berenson [9] (équation (1.26)), en prenant en compte les contacts liquide-solide qui peuvent
survenir lorsque la température est proche de Tmf b. Il intégrera également les propriétés du solide et les
effets de vaporisation en microcouches dans sa corrélation. Dans les approches précédentes, il était sup-
posé que la température minimale d’ébullition en film, Tmf b, est égale à la température du mur, Tw, et à la
température locale du liquide, Tℓ, lorsque le film se rompt. Cependant, la température d’une interface entre
un solide et un liquide (à l’équilibre) est donnée par :

TΓ =
eℓTℓ + ewTw

eℓ + ew
(1.27)

Avec e =
q

k ρ Cp l’effusivité thermique. En utilisant cette formule avec Tw = Tmf b, TΓ = Tmf b,ISO ≡
Tmf b,Berenson, et Tℓ = Tsat , et en incluant les autres effets mentionnés précédemment, l’auteur en déduit la
formule suivante pour la température minimum d’ébullition en film :

Tmf b − Tmf b,Berenson

Tmf b,Berenson − Tsat
= 0,42

�

eℓ
ew

Cpv

Cpw

1
Ja∗sup

�0,6

, Ja∗sup =
Cpv
∆Tmf b,Berenson

hℓ→v
(1.28)

La dénotation ISO réfère à la considération que la température de l’interface et du mur sont égales,
c’est-à-dire que ces deux surfaces sont isothermes. Cette équation est intéressante, car elle met en évidence
la compétition entre la capacité du liquide à retirer de l’énergie du solide et celle du solide à lui en fournir.
Cela se traduit par le rapport des effusivités dans l’équation (1.28). Pour un refroidissement transitoire,
si le solide a une faible effusivité thermique, la température Tmf b sera plus élevée, car le solide ne pourra
pas fournir suffisamment d’énergie pour maintenir le régime d’ébullition en film. Cependant, comme re-
présenté sur figure 1.10, cette formulation ne rend pas bien compte des effets du sous-refroidissement dans
l’eau. Dans cette formulation, le sous-refroidissement est pris en compte via la variation de l’effusivité ther-
mique du liquide, eℓ, avec la température du liquide.

1.3.2.2 Corrélations semi-empiriques

Lors d’une trempe, le liquide est sous-refroidi. Les modèles abordés dans la section 1.3.2.1 ne décrivent
pas de manière assez précise l’effet du sous-refroidissement sur la température minimale d’ébullition en
film. Dans la littérature, le sous-refroidissement est le plus souvent considéré comme ayant un effet linéaire
sur la température minimum d’ébullition en film. L’article de Carbajo [18] dresse état de l’art des corré-
lations permettant de calculer la température minimale d’ébullition en film et propose de rassembler les
corrélations basées sur l’hydrodynamique et les corrélations empiriques pour formuler une corrélation gé-
nérale pour les cylindres trempés verticalement. Premièrement, l’auteur définit ∆Tmf b,ISO, c’est-à-dire la
surchauffe minimale pour avoir un film de vapeur en considérant que la température de la paroi et de
l’interface liquide-vapeur sont égales, Tw = TΓ . Dans un premier temps, un liquide à température de satu-
ration et un solide avec une effusivité infinie sont supposés. Compte tenu de ces hypothèses et de données
expérimentales, l’auteur établit une corrélation empirique pour ∆Tmf b,iso :
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FIGURE 1.10 – Température minimum d’ébullition en film en fonction du sous-refroidissement. Les données ex-
périmentales ont été obtenues pour des cylindres en acier immergés verticalement.

∆Tmf b,ISO =
1,372× 106

Tcr

�

Tcr − Tsat

µℓ

�1/2

(1.29)

L’auteur utilise de même que Henry and Baumeister [43] l’équation (1.27) pour ajouter les effets transi-
toires liés aux transferts de chaleur entre le mur et le fluide. La relation suivante est alors obtenue :

∆Tmf b =∆Tmf b,ISO

�

1+
eℓ
ew

�

(1.30)

Cependant, cette formulation ne prend pas en compte l’effet de l’état de surface du métal trempé sur la
température minimale d’ébullition en film. Les parois d’acier pendant les trempes sont oxydées, car le métal
est chauffé à haute température. La surface n’est donc pas lisse et présente des aspérités qui peuvent influer
sur la stabilité du film de vapeur. Ce point a notamment été abordé dans la partie 1.2.2 avec l’expérience de
Vakarelski et al. [125]. L’auteur propose alors d’ajouter un coefficient γ sans dimension à l’équation (1.30)
pour modéliser l’effet de l’état de surface du métal trempé sur la température minimale d’ébullition en film.
L’équation devient alors :

∆Tmf b =∆Tmf b,ISO

�

1+ γ
eℓ
ew

�

(1.31)

Le terme γ
eℓ
ew

est déterminé expérimentalement. Les valeurs données dans l’article sont de γ
eℓ
ew
∈ {1,733; 2,667}

pour de l’acier inoxydable oxydé. L’auteur précise le modèle en tenant compte des effets liés à la convec-
tion forcée en ajoutant un terme défini empiriquement. Il en est de même pour le sous-refroidissement.
L’expression complète est alors :

∆Tmf b =∆Tmf b,ISO

�

1+ γ
eℓ
ew

� �

1+ r
�

ReD µℓ
D

�s�

+ a ∆Tsub (1.32)

Dans cette équation, r = 0,1 et s = 0,4, sont des constantes obtenues expérimentalement, et a est le facteur
de proportionnalité traduisant l’influence du sous-refroidissement. Les valeurs du débit massique, qm, com-
prises dans le nombre de Reynolds, doivent être prises à 0 si qm < 2 kg/m2/s et à 400 si qm > 400 kg/m2/s.
Pour le coefficient a, l’auteur propose une régression linéaire faite sur des données expérimentales :

a =
4180
Cpℓ

hℓ→v

hℓ,sat

�

eℓ
ew

Cpv

Cpw

1

JaISO
sup

�0,1

(1.33)

Avec hℓ,sat représentant l’enthalpie du liquide considéré et JaISO
sup = Cpv

∆Tmf b,ISO/hℓ→v le nombre de Jakob
surchauffé évalué à la surchauffe ∆Tmf b,ISO.
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FIGURE 1.11 – Évolution du rapport Tmf b,MS/Tmf b,RS en fonction du nombre de Biot hybride dans l’article de Jun-
young et al. [54].

1.3.2.3 Modèle prenant en compte la topographie de l’état de surface

Bradfield [15] fut le premier à suggérer que les propriétés thermophysiques du matériau affectent les
contacts liquide-solide durant l’ébullition en film. Selon lui, le rapport δ/lr est un indicateur important des
contacts liquide-solide, où lr représente la hauteur des aspérités. Plus récemment, des études plus appro-
fondies ont été menées sur l’effet de l’état de surface et la stabilité des films de vapeur. Jun-young et al.
[54] font l’analyse que le film de vapeur commence à se rompre quand les aspérités de surface entrent en
contact avec le liquide. Cela oblige à différencier deux températures : la température de l’aspérité et la tem-
pérature moyenne de la surface solide. Expérimentalement, c’est la mesure de la température moyenne qui
est mesurée. La température des aspérités est quant à elle inférieure en raison de l’effet ailette. Cette analyse
introduit le nombre de Biot hybride : Bihy b = hl2

r /〈k〉D, avec lr la hauteur de l’aspérité conique considérée
dans ce cas, h le coefficient d’échange convectif, D le diamètre de l’aspérité et 〈k〉= kw ζ+ (1− ζ) kv , avec ζ
la porosité locale. Ainsi, la température minimum d’ébullition en film est décrite par :

Tmf b,MS = Tmf b,RS + c ∆Tailette (1.34)

où Tmf b,MS est la température minimale d’ébullition en film pour une surface avec une microstructure,
Tmf b,RS celle pour une surface de référence, ∆Tailet te l’écart de température entre la base et la pointe de l’as-
périté et c le facteur multiplicatif associé à l’effet ailette. Le terme ∆Tailet te peut être calculé analytiquement
en considérant des aspérités coniques dans un système pseudo-stationnaire. La figure 1.11 présente l’évo-
lution du rapport Tmf b,MS/Tmf b,RS en fonction du nombre de Biot hybride. Selon l’échange de chaleur, trois
zones sont distinctes : une première zone, où, pour les faibles nombres de Biot hybride, la microstructure
n’affecte pas la température minimale d’ébullition en film, Tmf b, une zone intermédiaire où les microstruc-
tures sont refroidies, puis enfin la zone où le film s’effondre. Ce modèle est particulièrement intéressant, car
il fait le lien avec la phénoménologie de l’ébullition en film instable, dans le sens où le modèle est basé sur
la topographie des aspérités et des contacts entre ces aspérités et le liquide.

De manière générale, l’étude de stabilité des films de vapeur est très complexe, car de nombreux para-
mètres et phénomènes physiques interviennent ainsi que la géométrie des surfaces soumises à l’ébullition.
Face à cette complexité, des modèles utilisant l’intelligence artificielle ont été développés plus récemment
[1, 7], reposant sur de nombreuses données expérimentales sur le sujet. Ces données sont notamment re-
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groupées dans l’annexe de l’article de Bahman and Ebrahim [7]. Malheureusement, ces modèles sont sou-
vent limités par leur base de données d’apprentissage et ne permettent pas de comprendre la physique
sous-jacente des phénomènes de stabilité du film. Le tableau 1.2 récapitule les différents modèles abordés
dans cette section.

Modèle Géométrie
Sous-

refroidissement Effusivité Convection
Etat

de surface

Jasub eℓ/ew Reℓ et/ou Grv

Berenson (1961) PPH nat.

Henri et Baumeister (1974) PPH ✓ ✓ nat.

Carbajo (1985) Cylindre vertical ✓ ✓ nat. et forcée ✓

Jun-Young et al. (2018) Sphères ✓ ✓ nat. ✓

Alotaibi et al. (2021) Multiple ✓ ✓ nat.

Bahman et Ebrahim (2020) Multiple ✓ ✓nat.

TABLEAU 1.2 – Prise en compte de différents paramètres pour les corrélations de température minimum d’ébullition
en film. PPH : plaque plane horizontale, nat : naturelle.

1.3.3 Ébullition en film instable et régime de transition

1.3.3.1 Régime de film instable

Le régime d’ébullition en film instable a été peu étudié d’un point de vue théorique, principalement en
raison d’un manque de données expérimentales et de la difficulté à capturer finement ce phénomène. Yagov
et al. [129, 130] proposent une première approche quantitative de ce régime d’ébullition à travers plusieurs
articles. Le mécanisme proposé est que ce régime se produit lors de contacts liquide-solide de manière tran-
sitoire pendant le refroidissement. De plus, ces contacts se produisent lorsque la température du solide, Tw,
est supérieure à la température de surchauffe limite de l’eau, notée Tshl où shl signifie superheated limit. Cette

température correspond à la condition spinodale
dp
dv

�

�

�

�

T
= 0, avec v le volume molaire en m3/mol, et p la

pression. Cette valeur peut être calculée théoriquement, par exemple avec l’équation d’état de Redlich and
Kwong [94], ou mesurée expérimentalement. La méthode de chaleur pulsée a été utilisée par Pavlov and
Skripov [87] pour déterminer Tshl = 575 K pour de l’eau à 1,01 bar. Le rapport de Avedisian [4] présente
des mesures de cette température pour divers liquides, pressions et méthodes de mesure. À cette tempé-
rature, l’eau se vaporise en 0,1 et 1 nanoseconde [110] car elle se trouve dans un état métastable. Lors de
ces contacts, l’eau liquide est donc vaporisée quasi-instantanément, ce qui induit un flux de vaporisation
intense noté qev . Le contact est illustré sur la figure 1.12.

La partie soumise au contact liquide/fluide est soumise à un flux qev . Au point de contact triple entre la
phase liquide, vapeur, solide, l’interface est déformée à cause de la tension de surface du liquide, σ. L’ordre
de grandeur de l’épaisseur du film de liquide à l’endroit de ces contacts a été estimé par Yagov [128]. Cette
épaisseur δm est de l’ordre de 10−8 m. Le gradient de pression dans le liquide peut donc être approximé
par :

dp
dnΓ
≈
σ

δ2
m

(1.35)

avec p la pression est nΓ la direction normale à la paroi dans ce cas précis et ν la viscosité cinématique.
Connaissant le gradient de pression dans le liquide, le débit massique de liquide peut être obtenu comme :

qm =
dp
dnΓ

δ3
m

ν
≈ C
σδm

ν
(1.36)

Avec C une constante numérique pour corriger les approximations faites. Comme le fluide se vaporise quasi
instantanément, le flux de chaleur par unité de longueur associé est donc :

qL,ev = hℓ→v qm ≈ C
hℓ→vσδm

ν
(1.37)
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FIGURE 1.12 – Schéma des contacts liquide-solide durant l’ébullition en film instable selon Yagov et al. [130].

Pour une hauteur lr de l’aspérité, le flux surfacique devient alors :

qev ≈ C1
hℓ→vσδm

νlr
(1.38)

Les irrégularités à la surface des métaux, généralement de l’ordre du micromètre, impliquent que le

rapport
δm

lr
est d’environ 10−2. Yagov et al. [129, 130] soutiennent que lors d’un contact, plusieurs dizaines

voire centaines d’irrégularités entrent directement en contact avec le liquide, ce qui les conduit à conclure
que C1 vaut approximativement 0,1. Par conséquent, les auteurs estiment que le flux surfacique résultant
des contacts liquide-solide est localement :

qev ≈ C2
hℓ→vσ

ν
(1.39)

avec C2 de l’ordre de 10−3, pour de l’eau à 1 bar, ce flux est de l’ordre de 102 - 103 MW/m2. Il est
important de noter que ce flux est localisé sur une petite surface du solide et pendant un court laps de temps.
Cependant, il participe à augmenter le flux moyen à la surface, comme il est très grand en comparaison avec
les flux de chaleurs que l’on retrouve dans les autres phénomènes d’ébullition.

Le deuxième point abordé dans cet article concerne le développement d’une corrélation pour déterminer
quand ce régime est possible. Yagov et al. [129, 130] postulent que pour que ce régime existe, le solide doit
être capable de fournir localement un tel flux d’énergie. En effectuant un bilan d’énergie sur un volume
défini notamment par la longueur caractéristique de diffusion thermique dans le solide x =

p

α t0, avec
α = k/(ρCp) la diffusivité thermique et t0 le temps caractéristique de ce phénomène, et en égalisant avec
le flux établi à l’équation (1.39), les auteurs déduisent un critère de température minimum pour l’existence
de ce phénomène. Ils utilisent notamment des corrélations pour estimer l’épaisseur du film de vapeur, les
vitesses de la vapeur, ainsi que le modèle de Kapitza and Haar [57] pour les périodes d’oscillation du film
de vapeur. Le détail de la démonstration est présenté dans l’article de référence [129]. Le critère résultant
de ces hypothèses est présenté à l’équation (1.40).

K0 = 4,5× 10−4

hℓ→v σ
µv

�

σ
gρv

�1/4Ç D
µℓ

Pr7/16
v /Gr5/16

v

(∆Tsup −∆Tshl) ew

√

√

√

∆Tsub

∆Tsup
(1.40)

La surchauffe ∆Tsup correspondant au cas où K0 = 1, est la surchauffe minimale nécessaire pour main-
tenir le régime d’ébullition en film instable. Les auteurs nuancent ce modèle en précisant bien qu’il s’agit
d’un premier modèle pour prédire la condition d’existence de ce régime et que des précisions pourront être
apportées dans de futures études.

1.3.3.2 Régime de transition

Tout comme le régime d’ébullition en film instable, le régime de transition est particulièrement difficile
à étudier car il n’existe que sur des temps assez courts et est difficile à stabiliser. De plus, ce régime néces-
site une compréhension fine de plusieurs phénomènes physiques, comme expliqué dans la section 1.2.3.2.
Historiquement, ce régime a été présenté comme un régime où il y a localement de l’ébullition en film et
localement de l’ébullition nucléée. Dhir and Liaw [29] ont proposé un modèle pour le régime de transition
dans un fluide à température de saturation. Le flux résultant est décrit comme la somme de la contribution
de l’ébullition en film et de la convection naturelle :
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qw = ηq f b + (1−η) qnc (1.41)

η représente la fraction volumique de vapeur près de la paroi, définie comme η= Adr y/Atot , où Adr y est la
surface sèche du solide, c’est-à-dire en contact avec la vapeur, et Atot est l’aire totale du solide. L’évaluation
de ce terme est cruciale dans ces corrélations, mais difficile à estimer analytiquement. Dans l’article de Dhir
and Liaw [29], le terme η a été mesuré expérimentalement pour valider la formulation de la corrélation. En
général, l’approche pour décrire analytiquement l’échange de chaleur lors du régime de transition consiste
à décomposer le flux total en une somme pondérée de flux indépendants. Chaque flux représente un mode
de transfert de chaleur présent dans le régime de transition. L’enjeu principal reste alors de déterminer la
pondération de chacun de ces phénomènes.

D’autres modèles, notamment pour des simulations de trempe, proposent une interpolation linéaire
(1.42) entre le flux critique et le flux d’ébullition obtenu à la température minimum d’ébullition en film,

qw =
Tw − Tch f

Tmf b − Tch f
qmf b +

�

1−
Tw − Tch f

Tmf b − Tch f

�

qch f (1.42)

Les articles basés sur des simulations numériques comme ceux de Kamenicky et al. [56], Kaynar et al.
[58], Srinivasan et al. [115], ajoutent souvent des facteurs correctifs à cette pondération pour tenir compte
du fait que le flux d’ébullition en film au minimum du régime de transition serait Kmf b fois supérieur à
celui prédit par les corrélations, tandis que le flux critique Kburn serait moins important que celui prédit
par les corrélations. L’indice burn signifie en anglais burn out. Cette justification repose sur le fait que les
corrélations sont établies pour des régimes stationnaires et donc non transitoires. En raison de ce manque
de corrélations, ces coefficients sont choisis pour correspondre à des résultats expérimentaux. Ainsi, dans
ces modèles, le flux en régime de transition devient :

qw = Kmf b

Tw − Tch f

Tmf b − Tch f
qmf b + Kburn

�

1−
Tw − Tch f

Tmf b − Tch f

�

qch f (1.43)

Dans l’article de Kamenicky et al. [56], les valeurs de Kmf b et Kburn sont respectivement prises à 5 et 0,5.

1.3.4 Ébullition nucléée

1.3.4.1 Modèle par analogie avec les échanges convectifs pour un écoulement monophasique

L’ébullition nucléée a été largement étudiée en raison de son utilité dans les industries modernes. Il
s’agit du régime qui permet le meilleur échange de chaleur (jusqu’au flux critique) et est donc essentiel
pour l’industrie énergétique, notamment celle utilisant des générateurs de vapeur (nucléaire, charbon, gaz).
Cependant, ce régime n’existe que pour de faibles surchauffes à pression atmosphérique, ce qui le rend
moins déterminant pour les problématiques de trempe. Par conséquent, cette partie ne constitue pas un
exposé exhaustif sur l’ébullition nucléée.

Un des modèles les plus connus pour l’ébullition nucléée est le modèle de Rohsenow [98]. Ce modèle
se base sur l’hypothèse que le processus d’accroissement de la bulle de vapeur et de son départ induisent
un mouvement dans le fluide environnant la bulle, ce qui augmente les échanges de chaleur convectifs
autour de la bulle de vapeur. Cette analogie permet de postuler que l’expression du nombre de Nusselt
peut être obtenue par analogie avec les échanges en convection naturelle monophasique. Ainsi, le nombre
de Nusselt, Nudd

, qui caractérise les échanges de chaleur à la paroi, peut être défini comme :

Nudd
=

h db

kℓ
= A Re1−r

db
Pr1−s
ℓ (1.44)

Avec db le diamètre de départ de la bulle de vapeur, r et s des constantes à déterminer. Le nombre de
Reynolds est ici défini comme :

Redb
=
ρv Ub db

µℓ
(1.45)

Ce qui représente ici le rapport entre les forces d’inertie de la bulle de vapeur et les forces visqueuses
du liquide. La vitesse Ub est prise comme la vitesse de vaporisation de la bulle :

Ub =
qw

ρv hℓ→v
(1.46)
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En exprimant ensuite le diamètre de départ en fonction de l’angle de contact et de la tension superficielle,
le flux de chaleur associé devient alors :

qRohsenow =

�

1
Cs f

�1/r

Pr−s/r
ℓ

�

Jasup

Cpℓ

Cpv

�1/r
µℓ hℓ→v

Lcap
1/2

(1.47)

avec Cs f une constante proportionnelle à la tension de surface. s et r valent respectivement 1,7 et 0,33,
sauf pour l’eau où s = 1,0. Les valeurs de Cs f sont établies expérimentalement pour chaque système fluide-
solide, d’où l’indice s f . Pour des cylindres positionné horizontalement en acier inoxydable dans de l’eau,
cette valeur est déterminée comme étant Cs f ∈ {0, 015;0,02} [19]. Afin d’intégrer les effets de sous-refroidissement,
Rohsenow [98] suggère d’associer à l’équation (1.46) le terme de transfert en convection naturelle, soit :

qw = qRohsenow + qnc (1.48)

où qnc est le flux associé à la convection naturelle ou natural convection.

1.3.4.2 Le modèle Rensselaer Polytechnic Institute

1.3.4.2.1 Principe du modèle
La complexité des échanges de chaleur lors de l’ébullition nucléée est due à la multiplicité des phé-

nomènes physiques qui interviennent. Bowring [14] a été le premier à répertorier les différents modes de
transfert de chaleur lors de ce régime d’ébullition. Parmi ces processus, on retrouve la chaleur latente conte-
nue dans les bulles de vapeur, les échanges convectifs dans le liquide dus aux mouvements des bulles de
vapeur, la condensation des bulles, les transferts conductifs sur les sites occupés précédemment par les
bulles, etc. Le modèle du Rensselaer Polytechnic Institute (RPI) consiste à séparer le flux en trois parties [63] :

qw = (1−η) qnc + qE +η qb (1.49)

Dans cette équation, η est la fraction surfacique couverte par les bulles de vapeur et dépend notamment
du diamètre de départ de la bulle. Ce paramètre est évalué comme :

η=min

�

1,K
Nw π d2

d

4

�

(1.50)

avec (1.51), Vd désigne le volume de départ de la bulle, donné par Vd =
πd3

d

6
, Nw est le nombre de sites

de nucléation par m2, K une constante empirique et dd le diamètre de départ de la bulle.
Le flux total est donc une somme des flux liés aux échanges de convection naturelle qnc , au flux qE :

qE = Vd Nw f ρv hℓ→v (1.51)

qui correspond au flux lié au départ de la bulle qui transporte avec elle de la chaleur latente, et qb :

qb =
2
p
π

eℓ
p

f ∆Tsup (1.52)

qui représente le flux décrit par Mikic and Rohsenow [79] dans l’équation (1.52). Ce flux est lié au re-
mouillage de la zone occupée par la bulle de vapeur avant son décrochage et à la vaporisation de l’eau
liquide nouvellement en contact avec la surface soumise à l’ébullition. Les flux qE et qb sont calculés grâce à
la fréquence de départ des bulles de vapeur, f , qui dépend notamment du sous-refroidissement, de l’écou-
lement, et de l’orientation de la paroi. Pour fermer ces modèles, des corrélations sont utilisées pour estimer
les paramètres Nw, dd et f . Ce modèle permet également d’estimer le débit massique de changement de
phase à l’interface liquide-vapeur :

ṁ=
π d3

d

6
ρv f Nw (1.53)
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1.3.4.2.2 Fréquence et diamètre de départ
Toute la difficulté de ce modèle réside dans l’établissement de la fréquence de départ des bulles, celle-ci

dépend notamment du rayon de départ des bulles. L’article de Ivey [50] soutient que la relation entre la fré-
quence de départ, f , et le diamètre de départ, dd , dépend du cas considéré. Dans le cas où le grossissement
de la bulle est contrôlé par des effets d’inertie (convection forcée), les auteurs ont constaté que le produit
f 2 dd est constant. Dans le cas où l’accroissement de la bulle est contrôlé par des phénomènes thermiques
(convection naturelle), f 1/2dd est constant. Dans le premier cas, une corrélation est donnée par Cole [25] :

f 2 dd =
4
3

g (ρℓ −ρv)
ρℓ Cd

(1.54)

où Cd est le coefficient de traînée de la bulle qui vaut 1,0 pour de l’eau à P = 1 bar. Dans le deuxième cas,
une corrélation est donnée par Mikic [78]. Si le rapport tw/(tw + t g) ∈ [0,15; 0,8], où tw et t g représentent
respectivement le temps d’attente sans nucléation, avec l’indice w pour wait et le temps nécessaire à la bulle
pour grandir jusqu’à son diamètre de départ, avec l’indice g pour growth, la relation décrite dans [78] est :

p

f dd = 0,83 Jasub
ρℓ
ρv

p
π αℓ (1.55)

Les deux corrélations présentées ci-dessus ont été validées avec des données expérimentales limitées.
Il existe d’autres corrélations empiriques dans la littérature adaptées à des cas précis. Pour complètement
fermer ce modèle, il faut également des corrélations sur le diamètre de départ des bulles. La première
corrélation a été proposée par Friz [36] pour de l’ébullition dans de l’eau à pression atmosphérique (1.56).

dd = 0,0208 θ Lcap (1.56)

Ünal [134] a également développé une corrélation prenant en compte notamment le sous-refroidissement.
Ce modèle empirique a été ajusté sur de nombreuses données expérimentales couvrant un large éventail de
paramètres : pression de 0,1 à 17,7 MPa, flux de chaleur allant de 0,47 à 10,64 MW/m2, vitesses du liquide
de 0,08 à 9,15 m/s et sous-refroidissement allant de 3 à 86 ◦C. Ces expériences ont été menées dans de l’eau.
D’autres corrélations sur la fréquence et le diamètre de départ existent, mais on rappelle que le but de cette
partie n’est pas d’en faire une liste exhaustive. Ces corrélations intègrent le plus souvent des effets tels que
le sous-refroidissement, la vitesse du fluide, l’orientation de la paroi, etc.

1.4 Modèle numérique et simulation

1.4.1 Simulation numérique directe

1.4.1.1 Spécificités des simulations numériques directes

Les sections 1.2 et 1.3 ont mis en lumière toute la complexité des phénomènes d’ébullition et l’impor-
tance de paramètres influents à petite échelle, tels que la rugosité ou le rayon de départ des bulles. Tous
les effets à petite échelle ne sont pas facilement observables expérimentalement ou calculables facilement
à partir des équations de la mécanique des fluides. Dans ce contexte, les simulations numériques directes,
Direct Numerical Simulation (DNS), sont cependant un bon moyen pour apporter des informations complé-
mentaires pour comprendre la physique des phénomènes d’ébullition.

La particularité des simulations numériques directes est qu’elles n’utilisent pas de modèles pour ré-
soudre la turbulence [22]. En mécanique des fluides, la turbulence se définit comme un état où, en tout point
de l’espace, la vitesse varie aléatoirement autour d’un champ moyen, entraînant des structures tourbillon-
naires sur un large spectre de longueur d’onde et de fréquence et une cascade d’énergie sur ces différentes
échelles. Les modèles de simulation numérique avec les équations de Navier-Stokes moyennées, Reynolds-
averaged Navier-Stokes (RANS), ou simulation des grandes échelles, Large Eddy Simulation (LES) simulent
explicitement les structures tourbillonnaires jusqu’à une certaine échelle (coupure dans le spectre) et uti-
lisent des modèles plus ou moins complexes pour prendre en compte les effets des plus petites échelles de
l’écoulement. Dans le cas de la simulation RANS, les équations de la mécanique des fluides sont moyennées
dans le temps. Le résultat obtenu via cette méthode représente alors, en chaque point, une valeur moyenne
du champ scalaire ou vectoriel. En faisant cela, les effets à petite échelle ne sont pas pris en compte. L’avan-
tage est que ce modèle est le moins coûteux en ressources de calcul. Le modèle LES, quant à lui, filtre les
équations de Navier-Stokes avec un filtre passe-bas. Ainsi, seules les grandes structures tourbillonnaires
sont résolues et seules celles de petites tailles sont approximées par des modèles.
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FIGURE 1.13 – Résolution d’une vitesse imaginaire selon les méthodes RANS, LES et DNS. Cette visualisation est
inspirée du cours de Franck [35].

Dans le cas de la DNS, toutes les structures tourbillonnaires sont simulées explicitement, y compris celles
de plus petite taille. Le maillage doit donc être plus fin que le plus petit des tourbillons de l’écoulement
considéré. Cela nécessite d’avoir un nombre de mailles important dans le calcul, ce qui rend la réalisation
de ces calculs très couteuse en ressources et en temps, y compris pour de petits systèmes. La figure 1.13
illustre ce propos en présentant une représentation schématique de ce que serait une vitesse calculée via ces
trois méthodes.

1.4.1.2 Modélisation de l’interface

Pour simuler l’ébullition, il est tout d’abord nécessaire de pouvoir modéliser l’interface liquide-vapeur.
Différentes méthodes de simulation existent pour prendre en compte l’existence de deux phases. Parmi ces
méthodes, les plus utilisées sont la méthode Volume Of Fluid (VOF) [45], la méthode Front Tracking [39], ou
la méthode de la Level-set proposée par Osher and Sethian [85], Sussman et al. [116]).

Une représentation de chaque méthode est présentée sur la figure 1.14. La méthode du Front Tracking a
été implémentée par Glimm et al. [39]. Cette méthode repose sur des marqueurs sans masse placés sur l’in-
terface Γ (voir figure 1.14a). L’interface est donc représentée explicitement. Ces marqueurs, se comportant
comme des particules sans masse, sont transportés via une équation d’advection basée sur la vitesse issue
de la résolution des équations de la quantité de mouvement.

Le modèle VOF définit une proportion χi qui correspond à la fraction volumique du fluide i dans une
cellule. Sur la figure 1.14b, la fraction χ , correspondant à la fraction volumique de la phase verte, vaut
χv = 1 si la seule phase présente est la phase verte, χv = 0 si elle n’est pas présente, et à l’interface χv ∈]0; 1[.
Cette fraction est transportée via l’équation d’advection :

∂ A
∂ t
+ u · ∇A= 0 (1.57)

Avec A un champ scalaire quelconque, dans notre cas ici A = χi . La résolution des équations de la mé-
canique des fluides est réalisée avec des propriétés moyennées par la fraction volumique de chaque phase.
Cela implique qu’une seule équation de la quantité de mouvement est résolue dans cette méthode. Par
exemple, la masse volumique sera prise dans le calcul comme ρ =

∑

i

χi ρi . Cette méthode est conservative

pour la masse, mais nécessite un algorithme de reconstruction de l’interface pour calculer la courbure de
cette dernière. Cette courbure est nécessaire pour pouvoir imposer les effets de tension de surface.

La méthode de la Level-set est basée sur une formulation plus mathématique. Cette méthode repose
sur une fonction distance signée notée Φ. Les iso-valeurs 0 de cette fonction indique la position de cette
interface. Sur la figure 1.14c, les iso-valeurs sont représentées en pointillé, sauf l’iso-valeur où Φ = 0 qui est
représentée en rouge. Cette fonction est transportée par l’équation d’advection équation (1.57). Le transport
par l’équation d’advection permet de conserver la forme de l’interface, mais n’assure pas la conservation
de la masse, à l’inverse de la méthode VOF.

1.4.1.3 Gestion des discontinuités à l’interface

La difficulté des modélisations d’écoulement diphasique réside dans la discontinuité des variables phy-
siques à l’interface des fluides considérés. Scardovelli and Zaleski [101] ont proposé la méthode de la fonc-
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FIGURE 1.14 – Représentation des différentes méthodes de suivi d’interface dans des simulations numériques.
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FIGURE 1.15 – Illustration de la méthode de la fonction delta proposée par Scardovelli and Zaleski [101]. La
fonction f discontinue à l’interface est lissée dans une zone de raccord largeur δ autour de l’interface.

tion delta. Cette méthode propose de lisser les paramètres physiques non continus à l’interface liquide-
vapeur, sur une épaisseur fictive, notée δ, pour assurer la continuité de ces valeurs à l’interface. En ayant
une continuité des variables physiques, la dérivation est alors possible aux cellules contenant l’interface.
Cependant, cette méthode crée une épaisseur d’interface fictive, ce qui peut générer des problèmes de cou-
rants parasites qui peuvent générer des écoulements de fluide fictifs autour de l’interface. La figure 1.15
représente le raccord d’une quantité f à l’interface entre deux phases, Ω+ et Ω−, avec, ici, δ l’épaisseur
fictive de l’interface.

La Ghost Fluid Method (GFM) développée par Fedkiw et al. [34] permet en revanche de ne pas lisser les
variables à l’interface, et donc de s’affranchir d’une épaisseur d’interface fictive. Cette méthode consiste à
ajouter des conditions de sauts à l’interface dans les équations de conservation de l’énergie, de la masse
et de la quantité de mouvement. Son nom vient du fait que, de part et d’autre de l’interface, des cellules
dites fantômes sont utilisées pour simuler de la vapeur fantôme dans la phase liquide et inversement. C’est
grâce à ces valeurs fantômes que les conditions de saut à l’interface peuvent être définies. Cette méthode
sera plus détaillée dans la section 2.2.5.

1.4.1.4 Simulations numériques directes d’ébullition en film

Son and Dhir [111] ont été les premiers à simuler l’ébullition en film sur un plan horizontal dans un
liquide saturé en utilisant un maillage mobile pour suivre l’interface et un terme source volumique pour
prendre en compte les effets de tension de surface. Peu de temps après, ils ont repris leurs travaux en utili-
sant la méthode de la Level-set pour traquer l’interface [112]. Parallèlement, la méthode Front Tracking a été
utilisée par Juric and Tryggvason [55] pour réaliser la simulation d’ébullition en film sur des plaques planes
horizontales. Le changement de phase à l’interface est notamment défini en utilisant la théorie cinétique des
transferts de masse à une interface liquide-vapeur développée par Tanasawa [118]. Welch and Rachidi [127]
ont utilisé la méthode VOF pour réaliser ces simulations. Avec le développement de la GFM, dans [38], Gi-
bou et al. ont proposé une méthode générale pour les simulations d’ébullition, en particulier celle des films
de vapeur. Dans [113], Son and Dhir ont utilisé la même méthode, mais en simulant cette fois-ci l’ébullition
en film autour d’un cylindre horizontal. La simulation prend en compte alors une frontière immergée, ce
qui nécessite de définir la condition d’adhérence du fluide le long de la frontière immergée. Pour cela, les
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FIGURE 1.16 – Simulation numérique directe de l’ébullition en film autour d’un cylindre horizontal en 3D dans un
liquide à température de saturation [114].

auteurs ont défini un saut de viscosité à l’interface fluide-solide pour forcer la condition d’adhérence au
solide. Sur le même modèle, les auteurs ont réalisé des calculs 2D et 3D autour d’un cylindre horizontal
(Son and Dhir [114]). Les visualisations 3D de ces simulations sont présentées sur la figure 1.16. Singh and
Premachandran [109] ont présenté des simulations d’ébullition en film autour de cylindres positionnés ho-
rizontalement en fixant explicitement cette fois-ci la condition de non-adhérence. Ils ont utilisé le modèle
Coupled Level-Set - Volume Of Fluid (CLSVOF), qui couple la méthode VOF et celle de la Level-set. Toutes
ces simulations ont été réalisées pour des fluides considérés comme incompressibles et dans des liquides à
température de saturation.

1.4.2 Modélisation numérique de trempe avec des corrélations d’échange de chaleur

1.4.2.1 Principe

Lors de la trempe de pièces industrielles, il n’est pas possible de simuler explicitement l’ébullition de
chaque bulle de vapeur, car cela nécessiterait un nombre de mailles trop important. En effet, l’ordre de
grandeur des phénomènes d’ébullition, qui est de l’ordre du micromètre au millimètre, est très éloigné
de l’ordre de grandeur des pièces industrielles, qui sont de l’ordre du mètre. Il n’est donc pas réaliste de
vouloir modéliser explicitement les phénomènes d’ébullition dans ce type de configuration.

D’autre part, lors de simulations de trempe industrielle, il reste intéressant de modéliser le réfrigérant
qui reste à l’état liquide, car c’est la température de ce dernier qui donne les conditions limites à utiliser
dans les corrélations d’échange de chaleur. De plus, la présence d’agitateur dans les piscines de trempe ou
les géométries complexes de pièces trempées peuvent modifier l’écoulement général, ce qui influence les
échanges de chaleur à la paroi de l’objet trempé.

Pour cela, la plupart des modèles de simulation de trempe à échelle industrielle utilisent des corrélations
d’échange de chaleur à la paroi [56, 58, 115], et résolvent explicitement le reste de la physique. Pour les
modèles de simulation numérique en transitoire avec les équations de Navier-Stokes moyennées, Unsteady-
RANS (URANS), c’est le modèle de turbulence k − ε [53, 66] qui est le plus souvent choisi pour modéliser
la turbulence. Afin de modéliser les deux phases (liquide et vapeur), une approche Euler-Euler est utilisée.
Les modèles Euler-Euler représentent explicitement la phase liquide et la phase vapeur. Pour chacune de
ces phases, les équations de la quantité de mouvement, de l’énergie et de la conservation de la masse sont
résolues.

Ces modèles numériques de trempe ont besoin de deux données d’entrée majeures : une corrélation
d’échange de chaleur à l’interface solide/fluide lors des phénomènes d’ébullition et un modèle de chan-
gement de phase pour opérer la vaporisation et la condensation. La connaissance précise de la courbe
d’ébullition est donc nécessaire pour que ces modèles soient prédictifs.
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1.4.2.2 Corrélations utilisées

Dans l’approche de Kamenicky et al. [56], les auteurs proposent de modéliser les échanges de chaleur à
la paroi en décomposant le flux à la paroi en deux parties :

qw = ηv qv +ηℓ qℓ (1.58)

Les termes qv et qℓ dépendent du régime d’ébullition et représentent respectivement le flux de la paroi à
la phase vapeur et le flux de la paroi à la phase liquide. Le tableau 1.3 indique les flux appliqués en fonction
du régime d’ébullition considéré. Il est clair, à la lumière de ce tableau, que plusieurs paramètres provenant
de corrélations entrent en jeu dans ce modèle : la température du flux critique, Tch f , et la température
minimale d’ébullition en film, Tmf b, ainsi que tous les flux associés à chaque régime.

Dans l’étude menée par Kamenicky et al. [56], le flux d’ébullition nucléée, qnb, est évalué à l’aide du
modèle RPI. La température minimale d’ébullition en film Tmf b est maintenue constante suite à un ajuste-
ment expérimental, tandis que la température du flux critique, Tch f , est déterminée à l’aide de la corrélation
proposée par Schroeder-Richter and Bartsch [102]. La corrélation d’ébullition en film utilisée est celle de
Bromley [16], présentée à l’équation (1.3) (sans prise en compte de l’échange radiatif).

En ce qui concerne le transfert de chaleur pendant le régime de transition, les auteurs utilisent la formu-
lation décrite à l’équation (1.43). Les termes Kburn et Kmf b, sont pris respectivement à 0,5 et 5. Ces termes
agissent comme des coefficients correctifs pour l’utilisation des corrélations établies en régime stationnaire,
afin de les rendre applicables pendant le transitoire de trempe. Ce point a déjà été discuté dans la section
1.3.3.2.

Monophasique Nucléée Transition Film

Tw < Tsat Tw ∈ [Tsat ; Tch f [ Tw ∈ [Tch f ; Tmf b[ Tw ≥ Tmf b

qv qnc qnc qnc q f b

qℓ qnc qnb qt rans q f b

TABLEAU 1.3 – Valeur de qv et qℓ en fonction de la température de paroi dans le modèle de Kamenicky et al. [56].

Afin de prendre en compte le changement de phase, plusieurs modèles existent. Le modèle de Lee [67]
propose de définir le débit volumique de changement de phase par :

ṁV,Lee =







Cevap χℓ ρℓ (Tℓ − Tsat)/Tsat si Tℓ > Tsat

Ccond χv ρv (Tℓ − Tsat)/Tsat si Tℓ < Tsat

(1.59)

avec Cevap, Ccond , deux paramètres d’unité s−1, qui représentent la vitesse de changement de phase, en
général allant de 0,1 à 100 −1. Ce modèle présente l’avantage d’être simple à mettre en oeuvre, cependant,
il introduit deux paramètres Cevap, Ccond qui ne peuvent être estimés facilement. Ces deux paramètres re-
présentent la cinétique de changement de phase. Les paramètres Cevap et Ccond peuvent changer de valeur
selon les régimes d’ébullition, comme la phénoménologie des changements de phase dépend du régime
d’ébullition considéré.

Une autre approche consiste à exploiter les corrélations utilisées pour estimer le débit de vaporisation.
Pour l’ébullition nucléée, le modèle RPI propose une méthode que nous avons examinée dans la section
1.3.4.2. L’article de Kamenicky et al. [56] suggère d’utiliser les corrélations d’échange de chaleur pour esti-
mer le changement de phase à la paroi durant le régime d’ébullition en film et de transition. En définissant
le changement de phase comme le flux de chaleur à la paroi, divisé par la chaleur latente hℓ→v , les auteurs
évitent de recourir au modèle de Lee [67] pour la vaporisation. Le terme source volumique est alors défini
comme suit :

ṁt rans = ηℓ
qt rans

hℓ→v

Ab

Vb
(1.60)

ṁ f b = ηℓ
q f b

hℓ→v

Ab

Vb
(1.61)

Avec Ab et Vb représentant respectivement la surface de l’interface fluide-solide soumise à l’ébullition (b
signifiant boiling) dans la cellule fluide considérée, et le volume de la cellule fluide adjacente à l’interface
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fluide-solide. Les auteurs simplifient le débit de vaporisation en ne prenant pas en compte le flux dans
la phase liquide, et donc les phénomènes de condensation. De plus, lors du régime de transition, certains
phénomènes de transfert de chaleur ne contribuent pas à la vaporisation, tels que la convection naturelle
monophasique dans les zones où la surface solide est mouillée par le liquide. Cette formulation conduit à
une surestimation du débit de vaporisation réel.

1.5 Conclusion

L’importance de la trempe dans le processus de fabrication des pièces en acier a été soulignée dans ce
chapitre. En effet, la microstructure de l’acier est différente selon le refroidissement qu’il a subi pendant
la trempe. Ces microstructures ont un effet direct sur les propriétés mécaniques du métal. Afin de prédire
le refroidissement lors de ce procédé, il est nécessaire de comprendre les phénomènes d’ébullition mis en
jeu. Une brève introduction aux phénomènes d’ébullition a été présentée tout au long de cette section afin
de fournir une vision globale, mais nécessaire à la compréhension de l’ébullition lors d’une trempe. Les
régimes d’ébullition en film, de film instables, de transition et d’ébullition nucléée ont été présentés. Les
corrélations d’échange de chaleur pendant l’ébullition en film ont permis d’apporter des éléments de com-
préhension en ce qui concerne la physique de ce phénomène. De même, l’étude de la stabilité des films
de vapeur a mis en évidence le caractère complexe de la physique de la rupture des films de vapeur. Ces
mécanismes complexes peuvent, dans certains cas, mener au régime de film instable. Ce régime se produit
quand le film commence à se rompre, mais que la température de la paroi est localement plus élevée que
la température limite de surchauffe, Tshl . Quant au régime de transition, sa phénoménologie est souvent
associée à la contribution indépendante de l’ébullition en film et de l’ébullition nucléée. Que ce soit pour
le régime de film instable ou le régime de transition, l’étude de ces derniers est difficile, car il n’existe que
durant un très court instant. Pour les plus faibles surchauffes, une brève introduction aux mécanismes de
l’ébullition nucléée a été menée. En effet, dans le cadre de la trempe, les régimes d’ébullition d’intérêts sont :

— le régime d’ébullition en film;

— le régime d’ébullition en film instable ;

— le régime de transition.

La compréhension de ces derniers est fondamentale pour simuler la trempe des métaux, mais chacun de
ces régimes présente une physique complexe, car dépendante de beaucoup de paramètres. Cette complexité
se traduit par des corrélations nécessitant un grand nombre de paramètres pour décrire ces phénomènes.
Afin de mieux comprendre ces phénomènes difficiles à étudier expérimentalement, des études numériques
ont également été menées pour simuler l’ébullition. La simulation directe permet d’apporter des éléments
de compréhension à petite échelle. Cependant, ces simulations utilisent des méthodes numériques com-
plexes et demandent de grandes ressources de calcul, même pour des simulations à petite échelle. Il n’est
donc pas possible d’utiliser ces méthodes pour la simulation d’une trempe industrielle. Pour la simulation
à plus grande échelle, les travaux actuels utilisent des corrélations d’échange de chaleur issues de la litté-
rature pour calculer le flux à la paroi solide-fluide. Les résultats de ces simulations sont alors extrêmement
dépendants de la précision des corrélations utilisées dans leur modèle.

Afin d’améliorer la compréhension de l’ébullition en film, une première est dédiée à la simulation nu-
mérique directe de ce phénomène. Dans les modèles présentés dans cette partie, la masse volumique de la
vapeur est considérée constante. Pour les corrélations analytiques, en particulier, elle est le plus souvent
évaluée à la température moyenne entre la température du mur et la température de saturation. Toute-
fois, la surchauffe est importante pendant l’ébullition en film, ce qui peut mener à une forte variation de la
masse volumique de vapeur au sein du film de vapeur. Une méthode utilisant une approche à bas Mach
sera utilisée pour modéliser la variation de masse volumique au sein du film de vapeur. Il est également
important de prendre en compte la géométrie du solide dans un tel problème, car l’échange de chaleur
résultant en dépend. Pour ce faire, cette partie abordera le couplage entre le solveur prenant en compte l’in-
clusion de frontières immergées et le solveur de l’ébullition. Dans un second temps, une étude expérimen-
tale de trempe à échelle laboratoire sera réalisée sur de l’acier SS304L dans de l’eau. Peu de données existent
dans la littérature pour la trempe de pièces en acier SS304L avec un fort sous-refroidissement. Cette expé-
rience permettra d’apporter de nouvelles données, notamment les courbes de refroidissement de la pièce
en acier lors de la trempe. Ces courbes permettront également d’étudier l’effet du sous-refroidissement sur
le refroidissement des pièces en acier lors des processus de trempe thermique. Une expérience à échelle
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semi-industrielle de trempe sera également réalisée afin d’obtenir des données de refroidissement sur une
pièce en acier inoxydable SS304L. Cette expérience se déroule pour une pièce de dimension intermédiaire
entre les essais réalisés en laboratoire et les dimensions de pièces industrielles. Cela permettra de voir s’il
existe des effets liés aux dimensions sur le refroidissement général de la pièce. De plus, cette trempe étant
réalisée dans un site de production industriel, cet essai sera plus représentatif des conditions industrielles.
Un jumeau numérique de cette expérience sera également réalisé. Pour ce faire, la modélisation explicite
du solide, du liquide et de la vapeur sera réalisée avec le logiciel de CFD STAR-CCM+. Afin de modéliser
le flux thermique lors de l’ébullition de l’eau, un nouveau modèle de courbe d’ébullition sera proposé in-
cluant notamment la prise en compte du régime d’ébullition en film instable. L’immersion de la pièce solide
dans l’eau sera modélisée avec un modèle simplifié, et le changement de phase au sein du fluide sera pris
en compte avec des méthodes déjà existantes.
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Chapitre 2

Simulation directe de l’ébullition en film

Ce chapitre présente les équations fondamentales pour la simulation d’ébullition en film en milieu sous-refroidi
avec forte surchauffe autour d’un solide immergé. Les équations sont décrites pour deux cas : un fluide incompressible
et un fluide compressible selon l’approximation bas Mach. Ensuite, les méthodes numériques employées pour résoudre
ces équations sont introduites. Ces méthodes correspondent à celles implémentées dans le code DIVA développé à
l’Institut de Mécanique des Fluides de Toulouse. Des cas tests intermédiaires sont présentés pour valider ces modèles
numériques. Enfin, une fois le code DIVA validé, les méthodes discutées dans ce chapitre sont utilisées pour réaliser la
simulation d’ébullition en film en milieu sous-refroidi autour d’une sphère.
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2.1 Équations fondamentales

2.1.1 Écoulement incompressible monophasique

2.1.1.1 Conservation de la masse

Dans un premier temps, un écoulement monophasique est considéré pour établir les principales équa-
tions fondamentales. Dans la suite, ces équations seront étendues aux écoulements diphasiques puis di-
phasiques avec changement de phase. Considérons tout d’abord un domaine Ω constitué de fluide et le
sous-domaine ω qui définit une particule fluide. En définissant la masse comme l’intégrale de la masse
volumique sur le volume occupé par ce sous-espace, la conservation de la masse au cours du temps peut
s’écrire comme :

d
d t

�
ω

ρ(x , t) dV= 0 (2.1)

avec x le vecteur position. En appliquant le théorème de Reynolds en monophasique, l’équation ci-
dessus peut être réécrite comme :

�
ω

∂ ρ

∂ t
+∇ · (ρ u) dV= 0 (2.2)

En vertu du principe de localisation, comme cette intégrale est nulle pour n’importe quel domaine ω,
son intégrande est nulle. L’équation de la conservation de la masse s’écrit alors comme :

∂ ρ

∂ t
+∇ · (ρ u) = 0 (2.3)

Dans le cas incompressible, la masse volumique est constante et uniformément distribuée dans l’espace.
L’équation ci-dessus se simplifie alors pour devenir l’équation de la conservation de la masse dans un
écoulement monophasique incompressible :

∇ · (u) = 0 (2.4)

2.1.1.2 Conservation de la quantité de mouvement

Les forces pouvant s’appliquer à un fluide dans un écoulement monophasique sont soit de nature sur-
facique, FS, ou volumiques, FV . Chacune de ces forces peut s’écrire avec le formalisme suivant :

FS =
�
∂ω

Ts · n∂ω dS, Fv =
�
ω

ρ fV dV (2.5)

avec Ts le tenseur de contrainte surfacique en N/m2, fV en m.s−2, ∂ω frontière de ω et n∂ω le vecteur

normal à la frontière ∂ω. La conservation de la quantité de mouvement s’écrit alors :

d
d t

�
ω

ρ(x , t) u(x , t) dV=
�
∂ω

Ts · n∂ω dS+
�
ω

ρ fV dV (2.6)

L’application du théorème de transport de Reynolds monophasique sur l’équation ci-dessus mène alors
à l’équation suivante :

�
ω

∂ ρ u
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u)−∇ · Ts −ρ fV dV= 0 (2.7)

où ⊗ est le produit tensoriel. Par application du principe de localisation, l’intégrande de l’équation (2.7)
est nulle. La conservation de la quantité de mouvement s’écrit alors comme :

∂ ρ u
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u)−∇ · Ts −ρ fV = 0 (2.8)

Dans le cas d’un fluide visqueux, le tenseur des contraintes surfaciques Ts est exprimé comme :

Ts = 2µD − p I (2.9)

avec I le tenseur identité et D le tenseur des déformations, défini comme :
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D =
1
2

�

∇u +∇T u
�

(2.10)

En considérant la seule force volumique comme étant celle de pesanteur, soit fv = g , et en subsituant le
terme du tenseur surfacique dans l’équation définie à l’équation (2.9) dans l’équation (2.8) l’équation de
conservation de la quantité de mouvement pour un écoulement monophasique incompressible est donnée
par :

∂ ρ u
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u) = −∇p +∇ ·
�

2µD
�

+ρg (2.11)

2.1.1.3 Conservation de l’énergie

Soit E l’énergie totale du système contenue dansω. L’énergie massique du système e, est définie comme :

E =
�
ω

ρ(x , t) e(x , t) dV (2.12)

La variation temporelle de la quantité d’énergie totale est donnée par la première loi de la thermodyna-
mique :

dE
d t
=

d
d t

�
ω

ρ(x , t) e(x , t) dV= Ẇ+ Q̇ (2.13)

Avec Ẇ la puissance du travail mécanique et Q̇ la puissance des transferts thermiques. Les transferts
de chaleur sont décomposés en deux parties : les transferts de chaleur à l’interface, sur ∂ω, et une source
volumique telle que :

Q̇= −
�
∂ω

q · n∂ω dS+
�
ω

qV dV (2.14)

avec q le flux surfacique (W/m2), et qV une source volumique de chaleur (W/m3). Pour exprimer la
variation du travail, il faut repartir de la définition du travail : W dérive des forces. Son expression est
donnée par :

dW(x , t) = F(x , t) · dx (2.15)

Avec F la résultante des forces s’appliquant en un point x à l’instant t, et dx la variation du vecteur
position à ce point. La puissance du travail Ẇ s’exprime alors comme :

Ẇ(x , t) = F(x , t) ·
dx
d t
= F(x , t) · u (2.16)

De manière similaire à la démonstration faite pour la quantité de mouvement, les forces sont décompo-
sées selon leur nature surfacique ou volumique (voir équation (2.5)). En utilisant l’expression ci-dessus et
l’expression des transferts thermiques établie à l’équation (2.14), l’équation de la conservation de l’énergie
devient :

d
d t

�
ω

ρ(x , t) e(x , t) dV= −
�
∂ω

q · n∂ω dS+
�
ωℓ,v

qV dV

+
�
∂ω

u · Ts · n∂ω dS+
�
ωℓ,v

ρ u · fV dV
(2.17)

Le théorème de transport de Reynolds en monophasique est appliqué au terme de gauche de l’équation
ci-dessus. Le théorème de Green-Ostrogradsky est appliqué aux intégrales définies dans le domaine ∂ω.
L’équation résultante est :�

ω

∂ ρ e
∂ t

+∇ · (ρ e u) +∇ · q − qV −∇ · (Ts · u)−ρ fV · u dV= 0 (2.18)

Après application du principe de localisation, cette équation est équivalente à :

∂ ρ e
∂ t

+∇ · (ρ e u) +∇ · q − qV −∇ · (Ts · u)−ρ fV · u = 0 (2.19)
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En séparant l’énergie volumique du système en deux parties, e = ei + em où ei est l’énergie interne et
em l’énergie mécanique prise ici égale à l’énergie cinétique, em = u2/2, la conservation de l’énergie dans le
domaine ω devient :

∂ ρ ei

∂ t
+∇ · (ρ ei u) +∇ · q −∇u : Ts − qV = 0 (2.20)

Avec : le produit contracté. À noter que pour arriver à cette équation, les termes liés à l’énergie cinétique
ont été simplifiés grâce à la projection de l’équation de la quantité de mouvement (2.11) sur le vecteur
vitesse. En utilisant la définition de la capacité thermique isochore,

Cv =
∂ ei

∂ T

�

�

�

�

V
, (2.21)

la loi de Fourier qui permet d’exprimer le flux surfacique comme q = −k ∇T , et la conservation locale
de la masse, l’équation de la conservation de l’énergie devient alors :

ρCv
D T
Dt
+∇ · (−k ∇T)−∇u : Ts − qV = 0 (2.22)

Avec D/Dt = ∂ /∂ t+u ·∇ la dérivée particulaire. En utilisant le tenseur des contraintes surfaciques pour
un écoulement incompressible comme défini à l’équation (2.9), la relation suivante est obtenue :

∇u : Ts = −∇u :
�

2µD
�

+ p∇ · u (2.23)

Dans le cas d’un écoulement incompressible, le terme p∇ · u est nul, car la divergence de la vitesse
∇ · u est nul comme montré à l’équation (2.4) qui traduit la conservation de la masse. De plus, dans notre
modèle, l’échauffement du fluide dû à la viscosité est négligé. L’équation (2.22) devient alors :

ρCv
DT
Dt
=∇ · (k∇T) (2.24)

2.1.2 Écoulement bas Mach monophasique

2.1.2.1 Hypothèses du modèle bas Mach

Lors de l’ébullition en film, il existe un fort gradient de température entre la température de l’interface
solide et l’interface liquide-vapeur. Ce fort gradient est associé à de fortes surchauffes. La masse volumique
de la vapeur peut alors fortement varier dans le film. Si la vapeur est considérée comme un gaz parfait,
pour une surchauffe de ∆Tsup = 800 K, et une température de saturation, Tsat = 373 K, le rapport de masse
volumique entre la vapeur proche de l’interface liquide-vapeur et celle proche de la paroi solide peut varier
d’un facteur 2. Toutefois, durant l’ébullition en film, la vitesse de la vapeur dans le film reste faible comparée
à la vitesse du son dans ce même milieu. Dans ce cas, le nombre de Mach dans cette phase l’est également.
Afin de modéliser la variabilité de masse volumique au sein du film de vapeur, le modèle bas Mach ou Low
Mach Number (LMN) est donc approprié. Le liquide sera lui toujours considéré incompressible, car sa masse
volumique est moins dépendante de la variation de la température.

Comme détaillé dans [88] et [27], ce modèle s’appuie sur les équations de conservation de la quantité de
mouvement pour un fluide totalement compressible. Chaque terme de cette équation est développé en série
entière du nombre de Mach. Par la suite, le modèle bas Mach retient cette formulation pour un nombre de
Mach tendant vers zéro. À l’exception de la pression, tous les termes d’ordre le plus bas restent dans l’équa-
tion après avoir tendu vers cette limite asymptotique. La pression, elle, est séparée en deux composantes :
la pression thermodynamique, supposée uniforme, et la pression hydrodynamique. La pression est alors
définie comme :

p = P(t) + p̃(x , t) (2.25)

avec P(t) la pression thermodynamique et p̃ la pression hydrodynamique. Comme p̃(x , t)/P(t) ≈ M2
0 ,

avec M0 le nombre de Mach, la pression hydrodynamique est bien plus faible que la pression thermodyna-
mique dans ce cas. Avec ce modèle, il est donc impossible de résoudre la physique de l’acoustique, comme
la variation de masse volumique ne dépend plus de la pression hydrodynamique.
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2.1.2.2 Conservation de la masse

Contrairement à la partie 2.1.1.1, la dérivée particulaire de la masse volumique n’est pas nulle dans la
phase vapeur. Comme le gaz est considéré parfait, la relation d’état de la masse volumique est :

ρ(x , t) =
P(t)

rT (x , t)
(2.26)

avec r = R/M , où R est la constante des gaz parfaits et M la masse molaire. En utilisant la définition de
la masse volumique avec l’équation ci-dessus, l’équation (2.3) devient :

∇ · u = −
1
ρ

Dρ
Dt
=

1
T

DT
Dt
−

1
P

DP
Dt

(2.27)

Dans le cas où le fluide possède une surface libre et est dans un environnement non confiné, la variation
temporelle de pression thermodynamique dans le fluide est considérée nulle, car la pression thermodyna-
mique peut s’équilibrer à tout moment avec celle du milieu. La pression de l’environnement est notée P∞.
L’équation de conservation de la masse devient alors :

∇ · u =∇ · uLMN =
1
T

DT
Dt

(2.28)

On note tout de même que la définition de la divergence de la vitesse dans ce modèle n’est pas la
définition la même que dans un modèle réellement compressible. Afin de ne pas prêter à confusion, par la
suite la divergence de la vitesse de ce modèle sera notée ∇ · uLMN .

2.1.2.3 Conservation de la quantité de mouvement

De la même manière que dans la section 2.1.1.2, le tenseur des contraintes est exprimé selon ses diffé-
rentes composantes. Dans un cas où la divergence de la vitesse est non nulle, ce tenseur contient également
un terme de déformation dû à la dilatation ou contraction de la vapeur lié aux phénomènes thermiques. Le
tenseur Ts dans l’équation de la conservation de la quantité de mouvement de l’équation (2.8) s’exprime

alors comme :

Ts = −pI+ 2µD +λ∇ ·
�

uLMN I

�

(2.29)

Avec λ le premier coefficient de Lamé qui vaut -2/3. L’équation de la conservation de mouvement de-
vient alors :

∂ ρu
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u) = −∇p +∇ ·
�

2µD
�

+∇ ·
�

λ∇ · uLMN I

�

+ρg (2.30)

Comme p = P(t) + p̃(x , t) le gradient de pression peut être simplifié ∇p = ∇P +∇p̃(x , t) = ∇p̃(x , t),
comme P(t) ne dépend que du temps :

∂ ρu
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u) = −∇p̃ +∇ ·
�

2µD
�

+∇ ·
�

λ∇ · uLMN I

�

+ρg (2.31)

2.1.2.4 Conservation de l’énergie

De même que pour l’expression de l’équation de la quantité de mouvement, le tenseur des contraintes
surfaciques intervenant dans l’équation de l’énergie n’est plus le même que pour un écoulement incompres-
sible, mais celui défini à l’équation (2.29). De plus, dans ce cas, le terme p ∇ · u de l’équation (2.23) n’est
plus nul. En reprenant l’équation (2.22), et en négligeant l’échauffement dû aux contraintes visqueuses et
aux contraintes de déformation, puis en ne considérant aucune source de chaleur volumique, l’équation de
la conservation de l’énergie devient :

ρcv
DT
Dt
=∇ · (k∇T) + p∇ · uLMN (2.32)

Puis en approximant la pression par p ∼ P∞, comme P∞≫ p̃ l’équation de la conservation de l’énergie
est otebnue :

ρcv
DT
Dt
=∇ · (k∇T) + P∞∇ · uLMN (2.33)
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2.1.3 Extension aux écoulements diphasiques sans changement de phase

2.1.3.1 Saut de la masse

Dans le cas d’un écoulement diphasique sans changement de phase, des discontinuités apparaissent aux
interfaces. Dans un souci de cohérence avec l’ébullition en film, les deux phases décrites dans ce paragraphe
seront respectivement une phase liquide et une phase vapeur, mais ces équations peuvent s’appliquer à
n’importe quel fluide. Afin de bien traiter ces discontinuités, définissons :

— Ω comme l’espace total de calcul ;
— Ωℓ comme l’espace occupé par la phase liquide ;
— Ωv comme l’espace occupé par la phase vapeur ;
— Γ comme l’interface entre les deux phases.
Le schéma proposé à la figure 2.1 représente le cas de l’ébullition en film autour d’un solide. Cependant,

en l’absence de changement de phase, ce schéma permet de synthétiser la situation d’un écoulement dipha-
sique sans changement de phase. Considérons maintenant le sous-domaine de Ω, noté ω qui est traversé
par l’interface Γ . De manière similaire, ωv et ωℓ, sont les sous-domaines de ω occupés respectivement par
la vapeur et le liquide. Ces volumes sont eux-mêmes délimités respectivement par les surfaces ∂ωv et ∂ωℓ.

Comme il y a discontinuité à l’interface, la fonction ρ(x , t) n’est pas continue sur l’ensemble ω. Afin de
calculer correctement l’intégrale, le domaine d’intégration est séparé entre la phase liquide, la phase vapeur
et le domaine occupé par la surface de l’interface Γ notée Σ. Le détail du calcul est donné par le théorème de
transport de Reynolds diphasique. L’équation de la conservation de la masse présentée à l’équation (2.1)
devient alors :

�
ωℓ,v

∂ ρ

∂ t
+∇ · (ρ u) dV−

�
Σ

Jρ (uΣ − u)K · nΣ dS= 0 (2.34)

On pose la notation ωℓ,v = (ωℓ ∪ ωv) \ Σ, nΣ la normale à l’interface liquide-vapeur. L’opérateur J.K
d’une quantité est la différence d’une quantité quelconque entre sa valeur à l’interface côté vapeur et celle
à l’interface côté liquide. Le théorème de transport en diphasique fait alors apparaître un terme de saut à
l’interface. L’application du principe de localisation permet de déduire que les deux intégrandes sont nulles
dans leurs domaines d’intégration respectifs. L’équation de saut à l’interface (2.48) est déduite de l’équation
(2.34) en appliquant le principe de localisation.

Jρ (u − uΣ)K · nΣ = 0 (2.35)

Dans cette équation, uΣ représente la vitesse de l’interface. Comme il n’y a pas de changement de phase,
l’interface est transportée de manière passive, et donc u = uΣ. Ainsi, la vitesse à l’interface est continue entre
les deux phases, ce qui se traduit par :

JuK= 0 (2.36)

2.1.3.2 Saut de la quantité de mouvement

La présence d’une interface dans l’écoulement implique de considérer une nouvelle force linéique dans
l’équation de la quantité de mouvement qui est celle induite par la tension de surface. Cette force ne s’ap-
plique qu’à l’interface liquide-vapeur. Cette force linéique est définie comme :

FL =
�
Σ

σ n∂Σ dL (2.37)

La conservation de la quantité de mouvement s’écrit alors comme :

d
d t

�
ω

ρ(x , t) u(x , t) dV=
�
∂Σ

fL n∂Σ dL+
�
∂ω

Ts · n∂ω dS+
�
ω

ρ fV dV (2.38)

Cette nouvelle force peut également être écrite sous forme d’intégrale surfacique de la manière suivante :

FL =
�
∂Σ

∇sσ +σ κ nΣ dS (2.39)

Cette réécriture fait apparaître le terme de Marangoni, ∇s fL, qui est le gradient surfacique de la tension
de surface et κ la courbure de l’interface. Le terme σ κ nΣ représente quant à lui la pression de Laplace.
Dans le cas de l’ébullition en film, on considère que le phénomène a lieu dans un fluide pur. Le changement
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FIGURE 2.1 – Schéma d’ébullition en film autour d’un cylindre horizontal et d’une particule fluide traversée par
une interface liquide-vapeur.

de phase est également supposé se dérouler à pression constante. Ces deux conditions imposent alors que
la température de saturation le long de l’interface est uniforme. Comme la tension de surface dépend des
phases mises en jeu et de la température, et que dans notre cas ces deux variables sont uniformes, ∇sσ = 0.
L’application du théorème de Reynolds diphasique à l’équation (2.38) permet de la réécrire sous la forme :

�
ωℓ,v

∂ ρ u
∂ t

+∇·(ρ u ⊗ u)−
�
Σ

Jρ u (uΣ−u)K·nΣ dS−
�
Σ

σ κ nΣ dS−
�
∂ω

Ts ·n∂ω dS−
�
ω

ρ fV dV= 0 (2.40)

Par la suite, le théorème de Green-Ostrogradsky diphasique est appliqué sur les intégrales définies dans
le domaine ∂ω. L’équation de la conservation de la quantité de mouvement devient :

�
ωℓ,v

∂ ρu
∂ t

+∇· (ρ u ⊗ u)− fV −∇· (Ts ) dV−
�
Σ

�

Jρ u ⊗ (uΣ − u)K.nΣ + JTsK · nΣ + fL κ nΣ

�

dS= 0 (2.41)

Le terme dans l’intégrale volumique reste inchangé par rapport à un écoulement monophasique. Cepen-
dant, cette équation fait apparaître les termes de saut à l’interface liquide-vapeur. En appliquant le principe
de localisation, l’équation de saut pour la quantité de mouvement est donnée par :

Jρ u ⊗ (uΣ − u)K · nΣ +
s

Ts

{
·nΣ +σ κ nΣ = 0 (2.42)

De la même manière que dans pour la conservation de la masse, le terme uΣ − u) est nul, l’équation
(2.42) devient alors :

s
Ts

{
·nΣ +σ κ nΣ = 0 (2.43)

La projection de cette équation sur le vecteur normal et tangent à l’interface, notée tΣ donne alors les
relations de saut pour un écoulement diphasique sans changement de phase. Le saut normal est alors donné
par :

s
Ts · nΣ

{
·nΣ +σ κ= 0 , (2.44)

et le saut tangentiel par :
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s
Ts · nΣ

{
·tΣ = 0 (2.45)

Dans le cas d’un écoulement incompressible, le tenseur Ts est donné par l’expression (2.9), ces relations

deviennent alors respectivement :

JpK= σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ (2.46a)

s
2µD · nΣ

{
·nΣ = 0 (2.46b)

Dans le cas d’un écoulement bas Mach, le tenseur Ts est donné par l’expression (2.29), ces relations

deviennent alors respectivement :

JpK= σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ +λJ∇ · uLMN K (2.47a)

s
2µD · nΣ

{
·nΣ +λJ∇ · uLMN K= 0 (2.47b)

2.1.4 Cas avec changement de phase

2.1.4.1 Saut de la masse

Jρ (u − uΣ)K · nΣ = 0 (2.48)

Dans le cas de changement de phase, la vitesse de l’interface n’est plus égale à la vitesse du fluide de part
et d’autre, car elle dépend de ce changement. L’équation (2.48) traduit alors l’égalité des flux massiques
de part et d’autre de l’interface. Dans un cas avec changement de phase, cela implique que le débit de
vaporisation ṁ est égal à :

ṁ= ρv (uv − uΣ) · nΣ, ṁ= ρℓ (uℓ − uΣ) · nΣ (2.49)

Ce qui permet d’écrire la relation de saut de vitesse comme :

JuK= ṁ
s

1
ρ

{
nΣ (2.50)

2.1.4.2 Saut de la quantité de mouvement

De la même manière que pour la conservation de la quantité de mouvement, par rapport au saut pour
un écoulement diphasique sans changement de phase, la vitesse de part et d’autre de l’interface n’est plus
égale à la vitesse de l’interface. La projection de l’équation de saut de quantité de mouvement définie à
l’équation (2.42) selon la normale à l’interface est alors définie comme :

Jρ u ⊗ (u − uΣ)K · nΣ +
s

Ts

{
·nΣ +σ κ nΣ = 0 (2.51)

Avec la définition du débit massique de changement de phase donnée à l’équation (2.49), cette équation
peut être réécrite comme :

ṁJuK+
s

Ts

{
·nΣ +σ κ nΣ = 0 (2.52)

puis en subsituant le saut de vitesse par son expression donnée à l’équation (2.50), et en projetant selon
la normale à l’interface, la relation de saut suivant la normale de l’interface devient alors :

ṁ2

s
1
ρ

{
+

s
Ts · nΣ

{
·nΣ +σ κ= 0 (2.53)
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Pour le saut tangentiel, l’expression est :
s

Ts · nΣ

{
·nΣ +σ κ= 0 (2.54)

Comme pour les parties précédentes, ces équations sont exprimées dans le cas incompressible avec le
tenseur de contrainte surfacique Ts défini à l’équation (2.9), ce qui donne le jeu d’équations suivant, qui

présente respectivement le saut normal puis le saut tangentiel :

JpK= σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ − ṁ2

s
1
ρ

{
(2.55a)

σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ = 0 (2.55b)

et dans le cas compressible avec le tenseur de contraintes surfaciques défini à l’équation (2.29) :

JpK= σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ +λJ∇ · uLMN K− ṁ2

s
1
ρ

{
(2.56a)

σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ +λJ∇ · uLMN K= 0 (2.56b)

2.1.4.3 Saut de l’énergie

L’application du théorème de Reynolds diphasique à l’équation (2.17) permet d’obtenir le terme du saut
d’énergie à l’interface selon la normale à l’interface qui est alors donné par :

Jρ (ei + u2/2) (uΣ − u)K · nΣ + JTs · uK · nΣ +σ κ u · nΣ − JqK · nΣ = 0 (2.57)

avec ei+u2 = e, la décomposition de l’énergie totale en somme d’énergie interne et cinétique. L’équation
(2.57) peut alors être simplifiée en utilisant la projection du saut de quantité de mouvement (2.52) sur
le vecteur vitesse. Cette opération permet de faire apparaître le saut de l’énergie cinétique massique. En
substituant l’expression de l’énergie cinétique massique obtenue dans l’équation (2.57), le saut d’énergie
devient :

Jρ ei (uΣ − u)K+ JqK · nΣ = 0 (2.58)

Puis en exprimant l’énergie interne en fonction de l’enthalpie, ei = h+p/ρ avec h l’enthalpie massique, et
en utilisant l’équation (2.50) pour faire apparaître le débit de vaporisation, l’équation précédente devient :

ṁ
s

h+
p
ρ

{
+JqK · nΣ = 0 (2.59)

Dans notre cas, le changement de phase est supposé s’effectuer à pression constante, le saut de pression
est donc nul. De plus, en utilisant la loi de Fourier pour exprimer le flux thermique q , le saut de l’énergie
peut être exprimé comme :

J−k∇TK · nΣ = −ṁ JhK= −ṁ hℓ→v (2.60)

Cette expression est valable pour le cas incompressible et avec le modèle bas Mach. Le tableau 2.1 ré-
capitule les équations fondamentales qui seront utilisées pour modéliser l’ébullition en film dans le cas
incompressible et le tableau 2.2 celles utilisées dans le cas du modèle bas Mach.
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Loi de conservation Relation de saut

∇ · u = 0 JuK= ṁ
s

1
ρ

{
nΣ

∂ ρu
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u) = −∇p+∇ ·
�

2µD
�

+ρg JpK= σκ+
s

2µD · nΣ

{
·nΣ − ṁ2

s
1
ρ

{

ρCv
DT
Dt
=∇ · (k∇T) J−k∇TK · nΣ = −ṁ hℓ→v

TABLEAU 2.1 – Équations fondamentales pour un système diphasique incompressible avec changement de phase.

Loi de conservation Relation de saut

∇ · uv =
1
T

DT
Dt

; ∇ · uℓ = 0 JuK= ṁ
s

1
ρ

{
nΣ

∂ ρu
∂ t

+∇ · (ρ u ⊗ u) = −∇p̃ +∇ ·
�

2µD
�

+∇ ·
�

λ∇ · uLMN I

�

+ρg
JpK= σκ+

s
2µD · nΣ

{
·nΣ

+λJ∇ · uLMN K− ṁ2

s
1
ρ

{

ρCv
DT
Dt
=∇ · k∇T + P∞∇ · u J−k∇TK · nΣ = −ṁ hℓ→v

TABLEAU 2.2 – Équations fondamentales pour le modèle bas Mach pour un système diphasique avec changement
de phase.

2.2 Méthode numérique

2.2.1 Résolution des équations fondamentales pour un écoulement monophasique in-
compressible

2.2.1.1 Résolution de la quantité de mouvement

Tout comme pour la partie 2.1, dans un souci de simplicité, la procédure de résolution pour un écoule-
ment monphasique incompressible est tout d’abord détaillée. Dans les sections suivantes, les algorithmes de
résolution pour des écoulements à bas Mach, avec frontières immergées puis des écoulements diphasiques
avec changements de phases seront détaillés. Afin de résoudre l’équation de la quantité de mouvement
(2.11), la méthode de projection est utilisée. Elle fut premièrement décrite par Chorin [23]. Cette méthode
permet de découpler la résolution de la pression et de la vitesse dans les équations de Navier-Stokes. Cela
revient alors à résoudre une équation de Poisson pour la pression. La méthode de projection employée dans
le code DIVA est celle décrite dans [117] et [64] pour des écoulements diphasiques. Dans un premier temps,
cette méthode est présentée dans un cas monophasique. La méthode de projection nécessite tout d’abord le
calcul d’une vitesse temporaire, appelée étape de prédiction :

u∗ = un −∆t



(un · ∇)un −
∇ ·
�

2µDn
�

ρn+1
− g



 (2.61)

L’exposant n désigne ici l’indice d’itération temporelle. Le champ de pression est ensuite calculé avec la
résolution de l’équation de Poisson :

∇ ·
�

∇pn+1

ρn+1

�

=
∇ · u∗

∆t
(2.62)
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Puis la nouvelle vitesse est déduite du champ de pression :

un+1 = u∗ −
∆t
ρn+1
∇pn+1 (2.63)

2.2.1.2 Conservation de l’énergie

Dans le cas d’un écoulement incompressible monophasique, la résolution de l’équation de l’énergie est
découplée de la résolution de la quantité de mouvement. La température est transportée comme un scalaire
passif. Afin de garder un schéma de résolution implicite et linéaire, le système à résoudre est défini comme :

ρCv T n+1 −∆t ∇ ·
�

k∇T n+1
�

= ρCv [T
n −∆t (un ·∇T n)] (2.64)

2.2.2 Résolution des équations fondamentales pour un écoulement monophasique bas
Mach

2.2.2.1 Conservation de la quantité de mouvement

Afin de résoudre la conservation de la quantité de mouvement, la méthode proposée par Daru et al. [27]
est utilisée. Cette méthode a déjà été utilisée pour la simulation simulation de vaporisation de goutte par
Mialhe et al. [77]. Comme il a été précisé précédemment, le modèle bas Mach fait intervenir un tenseur de
contrainte surfacique lié à la dilatation et contraction thermique de la vapeur. Dans l’équation de la quantité
de mouvement, le terme de déformation lié aux compression et dilatation thermique est ajouté par rapport
au cas incompressible décrit à l’équation (2.61). La vitesse temporaire, u∗ est alors définie comme :

u∗ = un −∆t



(un · ∇)un −
∇ ·
�

2µDn
�

+∇ ·
�

un
LMN I

�

ρn+1
− g



 (2.65)

Puis l’équation (2.62), est également modifiée pour tenir compte des effets de la thermique sur l’hydro-
dynamique :

∇ ·
�

∇pn+1

ρn+1

�

=
∇ · u∗ −∇ · un+1

LMN

∆t
(2.66)

La nouvelle vitesse est ensuite calculée avec l’équation (2.63). Cependant, dans ce cas, comme le terme
∇ · un

LMN dépend de la température (voir équation (2.28)), et que la masse volumique ρn+1 est calculée à
partir de celle-ci, les équations de la conservation de la quantité de mouvement et de l’énergie sont couplées.

2.2.2.2 Conservation de l’énergie

Comme il a été présenté dans l’équation (2.33), l’équation de l’énergie intègre un terme supplémentaire
par rapport à un écoulement incompressible. La méthode pour inclure le solveur thermique avec la mé-
thode bas Mach a été décrite dans [77]. Dans notre cas, la pression thermodynamique, P∞, est supposée
constante et uniforme. L’équation de l’énergie est alors résolue avec le système suivant :

ρn+1Cv T n+1 −∆t ∇ ·
�

k∇T n+1
�

= ρn+1Cv [T
n −∆t (un ·∇T n)]−∆t P∞∇ · un

LMN (2.67)

Une fois la température T n+1 calculée, la masse volumique est calculée avec l’équation des gaz parfaits :

ρn+1 =
P∞

rT n+1
(2.68)

Ainsi, la résolution des équations fondamentales se déroule en 3 étapes :

— Le calcul de la quantité de mouvement ;

— Le calcul du champ de température ;

— Le calcul de la masse volumique avec le champ de température obtenu.
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FIGURE 2.2 – Représentation d’une fonction distance signée en 2D pour un cercle. L’intérieur du domaine est
négatif et l’extérieur positif. L’isocourbe Φs = 0 représente l’interface.

2.2.3 Résolution des équations fondamentales avec frontières immergées pour un écou-
lement monophasique

2.2.3.1 Résolution de la quantité de mouvement dans un écoulement incompressible

Dans le cas d’une simulation où seule une phase fluide est simulée, les conditions limites sont appliquées
au bord du domaine. Avec l’inclusion d’une frontière solide au sein du domaine de calcul, comme présenté
à la figure 2.1, il est nécessaire d’imposer des conditions limites à l’intérieur du domaine de simulation.
La méthode des frontières immergées, dont Peskin [89] fut le pionnier, propose une méthode permettant
de réaliser des calculs de mécaniques des fluides précis sur des géométries complexes tout en conservant
un maillage structuré, comme il a été montré dans [122] et [90]. L’avantage de cette méthode est qu’une
cellule peut à la fois contenir du solide et du liquide, ainsi le maillage n’est pas obligé de correspondre
à la géométrie du solide et du liquide. Ce point permet donc de s’affranchir de certaines difficultés de
maillage liées à la géométrie du solide. Cependant, comparée au maillage non structuré, cette méthode
souffre d’un manque de flexibilité si elle est utilisée avec un maillage structuré non uniforme. Toutefois,
des méthodes permettent de l’utiliser avec des maillages ayant des structures de type arbre quartenaire ou
octenaire [93, 41, 104, 31]. La méthode utilisée ici pour réaliser le couplage entre un solide et un fluide dans
un écoulement incompressible est celle proposée par Ng et al. [80].

Tout d’abord, afin de localiser l’interface entre solide et fluide, une fonction distance signée, notée Φs, est
utilisée, l’indice s faisant référence au solide. Comme cette fonction est signée, les distances sont algébriques.
Elles sont négatives à l’extérieur du domaine (dans un domaine identifié comme Ω− ), positives à l’intérieur
du domaine Ω+ et sont nulles lorsque à l’interface, notée Γw, où l’indice w réfère à la paroi solide. Une
définition mathématique est donnée ci-dessous :

Φs : Ω → R

x 7→







d(x , Γ ) si x ∈ Ω+
0 si x ∈ Γs
−d(x , Γ ) si x ∈ Ω−

(2.69)

Avec d la fonction qui associe à un point de coordonnée x du domaine Ω la distance selon la direction
normale, nSigma, à l’interface Γs. La figure 2.2 représente une fonction distance signée.

La fonction distance signée possède également des propriétés géométriques intéressantes qui permettent
de calculer facilement la normale à l’interface et la courbure de l’interface :

n =
∇Φ
|∇Φ|

(2.70)

κ(Φ) = −∇ · n (2.71)

De plus, elle permet facilement de localiser une interface. Pour ceci, dans un cas en deux dimensions, si
au moins l’un des tests suivants est vrai, alors la cellule localisée au point (i, j) est coupée par une interface :
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i − 1i − 1 i + 1i + 1ii

j − 1j − 1

jj

j + 1j + 1

Li, j+1/2Li, j+1/2

Li, j−1/2Li, j−1/2

Li+1/2, jLi+1/2, j

Li−1/2, jLi−1/2, j

Solide, Ω+sSolide, Ω+s

Fluide, Ω−sFluide, Ω−s

ΓwΓw

nΓwnΓw

∂ωi, j∂ωi, j

FIGURE 2.3 – Représentation d’une frontière immergée entre un solide et un fluide. Les ronds creux représentent
le centre des cellules, les ronds pleins, les nœuds du maillage et les carrés représentent les points de la grille
décallés pour le calcul de la vitesse.











Φi, j Φi+1, j < 0
Φi, j Φi−1, j < 0
Φi, j Φi, j+1 < 0
Φi, j Φi, j−1 < 0

(2.72)

Deux conditions limites sont alors nécessaires pour modéliser l’écoulement du fluide autour du solide.
La première est la condition d’imperméabilité :

nΓw · ∇P|Γw = 0 (2.73)

Cette condition implique également que la vitesse normale à la paroi soit nulle :

nΓw · u|Γw = 0 (2.74)

Pour les fluides visqueux, la condition de non-glissement doit également être appliquée. Dans notre cas,
le solide est immobile. Cette condition s’exprime alors comme :

tΓw · u|Γw = 0 (2.75)

où tΓw est le vecteur tangent à l’interface.
Un schéma de la situation en deux dimensions est présenté figure 2.3. Comme convenu précédemment,

la fonction distance signée Φs est positive dans la partie solide, Ω+s , et est négative sur la partie fluide,
Ω−s . Considérons maintenant la cellule centrée sur le point (i, j) représenté sur la figure 2.3. Cette cellule
est traversée par une interface solide-fluide. En prenant l’approche des volumes finis, l’équation (2.62)
appliquée dans une cellule ωi, j traversée par l’interface Γw peut s’écrire comme :�

ωi, j\Ω+

∇ ·
�

∇pn+1

ρn+1

�

dV=
�
ωi, j\Ω+

∇ · u∗

∆t
dV (2.76)

où ωi, j \Ω+ désigne l’espace de la cellule occupé par le fluide. En appliquant le théorème de la divergence,
l’équation devient alors :

�
∂ (ωi, j\Ω+)

�

∇pn+1

ρn+1

�

· nΓw dS=
1
∆t

�
∂ (ωi, j\Ω+)

u∗ · nΓw dS (2.77)

Pour calculer les intégrales surfaciques l’équation (2.77), la proportion occupée par le solide sur chaque
face de la cellule est approximée linéairement. Pour la face (i−1/2, j), cette proportion est calculée comme :
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Li−1/2, j =















































∆y
Φs,(i−1/2, j−1/2)

Φs,(i−1/2, j−1/2) −Φs,(i−1/2, j+1/2)
si Φs,(i−1/2, j−1/2) < 0 et Φs,(i−1/2, j+1/2) > 0

∆y
Φs,(i−1/2, j+1/2)

Φs,(i−1/2, j−1/2) −Φs,(i−1/2, j+1/2)
si Φs,(i−1/2, j−1/2) > 0 et Φs,(i−1/2, j+1/2) < 0

∆y si Φs,(i−1/2, j−1/2) < 0 et Φs,(i−1/2, j+1/2) < 0

0 si Φs,(i−1/2, j−1/2) > 0 et Φs,(i−1/2, j+1/2) > 0

(2.78)

De cette manière, le membre de gauche de l’équation (2.77) peut être discrétisé comme :

−
�
∂ (ωi, j\Ω+)

�

∇pn+1

ρn+1

�

· nΓw dS≈
Li−1/2, j

ρi−1/2, j

pi, j − pi−1, j

∆x
+

Li+1/2, j

ρi+1/2, j

pi, j − pi+1, j

∆x
+

Li, j−1/2

ρi, j−1/2

pi, j − pi, j−1

∆y
+

Li, j+1/2

ρi, j+1/2

pi, j − pi, j+1

∆y

(2.79)

Et le membre de droite :

−
�
∂ (ωi, j\Ω+)

u∗ · nΓw dS≈ Li−1/2, ju
∗
i−1/2, j − Li+1/2, ju

∗
i+1/2, j + Li, j−1/2v∗i, j−1/2 − Li, j+1/2v∗i, j+1/2 (2.80)

avec u = (u, v) en deux dimensions. Le système à résoudre est alors :

Li−1/2, j

ρi−1/2, j

pi, j − pi−1, j

∆x
+

Li+1/2, j

ρi+1/2, j

pi, j − pi+1, j

∆x
+

Li, j−1/2

ρi, j−1/2

pi, j − pi, j−1

∆y
+

Li, j+1/2

ρi, j+1/2

pi, j − pi, j+1

∆y
=

1
∆t

�

Li−1/2, j u∗i−1/2, j − Li+1/2, j u∗i+1/2, j + Li, j−1/2 v∗i, j−1/2 − Li, j+1/2 v∗i, j+1/2

�

(2.81)

2.2.3.2 Résolution de la quantité de mouvement dans un écoulement bas Mach

Plusieurs méthodes ont déjà été développées pour utiliser la méthode des frontières immergées avec des
solveurs pleinement compressibles [81, 105]. Cependant, la plupart de ces solveurs sont efficaces pour les
écoulements supersoniques, mais pas pour les écoulements à bas Mach, comme montré dans [48]. Toute-
fois, dans [86], un solveur bas Mach est proposé pour un écoulement chimiquement réactif. Dans notre cas,
la situation est plus simple comme le système considéré est un liquide pur avec une frontière solide. Afin de
pouvoir utiliser le solveur bas Mach avec le solveur incluant les frontières immergées, la méthode suivante
est proposée. L’étape de prédiction de vitesse reste inchangée. Cependant, l’équation de Poisson doit inté-
grer la divergence de la vitesse qui intègre les effets thermiques. De même que pour le cas incompressible,
l’approche des volumes finis appliquée sur l’équation de Poisson, mais cette fois-ci pour l’écoulement à bas
Mach. L’équation (2.66) devient alors :�

ωi, j\Ω+

∇ ·
�

∇pn+1

ρn+1

�

dV=
�
ωi, j\Ω+

∇ · u∗ −∇ · un+1
LMN

∆t
dV (2.82)

En appliquant le théorème de la divergence, le système suivant est alors obtenu :

�
∂ (ωi, j\Ω+)

�

∇pn+1

ρn+1

�

· nΓw dS=
1
∆t

�
∂ (ωi, j\Ω+)

u∗ · nΓw dS−
1
∆t

�
ωi, j\Ω+

∇ · un+1
LMN dV (2.83)

Contrairement au cas incompressible, un terme supplémentaire est présent dû à la présence des effets
thermiques sur le champ hydrodynamique. Ce terme est approximé à l’aide de la fraction volumique oc-
cupée par le fluide dans la cellule (i, j). Cette fraction volumique est notée LV,i, j . Le système à résoudre à
l’interface solide-fluide dans le cas du modèle bas Mach est alors :
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Li−1/2, j

ρi−1/2, j

pi, j − pi−1, j

∆x
+

Li+1/2, j

ρi+1/2, j

pi, j − pi+1, j

∆x
+

Li, j−1/2

ρi, j−1/2

pi, j − pi, j−1

∆y
+

Li, j+1/2

ρi, j+1/2

pi, j − pi, j+1

∆y
=

1
∆t

�

Li−1/2, j u∗i−1/2, j − Li+1/2, j u∗i+1/2, j + Li, j−1/2 v∗i, j−1/2 − Li, j+1/2 v∗i, j+1/2 −∇ · u
n+1
LMN LV,i, j

�

(2.84)

2.2.3.3 Résolution de la conservation de l’énergie

La température à la surface du solide, Tw, est considérée comme constante. Le solide est considéré iso-
therme, ce qui nécessite d’imposer dans le solide, T = Tw. Les conditions à respecter pour savoir si une
cellule (i, j) se trouve dans le solide ou à la frontière de ce dernier sont présentées ci-dessous :

si







































φs,(i, j) φs,(i+1, j) > 0

φs,(i, j) φs,(i−1, j) > 0

φs,(i, j) φs,(i, j+1) > 0

φs,(i, j) φs,(i, j−1) > 0

φs,(i, j) > 0

alors T = Tw (2.85)

La température doit également être maintenue constante à la frontière solide-fluide, ce qui revient à
imposer une condition de Dirichlet le long de cette interface. La méthode numérique développée par Gibou
et al. [37] est alors utilisée pour réaliser cette opération.

2.2.4 Localisation de l’interface

Jusqu’à présent, les méthodes numériques ont été explicitées pour un écoulement monophasique. Dans
le cas d’un écoulement diphasique, l’interface entre les deux fluides doit être localisée. Pour cela, la méthode
de la Level Set ou la méthode des lignes de niveau est employée. Cette méthode décrite par Sussman et al.
[116] permet de traquer les interfaces en utilisant une fonction distance signée, notée ici Φ. Cette fonction
est liée à l’interface entre les deux fluides, notée Γ . Dans le cas précédent du solide immobile, la fonction
distance signée était constante. Dans le cas d’une interface entre deux fluides, cette dernière évolue en fonc-
tion de la dynamique des fluides. Pour ce faire, cette méthode propose d’utiliser l’équation de convection
appliquée à la fonction distance signée :

∂Φ

∂ t
+ ·∇Φ= 0 (2.86)

Une fois l’équation de convection résolue, la fonction obtenue n’est pas exactement une fonction dis-
tance signée. On note la solution obtenue φ′, pour la différencier de φ qui est une fonction distance signée.
L’emplacement de Φ′ = 0 représente bien l’interface Γ . Cependant, l’évaluation de la fonction sur les autres
points du domaine ne correspond plus exactement à une fonction distance signée. D’une itération à l’autre,
cette déformation est faible, mais il est nécessaire de corriger cette erreur à chaque pas de temps pour éviter
l’accumulation d’erreurs. La fonction distance pourrait être reconstruite à partir de l’interface où Φ′ = 0, en
calculant la distance pour chaque cellule à cette interface. Cette méthode est assez lente et crée une distor-
sion de l’interface, et donc des pertes de masse. Plus de précisions sur ce point sont apportées par Sussman
et al. [116]. La solution proposée par les auteurs est de résoudre l’équation suivante sur un pas de temps
fictif pour corriger cette erreur :

∂Φ

∂ τ
= sign(Φ′) (1− |∇Φ|) (2.87)

avec la condition initiale présentée ci-dessous :

Φ(x ,τ= 0) = Φ′(x ) (2.88)

Avec sign la fonction qui à un scalaire réel associe son signe. Numériquement, le suivi de l’interface se
fait en trois étapes :

— initialiser la fonction Φn(x ) pour être la fonction distance normale signée ;
— résoudre l’équation de convection appliquée à la fonction Φn avec l’équation (2.86) afin d’obtenir Φ′ ;
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FIGURE 2.4 – Représentation de cellule fantôme autour d’une interface dans un cas une dimension où un champ
physique A est discontinue à l’interface.

— calculer la fonction distance signée au pas de temps n+1, Φn+1, grâce à la fonction Φ′ et aux équations
(2.87) et (2.88).

Pour la suite, on considère la fonction distance signée positive dans la partie liquide et négative dans la
partie vapeur.

2.2.5 La méthode des cellules fantômes

La méthode des cellules fantômes ou Ghost Fluid Method (GFM) est une méthode qui permet de tenir
compte des sauts de variables physiques aux interfaces. Elle a été décrite pour la première fois par Fedkiw
et al. [34], puis reprise et complétée pour les écoulements diphasiques visqueux incompressibles avec prise
en compte de la tension de surface et de la gravité. Afin de conserver la continuité aux interfaces, Fedkiw
et al. [34] proposent d’introduire des cellules fantômes autour de l’interface. Prenons un champ scalaire A
d’une variable physique telle que ce champ et sa dérivée ne sont pas continus à l’interface Γ . Le saut de
valeur à l’interface est noté JAKΓ . Décomposons ce champ en deux parties A = A− ∪ A+ où A+ et A− sont
respectivement définis et continus dans le domaine Ω+ et Ω−. Les cellules fantômes de la phase Ω+ ont
pour propriétés thermophysiques celles de la phase Ω− et inversement. La valeur fantôme de A+ dans Ω−

est la prolongation par continuité de A+ dans Ω− et inversement. Cette prolongation est calculée avec la
méthode développée par Aslam [2] qui se base sur la résolution d’équations aux dérivées partielles sur un
temps fictif. Cette méthode permet d’extrapoler un champ selon trois modes : une extrapolation constante,
linéaire ou quadratique. Pour une extrapolation linéaire, la situation est illustrée à la figure 2.4.

L’avantage de la méthode des cellules fantômes dans les calculs de mécaniques des fluides est qu’elle
permet, entre autres, de discrétiser, aux interfaces, les équations de la forme :

d
d x

�

β
dA
d x

�

= h(x) (2.89)

car ces équations sont utilisées notamment dans la résolution de la quantité de mouvement. La discréti-
sation en utilisant un schéma centré de l’équation (2.89) est :

d
d x

�

β(x)
dA
d x

�

i
=

β+i+1/2

dA
d x

�

�

�

�

+

i+1/2

− β+i−1/2

dA
d x

�

�

�

�

−

i−1/2

∆x
=
β+i+1/2

A+i+1 − A−i
∆x

− β−i−1/2

A−i − A−i−1

∆x
∆x

= hi (2.90)

Dans cette équation, les indices "-" et "+" réfèrent aux domaines Ω− et Ω+, où les valeurs sont évaluées. i
est l’indice du noeud de la grille de résolution.∆x est le pas d’espace. Dans le cas d’une interface, plusieurs
discontinuités peuvent avoir lieu à l’interface : le champ A, la dérivée de A ou le coefficient de diffusion β
peuvent être discontinus. Ces trois types de discontinuités sont détaillés dans les sections suivantes.

2.2.5.1 Saut d’un champ

Supposons dans un premier temps que β est continue entre les deux phases, ainsi que la dérivée spatiale
du champ A. Les conditions de saut à l’interface sont donc :
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JβKΓ = 0 (2.91a)
s

dA
d x

{

Γ

= 0 (2.91b)

JAKΓ = aΓ (x) (2.91c)

Dans ce cas, le calcul de l’équation (2.90) pose problème, car le terme A+i+1 − A−i est mal défini, comme
il y a discontinuité de l’interface. La GFM propose alors de remplacer Ai+1 par une valeur fantôme AG−

i+1
équation (2.92) :

d
d x

�

β(x)
dA
d x

�

i
=
β+i+1/2

AG−
i+1 − A−i
∆x

− β−i−1/2

A−i − A−i−1

∆x
∆x

= hi (2.92)

Cette valeur fantôme est obtenue par prolongement par continuité du champ A− à l’interface, comme
défini sur la figure 2.4. Cette valeur fantôme est définie par l’équation (2.93) :

AG−
i+1 = A+i+1 − aΓ (x) (2.93)

où l’indice G signifie Ghost pour valeur fantôme. En utilisant cette formulation dans l’équation (2.90), la
discrétisation obtenue avec la méthode des fluides fantômes est la suivante :

β+i+1/2

A+i+1 − A−i
∆x

− β−i−1/2

A−i − A−i−1

∆x
∆x

= hi + β
+
i+1/2

aΓ
∆x2

(2.94)

2.2.5.2 Saut d’un flux

Supposons maintenant que seule la dérivée du champ A soit discontinue. Les conditions de saut sont les
suivantes :

JβKΓ = 0 (2.95a)
s

dA
d x

{

Γ

= bΓ (x) (2.95b)

JAKΓ = 0 (2.95c)

L’équation (2.90) est alors mal définie, car elle fait intervenir la dérivée des dérivées qui, ici, ne sont
pas continues. De manière similaire, la GFM propose de remplacer la dérivée du côté "+", par une valeur
fantôme issue du champ de dérivées du domaine Ω−, ce qui mène à l’équation (2.96). Cette valeur fantôme
présentée à l’équation (2.97), est également obtenue en prolongeant par continuité la dérivée du champ Ω−

dans Ω+ .

β+i+1/2

dA
d x

�

�

�

�

+

i+1/2

− β−i−1/2

dA
d x

�

�

�

�

−

i−1/2

∆x
=

β+i+1/2

dA
d x

�

�

�

�

G−

i+1/2

− β−i−1/2

dA
d x

�

�

�

�

−

i−1/2

∆x
(2.96)

�

Ai+1 − Ai
∆x

�G−
=
�

Ai+1 − Ai
∆x

�+

− bΓ (x) (2.97)

En combinant l’équation (2.96) et l’équation (2.97), la discrétisation du terme à l’interface devient :

β+i+1/2

dA
d x

�

�

�

�

+

i+1/2

− β−i−1/2

dA
d x

�

�

�

�

−

i−1/2

∆x
= hi − β+i+1/2

bΓ (x)
∆x

(2.98)
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2.2.5.3 Saut du coefficient de diffusion

Supposons maintenant que seul le coefficient de diffusion β soit discontinue :

JβKΓ = β+ − β− (2.99a)
s

dA
d x

{

Γ

= 0 (2.99b)

JAKΓ = 0 (2.99c)

Pour ce cas particulier, il faut introduire ∆x θ la distance de la cellule i à l’interface Γ et ∆x(1 − θ ) la
distance de la cellule i + 1 à cette même interface. La distance θ∆x est présentée dans la figure 2.4. Avec
l’aide de la fonction distance signée, la fonction θ est définie en une dimension comme :

θ =
|Φi+1|

|Φi |+ |Φi+1|
(2.100)

Ainsi, en supposant la continuité des flux à l’interface, l’expression suivante est obtenue :

β+i+1/2

A+i+1 − A−i
∆x

= β+
A+i+1 − AΓ
θ∆x

= β−
AΓ − A−i
(1− θ )∆x

(2.101)

De cette égalité, la valeur de A à l’interface, notée AΓ , peut être exprimée comme :

AΓ =
θ β− A−i + (1− θ ) β

+ A+i+1

θ β− + (1− θ ) β+
(2.102)

En remplaçant AΓ dans l’expression équation (2.101) avec la définition donnée dans équation (2.102), le
terme β+i+1 peut être exprimé comme :

β+i+1/2 =
β+ β−

θ β− + (1− θ ) β+
(2.103)

2.2.5.4 Cas général

Supposons maintenant un cas plus général où l’interface est située entre i et i + 1 :

JβKΓ = β+ − β− (2.104a)
s

dA
d x

{

Γ

= bΓ (x) (2.104b)

JAKΓ = aΓ (x) (2.104c)

En combinant les équation (2.94),(2.98), (2.103), la formulation générale de la GFM peut s’exprimer
comme :

d
d x

�

β(x)
dA
d x

�

i
=
β+i+1/2

A+i+1 − A−i
θ ∆x

− β−
A−i − Ai−1

∆x
∆x

= hi + β
+
i+1/2

(1− θ ) bΓ
∆x

+ β+i+1/2

aΓ
∆x2

(2.105)

avec β+i+1/2 définit à l’équation (2.103). Ces équations peuvent être également généralisées dans plu-
sieurs dimensions.

2.2.6 Résolution des équations fondamentales pour un écoulement diphasique incom-
pressible avec changement de phase

2.2.6.1 Résolution de la quantité de mouvement

Sussman et al. [117] ont décrit la méthode pour résoudre l’équation de conservation de la quantité de
mouvement pour un écoulement diphasique et Lalanne et al. [64] l’ont étendue aux écoulements dipha-
siques avec changement de phase. Comme ces deux méthodes numériques sont proches, seule la dernière
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sera abordée. La différence entre ce cas et un écoulement monophasique est que le champ de vitesse est
discontinu. Pour cela, dans [117] il est proposé de séparer le champ de vitesse en deux champs notés uℓ et
uv . Le champ uℓ équivaut au champ de vitesse dans les zones liquides et est extrapolé via la méthode la
GFM de la manière suivante :

un
ℓ =











un si Φn+1
i, j > 0

un − ṁn

s
1
ρ

{

Γ

nΓ si Φn+1
i, j < 0

(2.106)

Symétriquement, la vitesse de la vapeur est définie comme :

uv =











un − ṁn

s
1
ρ

{

Γ

nΓ si Φn+1
i, j > 0

un si Φn+1
i, j < 0

(2.107)

Cela fait alors apparaître la relation de saut de vitesse définie à l’équation (2.50). Ces extensions de
vitesse permettent notamment de calculer les termes convectifs de l’équation de prédiction de vitesse (2.61).
Cette dernière est alors résolue séparément dans chaque phase en utilisant respectivement la vitesse uv dans
la vapeur et la vitesse uℓ dans la phase liquide. De la même manière, la résolution de l’équation de Poisson
se fait alors séparément dans chacune des phases via l’équation suivante :

∇ ·
�

∇pn+1

ρ

�

=















∇ · u∗ℓ
∆t

si Φn+1
i, j > 0

∇ · u∗v
∆t

si Φn+1
i, j < 0

(2.108)

Le saut de pression à l’interface entre le liquide et la vapeur est alors pris en compte dans l’équation de
Poisson avec l’équation suivante :

Jpn+1KΓ = σκ− ṁ2

s
1
ρ

{
(2.109)

Cela est réalisé à l’aide de la méthode numérique proposée dans [74] utilisant la méthode de la GFM
développée dans [34]. Puis la nouvelle vitesse est déduite du champ de pression :

un+1 = u∗ −
∆t
ρ

�

∇pn+1 −σ κ δΓ nΓ
�

(2.110)

avec δΓ la fonction de Dirac valant 1 à l’interface Γ , et 0 sinon.

2.2.6.2 Conservation de l’énergie

La résolution du champ de température utilise le modèle Ghost Fluid Thermal Solver for Boiling (GFTSB)
développé par Gibou et al. [38]. Ce solveur a été validé pour l’ébullition nucléée en comparaison avec des
solutions analytiques dans [119] puis comparé à des résultats expérimentaux dans [49]. Il a été également
utilisé pour modéliser l’ébullition sans gravité dans [123] et pour étudier l’ébullition nucléée en intégrant
un modèle de micro-région [121]. Ce solveur a également été utilisé par Orazzo and Tanguy [84] et Ken-
theswaran et al. [59] pour simuler la vaporisation de gouttes.

L’hypothèse majeure de la GFTSB est que la température de l’interface liquide-vapeur est imposée à
la température de saturation, Tsat . Cette température correspond à une condition de Dirichlet le long de
l’interface, qui est imposée avec la méthode numérique de Gibou et al. [37]. Avec cette hypothèse, il est alors
possible de résoudre l’équation de l’énergie de manière séparée dans chaque phase. Ainsi, la température
est calculée dans la phase vapeur avec le système suivant pour la phase vapeur :

ρCvv
T n+1

v −∆t ∇ ·
�

kv∇T n+1
v

�

=ρCv

�

T n
v −∆t
�

un ·∇T n
v

��

(2.111a)

TΓ =Tsat (2.111b)

Le même système est résolu pour la phase liquide. Avec le calcul du champ de température, le débit de
vaporisation ṁ à l’interface liquide-vapeur est alors donné par la relation :
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ṁn+1 =
kℓ∇Tn+1

ℓ
· nΓ − kv∇Tn+1

v · nΓ
hℓ→v

(2.112)

Ce terme est essentiel, car il intervient dans les équations de la quantité de mouvement et de la conserva-
tion de la masse présentées dans la section 2.2.6.1. Pour calculer le saut de gradient thermique à l’interface
avec une bonne précision, Tanguy et al. [119] ont montré que l’extension quadratique du champ de tem-
pérature est nécessaire. Ces extensions sont calculées grâce à la méthode développée par Aslam [2]. Cette
méthode se base sur la résolution d’équations différentielles. Plus de détails peuvent être trouvés dans
l’article [2].

2.2.7 Résolution des équations fondamentales pour un écoulement diphasique bas Mach
avec changement de phase

2.2.7.1 Conservation de la quantité de mouvement

Jusqu’à présent, le code DIVA a été largement utilisé pour simuler de l’ébullition avec de faibles sur-
chauffes, ce qui ne nécessitait pas de prendre en compte la variation de masse volumique au sein de la va-
peur. Toutefois, pour l’ébullition en film, ces surchauffes sont importantes. Mialhe et al. [77] développèrent
une méthode permettant de coupler le solveur de la quantité de mouvement bas Mach avec le solveur
GFTSB pour la vaporisation de gouttes, où il y a également des surchauffes importantes. De manière simi-
laire au cas incompressible, le champ de vitesse est séparé en deux champs, comme défini aux équations
(2.107) et (2.106). Dans notre cas, le liquide est considéré comme incompressible. Le modèle bas Mach est
uniquement considéré dans la phase vapeur. Ainsi, pour l’étape de prédiction de vitesse, elle est calculée
avec l’équation suivante :

u∗ = un −∆t



(un · ∇)un −
∇ ·
�

2µD
�

+∇ ·
�

un
LMN I

�

ρn+1
− g



 (2.113)

où le terme un
LMN est nul dans la phase liquide. Par rapport au cas d’un écoulement incompressible

diphasique avec changement de phase, la résolution de l’équation de Poisson est modifiée, car elle doit
intégrer le terme de saut de pression lié à la dilatation et la compression de la vapeur. Le nouveau système
à résoudre est :

∇ ·
�

∇pn+1

ρn+1

�

=















∇ · u∗ℓ
∆t

si Φn+1
i, j > 0

∇ · u∗v −∇ · u
n+1
LMN

∆t
si Φn+1

i, j < 0

(2.114a)

Jpn+1KΓ = σκ− ṁ2

s
1
ρ

{
+λ

s
∇ · un+1

LMN

{
(2.114b)

Puis la nouvelle vitesse est déduite du champ de pression à l’aide de l’équation (2.110).

2.2.7.2 Conservation de l’énergie

Tout comme pour le modèle incompressible, la méthode de la GFTSB développée dans [38] est utilisée.
Le couplage de ce solveur avec le solveur pour des écoulements bas Mach a été réalisé par Mialhe et al. [77].
Conformément à la méthode GFTSB, le champ de température est résolu une première fois pour le liquide
et une seconde fois pour la vapeur avec pour condition limite la température de saturation à l’interface
liquide-vapeur. Les méthodes numériques pour calculer le champ de température dans le liquide sont les
mêmes que pour un écoulement incompressible. Toutefois, la vapeur étant compressible ici, l’équation de
la chaleur à résoudre dans la vapeur est :

ρn+1 Cvv
T n+1

v −∆t ∇ ·
�

kv∇T n+1
v

�

=ρn+1 Cv

�

T n
v −∆t
�

un ·∇T n
v

��

−∆t P∞∇ · un+1
LMN (2.115a)

TΓ =Tsat (2.115b)

Par la suite, le débit de vaporisation est calculé de la même manière que décrite dans l’équation (2.112)
avec les méthodes numériques présentées dans la section 2.2.6.2.
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2.2.8 Résolution avec inclusion de frontières immergées dans un écoulement dipha-
sique avec changement de phase

Il a été montré dans la section 2.2.3 que pour un écoulement monphasique, la méthode de Ng et al.
[80] permet de fixer les conditions limites d’imperméabilité et de non-glissement à la surface du solide. La
méthode a ensuite été adaptée par Lepilliez et al. [70] pour les écoulements diphasiques sans changement
de phase et sans transfert de chaleur. Cette méthode permet notamment d’imposer un angle de contact
lorsqu’il y a contact entre le liquide, le gaz et le solide au même endroit. Nous avons vu dans la partie
2.2.3.3 qu’il est possible dans un écoulement monophasique de pouvoir utiliser la méthode numérique des
frontières immergées de Ng et al. [80] avec un solveur thermique en imposant la température à la surface
et dans le solide.

Toutefois, dans le cas de l’ébullition, la condition limite en cas d’un contact entre le solide, le liquide
et la vapeur n’est pas simple à implémenter. En effet, lors de l’ébullition en film, si le liquide venait à
toucher la surface solide, cela générerait un grand gradient thermique entre la phase liquide et le solide.
Avec les méthodes précédemment présentées, ce gradient peut fortement nuire à la stabilité numérique.
De plus, d’un point de vue de la physique, le contact entre un liquide et une paroi fortement surchauffée
entrainera l’entrée en ébullition de ce dernier quasi instantanément. Gérer cette ébullition n’est pas pos-
sible avec les méthodes présentées dans ce chapitre. Il serait alors nécessaire de développer de nouvelles
méthodes numériques pour prendre en compte ces contacts. C’est pourquoi, dans notre cas, l’étude se res-
treint à l’ébullition avec des films de vapeur stables sans contact entre le liquide et le solide. Faisant cette
hypothèse, notre modèle redevient équivalent à la méthode des frontières immergées pour un écoulement
monophasique autour du solide, avec toutefois le couplage avec le solveur thermique qui sera validé dans
la section 2.3.

2.2.9 Discrétisation spatiale et temporelle

2.2.9.1 Discrétisation temporelle

L’expression générale du pas de temps, ∆t, permettant la stabilité du schéma numérique est donnée
dans l’équation (2.116) :

1
∆t
=

1
∆tconv

+
1
∆tσ

(2.116)

Il dépend du pas de temps de convection, équation (2.117) défini comme :

∆tconv = 0,5
∆x

max(||u||)
(2.117)

Dans notre cas, le maillage est régulier et structuré,∆x =∆y . Le pas de temps dû à la tension de surface
s’exprime comme :

∆tσ =
1
2

√

√ρℓ ∆x3

σ
(2.118)

Comme le pas de temps de convection n’est pas constant, car il dépend de la vitesse dans la simula-
tion, le pas de temps ∆t n’est pas constant. La résolution temporelle du terme visqueux est réalisée avec
un schéma temporel implicite [70]. Les équations temporelles sont résolues avec un schéma Runge-Kutta
d’ordre 2 ou 3. Le pas de temps est actualisé à chaque début de boucle temporelle.

2.2.9.2 Discrétisation spatiale

Les termes convectifs, u · ∇, sont discrétisés avec un schéma Weighted Essentially - Non - Oscillatory
(WENO) [12]. Les autres termes sont discrétisés avec une discrétisation au second ordre selon la mé-
thode des volumes finis. La résolution des systèmes linéaires spatiaux est réalisée via la méthode Black-
Box-MultiGrid [28]. Les performances de ce solveur sont très bonnes pour la résolution de l’équation de
Poisson de la pression, et ce, même dans des configurations avec de forts sauts de masse volumique entre
le liquide et la vapeur.
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Cas Tw (K) T∞ (K) D (mm) Ra

1 333,65 282,96 9,45 3514,07

2 323,16 313,44 9,45 51,92

3 333,24 313,42 9,45 1104,23

4 303,30 293,41 9,45 797,54

5 323,44 293,30 9,45 2087,42

6 333,51 293,38 9,45 2578,26

7 313,53 293,40 9,45 1501,01

8 293,83 284,39 4,8 115,38

TABLEAU 2.3 – Convection naturelle de l’air autour d’un cylindre horizontal isotherme : conditions expérimentales
des expériences de Atayılmaz and Teke [3].

2.3 Cas test : convection naturelle

2.3.1 Présentation du cas de référence

La validation de la méthode des frontières immergées couplée avec le modèle bas Mach est réalisée via
la modélisation de la convection naturelle de l’air autour d’un cylindre horizontal. Ce cas test se repose
sur les travaux de Atayılmaz and Teke [3]. Dans cet article, les auteurs ont étudié la convection de l’air
autour d’un cylindre horizontal de manière expérimentale et numérique. Les expériences ont été menées sur
des cylindres de 9,45 et 4,8 mm maintenus à température constante. La température à l’infini a également
été mesurée lors de ces expériences. Le tableau 2.3 présente les configurations expérimentales. Dans cette
étude, les auteurs s’intéressent à l’échange de chaleur entre le cylindre et l’air une fois un régime pseudo-
stationnaire atteint.

Les analyses expérimentales faites dans l’article ont permis de déduire une corrélation pour ce cas pré-
cis :

NuD = 0, 954 Ra0,168 avec NuD =
h D
kv

(2.119)

Dans le cas d’un écoulement monophasique, le nombre de Rayleigh pour un gaz parfait est défini
comme :

Ra =
g (Tw − T∞) D3

ν f k f T∞
(2.120)

où l’indice f désigne ici le fluide considéré.
L’étude numérique menée dans l’article considère une géométrie en deux dimensions du cylindre ho-

rizontal. Les auteurs ont réalisé la simulation avec le code commercial FLUENT. Dans cette simulation, les
auteurs considèrent le rayonnement comme négligeable et imposent en conditions limites celles données
expérimentalement (voir tableau 2.3). La résolution de la quantité de mouvement est résolue avec l’algo-
rithme SIMPLE adapté pour prendre en compte la masse volumique variable en fonction de la température.

2.3.2 Paramètres de la simulation avec le code DIVA

Dans le cas des simulations réalisées avec le code DIVA et le modèle bas Mach, dont les méthodes numé-
riques ont été discutées dans la section 2.2, les propriétés de l’air sont celles de la base de donnée CoolProp 1,
qui repose sur les travaux de Lemmon et al. [69] et Lemmon and Jacobsen [68]. La simulation est réalisée
sur un cylindre horizontal 2D avec les méthodes numériques présentées dans la section 2.2. Le domaine
de simulation mesure 20 D de largeur et 30 D de hauteur, avec D le diamètre du cylindre. Ce domaine est
volontairement large afin d’éviter les effets des conditions limites sur la physique de l’échange de chaleur à
la paroi du cylindre. Le centre du cylindre est situé à 10 D bas de la zone de simulation. Ces choix sont co-
hérents avec de précédentes simulations de convection naturelle [62, 76]. La figure 2.5 présente la géométrie

1. http://www.coolprop.org/

54

http://www.coolprop.org/


-10 -5 0 5 10

X/D

-15

-10

-5

0

5

10

15

Y/
D

Γw

280

290

300

310

320

330

T
(K

)

Sortie libre, p = 0,1 bar
Neumann flux nul

PériodiquePé
ri

od
iq

ue

Condition d’adhérence
Dirichlet T = T∞

FIGURE 2.5 – Champ de température à t = 2,0409 s et domaine de simulation avec les conditions limites pour la
simulation de convection naturelle dans de l’air.

étudiée ainsi que les conditions limites. Ces dernières ont été imposées en cohérence avec celles proposées
par Heo et al. [44] et Sebastian and Shine [103]. Des conditions limites périodiques sont appliquées sur les
bords latéraux du domaine. La pression est imposée à la pression atmosphérique en haut du domaine, et le
flux thermique est défini comme nul. Une condition de non-glissement est imposée sur le bas du domaine,
ainsi qu’une condition de Dirichlet pour la température. Cette température est prise égale à T∞. La taille
du domaine étant relativement grande par rapport à la géométrie et au problème de convection considéré,
l’influence de la condition limite du bas du domaine de simulation est supposée comme négligeable. Ce
dernier point a été vérifié pour chaque calcul. La condition initiale dans le domaine pour chaque cas est
une température uniforme dans le fluide et dans le solide. Ces températures sont indiquées dans le tableau
2.3.

2.3.3 Convergence en espace

Afin de déterminer le maillage nécessaire pour capturer de manière précise les effets couplés de la
thermique et de l’hydrodynamique, une sensibilité au maillage a été réalisée. Le cas avec le plus grand
nombre de Rayleigh, et donc avec le plus de contraintes sur la taille du maillage, est choisi pour mener
cette étude (cas 1 du tableau 2.3). Quatre maillages ont été testés : 512× 1024, 1024× 2048, 2048× 4096 et
4096× 8192. Pour chacun de ces maillages, le nombre de Nusselt est comparé aux résultats avec le nombre
de Nusselt obtenu avec le maillage le plus raffiné dans le but de déterminer la convergence en espace de
la simulation. La convergence du nombre de Nusselt indique alors que les effets de l’aérodynamique et de
la thermique sont bien résolus. Le nombre de Nusselt est calculé numériquement à partir de l’expression
suivante :

NuD =
1

Sc y l

�
Γw

−k f∇T · nΓw dS

k f (Tw − T∞)/D
(2.121)

avec Sc y l la surface de la section du cylindre.
La figure 2.6 présente les résultats de simulation pour les quatre maillages évoqués précédemment. Le

nombre de Nusselt se stabilise après environ 1 s. Comme il n’existe pas de modèle théorique pour ce cas
précis, la solution avec le maillage le plus raffiné est définie comme solution de référence pour pouvoir
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FIGURE 2.6 – Nombre de Nusselt en fonction du temps pour le cas 1 du tableau 2.3 pour différents maillages.

Taille du maillage Nu Erreur (%) Ordre

512 × 1024 3,19 10,89 /

1024 × 2048 3,41 4,75 1,20

2048 × 4096 3,51 1,95 1,20

4096 × 8192 3,58 solution de référence /

TABLEAU 2.4 – Convergence du nombre de Nusselt pour le cas 1. L’erreur est relative au résultat obtenu avec le
maillage 4096 × 8192.

quantifier l’erreur de convergence. Ces erreurs sont présentées dans le tableau 2.4. Les erreurs relatives au
maillage le plus raffiné vont de 10,89 % pour le moins raffiné à 1,95 % pour le plus raffiné avec un ordre de
convergence de 1,2. L’ordre de convergence est défini comme :

ordre=
ln(er rk)− ln(er rk+1)

ln(mk)− ln(mk+1)
(2.122)

avec er rk l’erreur relative au maillage k, et mk le nombre de mailles du maillage k. Le nombre de mailles
dans le maillage augmente avec l’indice k. Le maillage de taille 2048×4096 présentant des résultats perti-
nents, ce maillage est considéré comme convergé en espace et en temps.

Le champ thermique obtenu à t = 2,0409 s est présenté à la figure 2.5. La figure 2.7b présente ce même
champ proche du cylindre ainsi que les lignes de courant. Ces lignes de courant illustrent l’écoulement en
convection naturelle généré par les gradients thermiques et les gradients de masses volumiques du fluide.
La couche limite peut être également visualisée. Dans ce cas, la couche limite ne présente pas de décrochage.
Le champ des vecteurs vitesses est également représenté à la figure 2.7a. Ce champ a été obtenu avec le
maillage 2048×4096. À la base du cylindre, un point de stagnation est observé. Puis, plus l’on remonte
autour du cylindre, plus l’air accélère à cause des gradients de masse volumique. En haut du cylindre, une
zone de sillage peut être observée.

2.3.4 Étude paramétrique

Dans l’intérêt de valider le solveur à masse volumique variable avec la méthode des frontières immer-
gées (IBM), une étude paramétrique sur les différents cas présentée au tableau 2.3 a été menée avec un
maillage de 2048×4096. Le nombre de Nusselt global pour chacun des cas est présenté sur la figure 2.8 et
est comparé aux résultats de Atayılmaz and Teke [3]. Il est important de noter que les simulations réalisées
par Atayılmaz and Teke [3] utilisent un domaine plus grand que celui choisi dans notre étude. Cependant,
même avec un domaine plus restreint, les résultats obtenus avec le code DIVA sont en bon accord avec les
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FIGURE 2.7 – Représentation du champ thermique et de la vitesse pour la convection naturelle autour d’un cylindre
dans de l’air à t = 2,0409 s.
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FIGURE 2.8 – Nombre de Nusselt en fonction du nombre de Rayleigh pour la convection naturelle autour d’un
cylindre dans de l’air.

résultats expérimentaux et numériques de cet article. Ces résultats correspondent à± 15% avec ceux donnés
par la corrélation présentée à l’équation (2.119) qui est basée sur les données expérimentales.
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FIGURE 2.9 – Domaine de simulation et conditions limites pour la simulation de l’ébullition en film autour d’un
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2.4 Cas test : ébullition en film sans sous-refroidissement

2.4.1 Description du cas

Dans le but de valider le couplage entre la méthode des frontières immergées [80] avec la méthode
GFTSB [38, 119] développée pour l’ébullition, il est proposé de comparer les résultats du code DIVA avec
des corrélations semi-analytiques pour l’ébullition en film autour d’un cylindre horizontal dans un liquide
à température de saturation. Ces corrélations sont celles de Bromley [16] et Sakurai et al. [100]. Dans le
modèle physique de ces corrélations, la vapeur est considérée comme incompressible. Pour être dans les
mêmes considérations physiques que ces modèles, le solveur incompressible est choisi pour réaliser ce test.
De plus, les auteurs de ces articles proposent un modèle avec prise en compte des échanges radiatifs et un
modèle sans prise en compte de ces échanges. Comme notre modèle ne considère pas les effets radiatifs,
les résultats seront comparés aux modèles de Bromley [16] et Sakurai et al. [100] sans prise en compte des
échanges de chaleur radiatifs. Ces corrélations négligent également les effets d’inertie de la vapeur dans le
film. Les corrélations de Bromley [16] et Sakurai et al. [100] ont été introduites respectivement à l’équation
(1.3) et l’équation (1.21).

La figure 2.9 présente le domaine de simulation. Le centre du cylindre est placé à 10 mm du bas du
domaine de simulation. Son diamètre est de 2 mm. Les dimensions du domaine de simulation sont LX = 15
mm et LY = 30 mm. Les conditions limites sont renseignées sur la figure 2.9. La température dans le solide
est imposée constante à une température de Tw = 573,15 K, soit une surchauffe de ∆Tsup = 200 K. Le liquide
est initialisé avec une vitesse nulle et une température constante, Tℓ = Tsat . Un gradient de température
constant est initialisé dans la phase vapeur. L’interface du film de vapeur est définie arbitrairement ronde,
avec une épaisseur de 0,25 mm pour le début de la simulation. Le gradient thermique est constant dans le
film de vapeur. Les propriétés de la vapeur et du fluide sont présentées dans le tableau 2.5. Ces propriétés
sont proches de celles de l’eau, à l’exception de la masse volumique qui est prise à 300 kg/m3. Ce choix a
été motivé par le fait que, pour des grandes différences de masse volumique entre le liquide et la vapeur,
les effets de flottaison qui s’appliquent à la vapeur sont plus importants. Il en résulte alors un film de
vapeur plus fin qui nécessite un nombre de mailles plus élevé pour réaliser la simulation avec les méthodes
employées. Afin de pouvoir réaliser nos simulations avec un nombre de mailles et un temps de calcul
raisonnable, nous avons retenu cette masse volumique. Cette valeur permet toutefois de conserver un fort
saut de masse volumique entre le liquide et la vapeur.
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Propriétés thermophysiques Ébullition et propriétés diphasiques

Propriétés Liquide Vapeur Propriétés Valeurs

k (W/m/K) 0,677 0,0245 ∆Tsup (K) 200

ρ (kg/m3) 300 0,590 hℓ→v (J/kg) 2,26× 106

Cp (J/kg/K) 4,22× 103 2, 08× 103 σ (N/m) 0,0589

µ (Pa.s) 2, 82× 10−4 1, 22× 10−5 Tsat (K) 373

Pr 1,76 1,03 Jasup 0,184

TABLEAU 2.5 – Propriétés thermophysiques du liquide et de la vapeur pour la simulation d’ébullition en film.

2.4.2 Résultats et discussion

La simulation a été réalisée pour différents maillages afin de s’assurer de la convergence en espace du
modèle. Pour chaque maillage, l’évolution du nombre de Nusselt en fonction du temps est présentée sur la
figure 2.10. Comme il a été vu dans la partie 1.3.1, l’épaisseur du film de vapeur dépend de la surchauffe
et également des forces de flottaison dans notre cas. Du fait du fort rapport de masse volumique entre
la vapeur et le liquide choisi, le film de vapeur obtenu dans notre simulation est très fin par rapport à la
dimension du cylindre horizontal, en particulier en bas du cylindre (voir figure 2.11). Ainsi, pour capturer
fidèlement la physique du phénomène, le maillage doit être assez raffiné, y compris dans les zones où le film
de vapeur est fin. Sur la figure 2.11 des images du champ thermique de la simulation à plusieurs instants
sont présentées. La figure 2.11a et 2.11b montrent le processus de croissance de bulles sur le haut du film de
vapeur. Cette bulle grossit, ce qui a pour effet de déformer le film et de créer une zone de pincement entre
le milieu et le haut du cylindre juste avant son départ (figure 2.11c). À la suite de cela, la bulle de vapeur se
détache et un autre cycle de croissance et de départ de bulle recommence (figure 2.11d ).

Sur la figure 2.10, le nombre de Nusselt calculé par simulation est comparé aux corrélations de Bromley
[16] et Sakurai et al. [100]. Ces corrélations étant établies à l’état stationnaire, elles sont représentées par
une unique valeur. La simulation de l’ébullition du film permet d’apprécier des effets instationnaires. Tout
d’abord, les oscillations temporelles du film induisent des oscillations du nombre de Nusselt. Ces oscilla-
tions peuvent être dues notamment aux conditions initiales, mais finissent par s’amortir avec le temps. La
valeur du nombre de Nusselt augmente jusqu’à ce qu’une bulle se décroche du film de vapeur aux alen-
tours de t ≈ 0,25 - 0,3 s. Les résultats des simulations avec le maillage 2048×4096 et 4096×8192 procurent
des résultats en bon accord, spécialement vers la fin de la simulation. Le maillage 2048×4096 semble suffi-
samment raffiné pour assurer une convergence en espace. Les simulations prédisent des valeurs de Nusselt
légèrement plus élevées que celles prédites par Bromley [16] et Sakurai et al. [100], notamment lorsque la
bulle de vapeur se décroche. Ces corrélations ne prenant pas en compte le détachement de bulles de vapeur,
il est normal qu’elles ne décrivent pas l’augmentation de flux liée à ce départ.

Le champ de vitesse dans la vapeur autour du cylindre juste avant le décrochage de la bulle, à t = 0,27 s,
est présenté sur la figure 2.12. Ce moment est critique, car c’est à cet instant que la zone de pincement est la
plus fine. La figure 2.12b présente cette zone de pincement située dans le sillage du cylindre. Les vitesses y
sont très importantes, environ 2,5 m/s. Au bas du cylindre, la figure 2.12a montre le grand saut de vitesse
qui existe entre la phase liquide et la phase vapeur. Ce saut de vitesse est induit par la forte contribution du
débit massique de changement de phase, qui génère l’écoulement de la vapeur dans le film de vapeur. La
figure 2.12c présente un profil de vitesse parabolique typique des écoulements de vapeur lors de l’ébullition
en film. Ce profil parabolique découle des effets liés à la viscosité dans le film de vapeur. Pour finir, la figure
2.12d montre la norme du champ de vitesse autour du cylindre ainsi que l’emplacement des différentes
figures 2.12a, b, c .
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film autour d’un cylindre horizontal dans un liquide à température de saturation.

-5 0 5
X (mm)

-15

-10

-5

0

5

10

15

Y
(m

m
)

Γw

Γ

-5 0 5
X (mm)

Γw
Γ

-5 0 5
X (mm)

Γw
Γ

-5 0 5
X (mm)

Γw
Γ

350

400

450

500

550

600

T
(K

)
(a) t = 0,04 s (b) t = 0,11 s (c) t = 0,27 s (d) t = 0,34 s

FIGURE 2.11 – Champ de température à différents instants pour l’ébullition en film autour d’un cylindre horizontal
dans un liquide à saturation pour un maillage de 2048×4096 cellules.

2.5 Ébullition en film autour d’une sphère dans un liquide sous-refroidi

2.5.1 Description de l’étude paramétrique

Après avoir mené les validations présentées dans la section 2.4 pour le couplage IBM/GFTSB dans le
cas de l’ébullition en film et pour le couplage IBM/LMN dans la section 2.3, les solveurs de frontières
immergées (IBM), d’ébullition (GFTSB) et de masse volumique variable (LMN) peuvent être utilisés pour
coupler l’ébullition en film avec de fortes surchauffes dans un liquide sous-refroidi. L’intérêt au long terme
de ces simulations est de pouvoir étudier les échanges de chaleur lors de la trempe d’une pièce en acier.
Dans des configurations industrielles, les tailles des pièces métalliques sont très grandes par rapport à la
taille des films de vapeur. L’objet de cette étude est de fournir des éléments de compréhension sur l’écoule-
ment et le transfert de chaleur à échelle locale lors de l’ébullition en film. L’étude se focalise sur l’ébullition
en film stable d’une sphère de 1 mm de rayon plongée dans un liquide sous-refroidi. Ce choix a été fait
pour que le film de vapeur ait le même ordre de grandeur que la sphère, afin de faciliter la discrétisation
spatiale. L’étude paramétrique est menée autour de l’influence du nombre de Jakob de surchauffe, Jasup, et
du nombre de Jakob de sous-refroidissement, Jasub. Pour faire varier ces deux nombres sans dimension, la
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FIGURE 2.12 – Champ de vitesse à plusieurs localisations pour l’ébullition en film autour d’un cylindre horizontal
dans un liquide à saturation pour un maillage de 2048×4096 cellules. Sur l’image a) seul un vecteur sur quatre
est représenté pour une meilleure lisibilité. Sur les autres images, tous les vecteurs sont représentés.

chaleur latente est modifiée pour chaque simulation. Cette dernière est comprise entre 300 000 et 1 000 000
J/kg. Ces valeurs sont plus faibles que celles de l’eau, mais restent du même ordre de grandeur que pour
d’autres liquides usuellement utilisés dans des expériences d’ébullition, comme des alcools. Les propriétés
du fluide sont les mêmes que celles présentées dans le tableau 2.5. Cependant, pour la masse volumique
de la vapeur, comme le modèle bas Mach est utilisé, la masse volumique de la vapeur est calculée avec
la loi des gaz parfaits. La surchauffe vaut ∆Tsup = 800 K et le sous-refroidissement est fixé à ∆Tsub = 5 K.
Avec ces conditions, les nombres de Jakob de surchauffe, Jasup, et de sous-refroidissement, Jasub, varient
respectivement de 1,51 à 5,54 et de 0,019 à 0,07. Ce choix a été fait afin de conserver un nombre de mailles
raisonnable vis-à-vis des ressources de calcul disponibles. Une chaleur latente plus élevée engendre des
films plus minces, ce qui aurait nécessité un nombre de cellules plus conséquent. Le domaine de simulation
est le même que celui présenté à la figure 2.9, à l’exception que la condition limite à gauche est la condition
d’axisymétrie, et que la température imposée sur les bords est T = Tsat −∆Tsub. L’étude a été menée avec un
maillage de 2048×4096, en accord avec l’étude de convergence rapportée précédemment.

2.5.2 Résultats et discussion

Avec le sous-refroidissement, aucun décrochage de bulle n’est constaté, car la vapeur condense à l’inter-
face liquide-vapeur située en haut de la sphère. Le débit de changement de phase local, ṁ, est présenté sur
la figure 2.13. Ce champ est étendu de manière constante, mais il est évident qu’il n’a un sens qu’à l’interface
liquide-vapeur. Cette extension est réalisée pour faciliter la stabilité et la précision des calculs numériques.
Plus de détails à ce sujet peuvent être trouvés dans Tanguy et al. [119] et Bibal et al. [10]. Cette figure montre
également la transition entre les phénomènes de vaporisation (ṁ > 0) et de condensation ( ṁ < 0). Plus le
film devient épais, plus les phénomènes de condensation l’emportent sur les phénomènes de vaporisation.
L’état pseudo-stationnaire résulte donc d’un équilibre entre la vaporisation et la condensation dans ce cas.
Une constatation similaire a également été faite pour la stabilisation de la taille de bulle de vapeur lors de
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FIGURE 2.13 – Débit local de changement de phase en bas de la sphère pour Jasup = 1,51.

l’ébullition nucléée sans gravité dans [123].
La figure 2.14 présente les champs thermiques dans la vapeur et dans le liquide lorsque l’état pseudo-

stationnaire est atteint pour deux nombres de Jakob de surchauffe, Jasub = 3,32 et 1,51. Sur les figures 2.14c
et 2.14d, il peut être observé une large couche de cisaillement dans le sillage de la sphère. La forme disy-
métrique du film de vapeur par rapport au bas et au haut de la sphère est due aux forces de flottaison qui
tendent à amincir le film en bas de la sphère et à l’épaissir en haut.

L’étude du Nusselt dans ce cas est faite lorsque l’état pseudo-stationnaire est atteint. Le nombre de
Nusselt local à ce moment-là est défini localement comme :

Nuθ =
−kv∇T · nΓ

kv(Tw − Tsat)/D

�

�

�

�

Rs ,θ∈Γw

(2.123)

avec Rs et θ le rayon de la sphère et la coordonnée angulaire dans un repère polaire centré sur le centre
de la sphère. Les résultats sont présentés figure 2.15. Au bas de la sphère θ vaut 0◦ et en haut de la sphère
θ vaut 180◦. Pour des angles inférieurs à 45◦, l’évolution du nombre de Nusselt en fonction de l’angle
ressemble à un plateau avec une valeur maximale atteinte entre 40◦et 50◦. L’emplacement angulaire de ce
maximum varie avec le nombre de Jakob de surchauffe, Jasup. Les valeurs du nombre de Nusselt dans cette
zone sont très importantes en comparaison avec le haut de la Sphère. Ce fort échange de chaleur résulte de
la finesse du film de vapeur à cet endroit. Pour la plupart des nombres de Jakob, le maximum du nombre
de Nusselt est atteint à environ 45◦avant de décroitre rapidement. Cette décroissance est toujours liée à
l’épaisseur du film de vapeur qui croît rapidement à partir de cet angle. Le nombre de Nusselt tend ensuite
vers un autre plateau avec des valeurs du nombre de Nusselt environ 10 fois moins importantes que celles
du premier plateau. Les valeurs du nombre de Nusselt dans le sillage de la sphère semblent ne dépendre
que très légèrement du nombre de Jakob de surchauffe, contrairement au bas de la sphère. Sur le même
graphique, des courbes en traits pointillés sont également tracées. Ces courbes représentent la valeur du
nombre de Nusselt dans une approximation où l’échange de chaleur dans le film est purement conductif. Si
l’échange de chaleur est purement conductif, alors dans un état stationnaire, le gradient thermique au sein
du film de vapeur est constant. Le flux thermique dans le film peut donc s’écrire localement comme :

qc(θ ) = kv
Tw − Tsat

δ(θ )
(2.124)

où δ(θ ) est l’épaisseur du film en fonction de l’angle θ . Cette épaisseur est définie comme la distance
entre le solide et l’interface liquide-vapeur selon la direction normale du solide. Le flux purement conductif
dans une sphère de diamètre D peut être exprimé par :

qc,D = kv
Tw − Tsat

D
(2.125)

Le nombre de Nusselt défini dans l’hypothèse d’un transfert de chaleur purement conductif est alors
expérimé, par définition du nombre de Nusselt, comme le rapport de ces deux flux :

Nuc =
qc(θ )
qc,D
≡

D
δ(θ )

(2.126)
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(a) Champ thermique dans la vapeur pour Jasup = 3,32.
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(b) Champ thermique dans la vapeur pour Jasup = 1,51.
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(c) Champ thermique dans le liquide pour Jasup = 3,32.

-6 -4 -2 0 2 4 6
R (mm)

-2

0

2

4

6

8

10

Z
(m

m
)

Γw
Γ

368

369

370

371

372

373

T
(K

)

(d) Champ thermique dans le liquide pour Jasup = 1,51.

FIGURE 2.14 – Interface liquide-vapeur dans un régime pseudo-stationnaire et champ thermique autour de sphères
soumises à de l’ébullition en film dans un milieu sous-refroidi pour des nombres de Jakob Jasup = 3,32 à t =
0,18164 s et Jasup = 1,51.

Le nombre de Nusselt Nuc représente alors l’échange de chaleur en négligeant les effets d’inertie dans
le film de vapeur, ce qui correspond aux hypothèses de la plupart des modèles analytiques de la littérature.
Ces modèles ont été discutés dans la partie 1.3.1. La comparaison du nombre de Nusselt purement convectif
Nuc avec le nombre de Nusselt obtenu à l’aide de la simulation directe Nuθ permet alors de quantifier la
précision des modèles d’échange de chaleur qui se basent seulement sur le flux conductif. Pour des angles
inférieurs à 90◦, les deux valeurs du Nusselt sont en bon accord. La présence d’un film peu épais à ces
angles favorise le transfert conductif par rapport au transport convectif. Pour des angles supérieurs à 90◦,
des différences significatives sont observées entre les deux nombres sans dimension. En haut de la sphère,
le film de vapeur est plus épais, notamment dans le sillage, ce qui favorise les transferts de chaleurs par
effet convectif et notamment le développement de cellules de convection. La figure 2.16a illustre une cellule
de convection dans le sillage de la sphère. À partir de 90◦, les échanges de chaleurs convectifs ne sont plus
négligeables, contrairement à des angles inférieurs. Pour le nombre de Jakob, Jasup = 5,54, le film de vapeur
oscille plus que dans les autres cas. Cela tient sans doute au fait que le film de vapeur, plus épais dans
ce cas, mène à des développements d’instabilité plus importants que dans les autres cas. Ces oscillations
pourraient mener à un échange de chaleur plus dominé par les échanges convectifs que conductifs par
rapport aux autres cas. Un plus grand écart entre les valeurs de Nuθ et Nuc même pour des angles inférieurs
à 90◦ est alors constaté.

Sur la figure 2.17, l’épaisseur du film, δ(θ ) en fonction de la coordonnée angulaire est tracée pour le
nombre de Jakob, Jasup = 1,51, ce qui correspond à la configuration avec le film le plus fin. L’épaisseur du
film varie entre 75 et 25 µm pour θ entre 0◦ et ∼ 45◦. La zone où le film atteint son épaisseur minimale
correspond à la zone de pincement. Au-delà de cette zone, le film de vapeur s’épaissit rapidement, passant
de 25 µm pour θ ∼ 40◦, à ∼ 500 µm pour θ ∼ 90◦, puis à ∼ 2,7 mm pour θ = 180◦. La variation de l’épaisseur
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FIGURE 2.16 – Instantanés des lignes de courant en haut de la sphère et du champ de vitesse dans la zone pincée
pour l’ébulition en film autour d’une sphère pour Jasup = 1,51.

du film de vapeur est importante dans cette configuration, puisque δmax/δmin ∼ 100.
Le champ de vitesse dans la zone de pincement a été représenté surfigure 2.16b. Cette zone est impor-

tante, car elle est le point critique de la simulation, puisque c’est là que le film est le plus fin. Comme il peut
être constaté, même à cet endroit, le film de vapeur est bien résolu grâce au maillage suffisamment raffiné,
avec 8 à 10 mailles dans le film.

Comme évoqué précédemment, l’état pseudo-stationnaire résulte d’un équilibre entre vaporisation et
condensation. Cet équilibre est quantifié à la figure 2.18 avec le débit de changement de phase sans dimen-
sion, ˜̇m :

˙̃m=
ṁ hℓ→v D

kv (Tw − Tsat)
(2.127)

À partir d’environ 70◦, le débit de changement de phase devient insuffisant pour maintenir la vapori-
sation, laissant place à la condensation induite par le liquide sous-refroidi. Un autre point intéressant sur
cette figure est que le débit ˜̇m tend vers 0. Cela peut être expliqué par la formation d’une épaisse couche
limite thermique au dessus de la sphère, comme observé sur les figures 2.14c et 2.14d. Cette couche limite
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FIGURE 2.18 – Débit de changement de phase sans dimension en fonction de la coordonnée angulaire.

thermique tend à réduire les gradients thermiques côté liquide. De plus, le film étant épais à cet endroit, le
gradient de température est aussi faible dans la vapeur, comme il peut être constaté dans les figures 2.14a et
2.14b. Les gradients thermiques étant faibles dans le liquide et la vapeur, le débit de changement de phase
résultant est alors quasi nul. Quant au débit de changement de phase, les valeurs sont bien plus importantes
dans la partie où il y a de la vaporisation (bas de la sphère) que dans la partie où il y a condensation (au
dessus de 70◦). Cela s’explique par le fait que la condensation prend place sur une plus grande surface que
la vaporisation, le film étant plus étendu en haut de la sphère qu’en bas.

Les profils de vitesses selon l’axe radial pour différents angles, θ = 20◦, 45◦et 70◦, sont tracés sur la figure
2.19a. Ces angles correspondent approximativement au bas de la sphère, à la zone de pincement et à la
région où la condensation commence. Sur cette figure, r̃ représente la coordonnée radiale sans dimension.
Cette coordonnée est définie comme :

r̃ = 2
r
D
− 1 (2.128)

avec r la coordonnée radiale. De cette manière, r̃ vaut 0 à la surface du solide. Cette figure montre un
profil parabolique de la vitesse dans le film de vapeur. La vitesse maximum augmente entre 20◦et 40◦, juste
avant la région pincée. Après la zone pincée, la vitesse maximum de chacun de ces profils diminue. Cela
s’explique en partie, car la vaporisation laisse place à la condensation et que le film s’épaissit. Le débit de
vapeur sans dimension q̃m à l’état pseudo-stationnaire pour Jasup = 1,85 est présenté figure 2.19b. Ce débit
est défini comme :
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FIGURE 2.19 – Profil de vitesse radial pour Jasup = 1,51 et débit massique sans dimension pour Jasup = 1,85 à l’état
pseudo-stationnaire de l’ébullition en film autour d’une sphère dans un milieu sous-refroidi pour respectivement.
Un point ne représente pas une maille.

Q̃m = qm
hℓ→v

kv ∆Tsup D
(2.129)

avec qm le débit massique de vapeur traversant la surface S f du film de vapeur,
�

S f

ρvu · nS f
dS f (2.130)

où nS f
est la normal de la surface S f . Le débit massique de vapeur augmente jusque 70◦ où il tend à se

stabiliser, voire à décroitre légèrement.
Pour conclure cette étude, nous nous intéressons à l’évolution du nombre de Nusselt global en fonction

de Jasup ainsi qu’à celle du volume sans dimension de la bulle, Ṽb = Vb/Vs avec Vb et Vs le volume respectif
de la vapeur et de la sphère solide. Ces évolutions sont représentées à la figure 2.20. Comme attendu, le
nombre de Nusselt décroit avec Jasup dans notre cas, la variation du nombre de Jakob est induite par la
variation de la chaleur latente, hℓ→v . Une chaleur latente faible induit un film de vapeur plus épais et donc
un échange de chaleur plus faible. Ce faible flux s’explique par le fait que le premier mode de transfert
de chaleur dans un film de vapeur est la conduction. En effet, en régime stationnaire, plus le film est épais,
plus le gradient thermique est faible. De même que pour le nombre de Nusselt, le volume adimensionnel de
vapeur diminue aussi avec le nombre de Jakob, pour des raisons similaires. Cependant, pour des valeurs de
Jasup plus grandes que 3, ce volume semble se stabiliser. Pour de telles conditions, la variation de la chaleur
latente doit favoriser autant la vaporisation que la condensation.
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FIGURE 2.20 – Nombre de Nusselt global et volume de la vapeur sans dimension en fonction du nombre de Jakob
de surchauffe pour les simulations d’ébullition en film autour d’une sphère dans un milieu sous-refroidi.

2.6 Conclusion

Dans ce chapitre, les équations fondamentales pour la simulation directe de l’ébullition en film autour
d’un solide immergé dans un milieu sous-refroidi ont été présentées. Une méthode de couplage entre le mo-
dèle numérique des frontières immergées [80] et du modèle bas Mach [27] a été proposée et validée dans
le cas de la convection naturelle autour d’un cylindre dans de l’air. La modélisation de l’ébullition en film
autour d’un solide immergé a fait l’objet d’une validation grâce à ces corrélations semi-analytiques. Enfin,
une étude paramétrique autour de l’influence des nombres de Jakob sur l’ébullition en film autour d’une
sphère plongée dans un liquide sous-refroidi a été menée. Pour cette étude, la masse volumique de vapeur
est considérée comme variant avec la température. Le domaine de simulation et les conditions limites ont
été choisis précautionneusement afin de représenter fidèlement la physique de l’ébullition en film. Pour les
systèmes considérés, un maillage de 2048×4096 est suffisant pour assurer la convergence numérique. Cela
permet d’avoir, même dans les zones les plus fines du film de vapeur, 8 à 10 mailles dans ce dernier. Chaque
maille est de dimension 7,3 µm × 7,3 µm. L’ébullition en film, pour chaque cas, a été simulée jusqu’à ce que
le système atteigne un état pseudo-stationnaire. Cet état découle d’un équilibre entre la vaporisation au bas
de la sphère et la condensation du film de vapeur en haut de la sphère. Ces simulations ont révélé plusieurs
aspects intéressants de l’ébullition en film. Comme attendu, le nombre de Nusselt décroit avec le nombre
de Jakob de surchauffe, et donc augmente avec la chaleur latente. Il a été également vérifié que le transfert
de chaleur en bas de la sphère est essentiellement conductif. Concernant le haut de la sphère, il a été montré
que l’échange de chaleur est grandement influencé par les effets convectifs, notamment avec la formation
de cellules de convection dans le film de vapeur en haut de la sphère. La distribution angulaire du nombre
de Nusselt indique que la majorité du transfert de chaleur entre la paroi solide et la vapeur se situe en bas
de la sphère. Cela s’explique par le fait qu’à cause des forces de flottaison, le film de vapeur est plus fin en
bas de la sphère, ce qui entraine un échange conductif plus intense à cet endroit. En analysant le débit de
changement de phase le long du film de vapeur, nous avons pu mettre en évidence que pour des angles
inférieurs à 70◦, il y a de la vaporisation à l’interface liquide-vapeur. Pour des angles supérieurs, c’est alors
la condensation qui est présente à l’interface. Ce comportement a été expliqué par le changement d’épais-
seur du film entre le bas et le haut de la sphère. Le film étant fin en bas de la sphère, il en résulte un fort
gradient de température dans la vapeur qui assure la vaporisation. En haut de la sphère, le film devient
plus épais et le gradient de température dans le film ne permet plus de maintenir la vaporisation. Un fait
très intéressant est que le débit de changement de phase tend vers 0 pour θ = 180◦. Cela s’explique par la
présence d’une large couche de cisaillement dans le sillage de la sphère. Ainsi, à cet endroit, le gradient
de température côté liquide est faible. Comme le film de vapeur est épais, le gradient thermique dans la
vapeur est également faible. Comme les gradients de part et d’autre de l’interface sont faibles, cela mène
à un faible débit de changement de phase. Bien que cette étude paramétrique ait été restreinte à des objets
de la taille du millimètre, elle a pu permettre la mise en évidence de phénomènes intéressants en ce qui
concerne l’ébullition en film en milieu sous-refroidi. Avec les mêmes méthodes, des calculs 3D avec des
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écoulements turbulents pourraient être simulés, mais cela demanderait d’importantes ressources de calcul
et l’implémentation d’un maillage adaptatif pour réduire le nombre de mailles et donc les ressources de cal-
cul. La simulation d’ébullition en film avec des frontières immergées permettra également d’étudier l’effet
de l’état de surface sur les transferts de chaleur lors de l’ébullition en film, voire la stabilité de ces derniers.
Toutefois, la complexité des phénomènes d’ébullition liés à la trempe ne peut pas toute être décrite par une
approche de simulation directe pour le moment. Le chapitre suivant propose alors une étude expérimentale
de la trempe d’acier inoxydable afin de mieux comprendre ces phénomènes.
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Chapitre 3

Étude expérimentale de la trempe

Ce chapitre présente une étude expérimentale des transferts de chaleur pendant une trempe réalisée au centre
technique de Framatome. Le but premier est de produire des données afin de valider des codes de calcul. Pour cela,
plusieurs expériences à différents sous-refroidissement sont réalisées. Le dispositif et le protocole expérimental sont
présentés de manière détaillée, ainsi que l’analyse des résultats expérimentaux. Une partie du chapitre sera consacrée
à la difficulté d’estimer correctement le flux de chaleur à la paroi avec le dispositif actuel.
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3.1 Dispositif expérimental

3.1.1 Bac de trempe et cylindre trempé

Dans le cadre de cette expérience, la trempe est réalisée sur de l’acier inoxydable SS304L. Les propriétés
thermophysiques de cet alliage sont présentées dans l’annexe A. Le choix de cet acier est motivé par son
utilisation répandue dans l’industrie et par l’absence de transformations de phase métallurgique durant
les trempes. Lors d’une trempe, les changements de phases métallurgiques génèrent un dégagement de
chaleur dans le métal. Ce dégagement rend l’étude des échanges de chaleur à l’interface métal-fluide plus
complexe, car le refroidissement est alors influencé par ce dégagement de chaleur.

Dans cette expérience, ce sont les deux extrémités d’un cylindre positionné horizontalement qui sont
trempées. Un schéma détaillé du montage est présenté dans la figure 3.1 (vue latérale) et dans la figure
3.2 (vue du dessus). Comme chaque extrémité du cylindre est trempée, le montage est symétrique. La face
latérale du cylindre, qui n’est pas trempée, est recouverte de calorifuge pour l’isoler thermiquement de l’air.
Les dimensions du cylindre sont L/D ≈ 6,25 où L est la longueur du cylindre et D le diamètre. Le matériau
du calorifuge est la laine minérale Superwool®. Le rapport entre l’épaisseur du calorifuge et le diamètre du
cylindre est de 1,875.

Le cylindre est solidarisé au centre d’un support de fixation représenté en rouge sur la figure 3.1 via une
fixation étanche. Ce support de fixation est une plaque en acier inoxydable d’épaisseur es ≈ 0,01 D et de
longueur Ls ≈ L. Ainsi, un côté de ce support sera en contact avec l’air et le calorifuge, et l’autre côté sera
en contact avec l’eau durant la trempe. Les fixations étanches localisées du côté trempé ont été limées pour
garantir une surface plane. Les dimensions de ce support ont été choisies pour minimiser les effets d’ailette
et d’inertie engendrés par sa présence. Ce support est ensuite fixé aux parois du bac de trempe à l’aide d’un
cadre de fixation et de vis, voir figure 3.1. Ce cadre de fixation a une épaisseur ec ≈ 0,01 L. La longueur
extérieure du cadre est de Lc,ex t ≈ 6, 25 D et la longueur intérieure de Lc,int ≈ 5,25 D. Avec ce montage, le
rapport entre la distance du centre du cylindre au fond du bac et le diamètre du cylindre est d’environ 5,1.

Le bac est composé d’acier inoxydable d’épaisseur eb ≈ 0, 01 L. Le rapport entre la hauteur du bac et le
diamètre du cylindre, Hb/D, vaut 12,5. La largeur du bac, ℓb vaut 0,8 L, et la longueur Lb vaut 1,28 L. Le
rapport entre la profondeur du bac et la longueur du cylindre, Pb/L, vaut 1,38. Le rapport total du volume
du bac sur le volume du cylindre est de 244. Ce volume d’eau a été choisi pour pouvoir accueillir une
quantité d’eau suffisante permettant de limiter l’échauffement de celle-ci lors de la trempe.

Une arrivée d’eau est placée sur le plan de symétrie du montage, voir figure 3.2. Cette arrivée d’eau est
positionnée à un niveau inférieur au support de fixation de manière à ce que, pendant l’expérience, l’eau
monte progressivement du bas vers le haut du bac afin de reproduire l’immersion progressive de la pièce
pendant la trempe. L’eau est initialement contenue dans un réservoir placé en hauteur. L’injection d’eau
se fait par l’ouverture d’une vanne. La vitesse de montée de l’eau est mesurée pour chaque expérience. Si
l’eau doit être chauffée avant l’expérience, un ballon d’eau chaude est utilisé pour la chauffer avant de la
transférer dans le réservoir.

Des éléments chauffants sont placés tout autour du cylindre pour fixer la température initiale désirée
avant le début de la trempe. La puissance de chaque élément chauffant est régulée via un thermocouple et
un régulateur Proportionnel, Intégral, Dérivé (PID). L’emplacement des thermocouples de régulation sera
abordé dans la section 3.1.2. Dans l’expérience, trois éléments chauffants sont utilisés. Durant la chauffe,
des calorifuges sont placés aux extrémités du cylindre et recouvrent ces extrémités ainsi que le support de
fixation. Ces calorifuges ont la même épaisseur que le calorifuge placé sur la partie lattérale du cylindre.
L’élément chauffant central chauffe la partie centrale du cylindre et est régulé par un thermocouple placé
au centre. Deux autres éléments chauffants sont placés à chaque extrémité du cylindre. Sur la figure 3.1,
l’un de ces deux éléments est représenté. Ces éléments sont plus petits que l’élément chauffant central,
mais permettent de compenser les pertes thermiques dues à l’effet ailette du support de fixation et aux
pertes liées à l’isolation imparfaite aux extrémités du cylindre. Ces éléments chauffants sont régulés avec
un thermocouple placé à l’extrémité du cylindre. Sans ces éléments chauffants, le profil de température
initial présenterait un gradient thermique important aux extrémités du cylindre. Ce choix de montage a
notamment été motivé pour éviter toute manutention entre une enceinte de chauffe qui serait séparée du
bac de trempe, afin de mieux maîtriser les conditions initiales pour la trempe. La contrepartie de ce montage
est qu’il rend la chauffe plus difficile à maîtriser.
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FIGURE 3.1 – Vue latérale du dispositif expérimental pour la trempe d’acier inoxydable dans de l’eau.
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FIGURE 3.2 – Vue du dessus du dispositif expérimental pour la trempe d’acier inoxydable dans de l’eau.

3.1.2 Instrumentation

Le cylindre est instrumenté de thermocouples de type N de diamètre 1 mm. Pour un tel diamètre, le
temps de réponse intrinsèque du thermocouple est de 150 ms selon le fournisseur 1 (TC, Ltd). L’emplace-
ment des thermocouples est présenté à la figure 3.3. Tous les perçages sont réalisés à une profondeur de
0,19 D. Les thermocouples sont introduits dans des trous de 1,1 mm de diamètre. Ils sont enduits de pâte
thermique afin de favoriser le contact thermique entre le thermocouple et le métal. Sur la figure 3.3a, l’es-
pace entre chaque thermocouple de la même ligne est de 0,25 D sauf pour les thermocouples numéros 1 et
54 qui sont à 0,1875 D des thermocouples numérotés respectivement 9 et 52. Les coupes AA et DD sont à
0,0625 D de la paroi trempée et les coupes BB et CC sont placées à 0,125 D de la paroi. Les thermocouples
dans les coupes AA, BB, CC et DD sont les plus importants pour l’étude de la trempe. Placés proches de la
paroi, ils seront plus sensibles aux phénomènes de trempe que les thermocouples placés en profondeur. De
plus, leur localisation à différentes altitudes permettra de quantifier l’effet de l’immersion sur la trempe. Ces

1. Pour évaluer ce temps, le thermocouple est placé dans de l’air à 20◦C puis plongé dans de l’eau bouillante. Le temps de réponse
correspond à la durée nécessaire pour que la valeur indiquée par le thermocouple atteigne 63,2 % de la température de l’eau.
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FIGURE 3.3 – Instrumentation du cylindre.

thermocouples et les thermocouples placés plus en profondeur serviront à valider des modèles numériques
de simulation de trempe.

L’ensemble des thermocouples est relié à un système d’acquisition. L’incertitude élargie globale liée à la
mesure (incertitude des thermocouples et incertitude de la centrale d’acquisition) est au maximum de 2◦C
sur les plages de températures considérées dans cette expérience. Pendant la phase de chauffe, la fréquence
d’enregistrement du signal est de 2 Hz. Peu de temps avant le début de la trempe, la fréquence d’enregis-
trement passe à 30 Hz, afin de capter au mieux le refroidissement rapide lié à la trempe. Durant toute la
durée de l’expérience, un thermocouple est placé proche du bord du bac de trempe afin de mesurer la tem-
pérature de l’eau. Un autre thermocouple est placé à côté du bac de trempe pour mesurer la température
de l’air. Enfin, sur chaque face trempée, deux thermocouples sont soudés directement sur la face trempée.

On définit un repère cylindrique (r,θ , z) où r est la coordonnée radiale, θ est la coordonnée angulaire
qui vaut 0◦ en bas du cylindre et évolue dans le sens trigonométrique, et z la coordonnée longitudinale. Le
centre du repère est positionné au centre du cylindre. Le repère cylindrique est représenté sur la figure 3.3.
Du côté gauche, relativement à la figure 3.3a, le thermocouple n◦ 45 est soudé sur la face trempée à 0,22
D du centre avec un angle de 49◦ par rapport à l’horizontale. Cet angle est représenté sur le schéma. Le
thermocouple n◦ 43 est placé à 0,22 D du centre avec un angle de 38◦ par rapport à l’horizontale. L’angle
est représenté sur le schéma. Le même montage est réalisé symétriquement pour les thermocouples n◦ 16
et n◦ 18. Ces thermocouples ont pour but de synchroniser les expériences entre elles et de déterminer la
vitesse de remplissage en eau du bac. Deux thermocouples sont soudés sur la face du cylindre en contact
avec le calorifuge au niveau des thermocouples n◦ 30 et n◦ 51. Ces deux thermocouples servent à réguler
les éléments chauffants. À l’extrémité gauche du cylindre, c’est le thermocouple n◦ 1 qui sert à la régulation
de la puissance des éléments chauffants.

3.1.3 Protocole expérimental

Avant chaque expérience de trempe, le cylindre doit être chauffé à une température initiale notée T0. À
ce moment de l’expérience, les calorifuges latéraux sont placés sur la face du cylindre et sur tout le support
de fixation afin de limiter les échanges par convection naturelle et rayonnement entre le métal chauffé et
l’environnement. Ces calorifuges sont maintenus en place via des supports en métal. La chauffe se fait de
manière progressive en suivant une consigne de température. Avant l’expérience de trempe, la pièce est
maintenue quelques heures à la température T0 afin de stabiliser et d’homogénéiser la température dans
tout le cylindre. Pendant toute cette phase, la fréquence d’acquisition est de 2 Hz.

Pour le premier essai, le cylindre a été refroidi dans l’air pour étudier le refroidissement en air, qui est
également utilisé dans les traitements thermiques des métaux. Cependant, cette étude ne sera pas présentée
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FIGURE 3.4 – Vue de face de l’immersion de la face trempée droite pendant l’expérience de trempe pour l’expérience
avec un sous-refroidissement de 60 ◦C pour la première répétition.

dans ce manuscrit. Il reste néanmoins important de préciser cela, car à la fin de ce refroidissement en air, une
forte couche d’oxyde s’est formée sur tout le métal. Les essais de trempe sont donc réalisés sur une surface
d’acier inoxydable fortement oxydée. Dans le cadre des essais de trempe, une fois la chauffe terminée, la
fréquence d’acquisition est définie à 30 Hz. Les calorifuges sur les faces latérales sont retirés manuellement
et la vanne est ouverte afin de commencer le remplissage du bac de trempe avec de l’eau. Ces opérations
sont menées de sorte qu’elles soient les plus identiques possibles d’une expérience à l’autre. La vitesse d’in-
jection de l’eau est telle que la surface libre de l’eau a une forme chaotique. Des photos de l’immersion de la
face trempée à différents instants sont présentées sur la figure 3.4. Sur cette figure, le rond rouge est la paroi
du cylindre qui est trempée. Le rougeoiement est dû au rayonnement. La plaque d’acier autour est le sup-
port de fixation. Ainsi, avant le début de la trempe, la pièce reste quelques secondes dans l’air. L’eau monte
progressivement jusqu’à ce que le rapport entre le volume d’eau et le volume du cylindre atteigne 182. Ce
rapport est choisi afin de limiter l’échauffement de l’eau liquide lors de la trempe. À ce moment, la vanne
est fermée pour arrêter le remplissage du bac. La pièce est alors trempée pendant plusieurs heures jusqu’à
ce que le cœur de la pièce soit refroidi. Les expériences ont été réalisées pour trois sous-refroidissements
différents : 85◦C, 60◦C et 40◦C. Chaque expérience a été répétée trois fois afin d’étudier leur reproductibilité.

3.1.4 Formalisme des résultats

Afin de comparer les résultats entre les expériences, tous les résultats sont présentés sous une forme
adimensionnelle. La température est mise sous forme sans dimension de la manière suivante :

Θ =
T − Tsat

T0 − Tsat
(3.1)

où T est la température, T0 la température initiale du cylindre, et Tsat la température de saturation de
l’eau à pression atmosphérique. Le temps sans dimension est défini selon plusieurs paramètres. L’instant
initial est défini 60 s avant que le thermocouple n◦ 43 soit recouvert par l’eau. Cela permet d’apprécier la
phase où les extrémités du cylindre sont dans l’air et le début de la trempe. La position du thermocouple
n◦ 43 est précisée sur la figure 3.3b. L’instant où le thermocouple n◦ 43 est recouvert d’eau est facilement
identifiable, car la température du thermocouple chute brutalement à ce moment. On note tdeb cet instant.
Le temps sans dimension est alors défini comme :

t̃ =
t − (tdeb − 60)

tmax
(3.2)

où t est le temps relevé pendant l’expérience en secondes, et tmax = tsat − tdeb, la durée maximale sur
toutes les expériences pour que le thermocouple n◦ 43 atteigne la température de saturation. tsat représente
ici le temps où le thermocouple n◦ 43 atteint la température de saturation.

Lorsqu’une trempe est réalisée, une donnée importante est également la vitesse de refroidissement. Elle
est définie comme l’opposé de la dérivée temporelle de la température. Dans notre cas sans dimension, cette
vitesse est définie comme :

dΘ
d t̃
= −

tmax

T0 − Tsat

dT
d t

(3.3)

L’évolution de cette vitesse de refroidissement en fonction de la température permet notamment de
déterminer quelle phase métallurgique sera formée, dans le cas d’aciers qui font des changements de phase
métallurgiques lors de la trempe.

73



3.2 Résultats et discussion

3.2.1 Chauffe

Pour chaque expérience, la phase de chauffe dure environ 20 heures. Cette longue chauffe entraîne une
oxydation de la surface trempée. À la fin de chaque chauffe, le profil de température est relevé afin de
vérifier qu’il est identique aux autres expériences. Le profil de température est mesuré à 60 s, t̃ = 0, avant
la trempe, moment où les calorifuges latéraux utilisés lors de la chauffe sont encore présents. Le profil de
température pour chaque sous-refroidissement et pour chaque expérience est présenté à la figure 3.5. Sur
ces figures, chaque symbole correspond à la température mesurée par un thermocouple. Les traits sont
ajoutés pour mieux apprécier la tendance du profil de température.

Pour l’expérience avec un sous-refroidissement de 85◦C, le profil de température est légèrement diffé-
rent entre l’expérience 1 et les deux autres. Cela s’explique par le remplacement d’un élément chauffant
entre l’expérience 1 et les suivantes. La pose des éléments chauffants étant légèrement différente, cela en-
gendre une légère différence entre les profils de température. L’effet de cette différence de température
initiale sur la cinétique de trempe sera discuté dans la section 3.2.2. Cette figure montre également que le
montage n’est pas symétrique, la température à z/L = -1,0 étant plus élevée que celle à z/L = 1,0. Cette
asymétrie s’explique par le positionnement non symétrique des éléments chauffants et le placement des
thermocouples de régulation : pour le côté droit, le thermocouple est soudé sur la surface du cylindre en
contact avec le calorifuge, tandis que pour le côté gauche, il est placé dans la masse du cylindre.

Sur la figure 3.5b, pour un sous-refroidissement de 60◦C, cette asymétrie est également constatée, mais
les profils de température pour les trois expériences sont quasi-identiques. Concernant l’expérience avec
un sous-refroidissement de 40◦C, l’expérience numéro trois présente un profil initial très différent (figure
3.5b). Cela est dû à la rupture d’un élément chauffant juste avant l’expérience. En conséquence, pour cette
expérience, seules les deux premières répétitions seront prises en compte dans l’analyse des résultats. La fi-
gure 3.5d présente les profils de température initiaux pour ces deux expériences. Les profils de température
sont similaires, bien que la différence de température soit plus marquée que dans les expériences avec un
sous-refroidissement de 85◦C et 60◦C. En absolu, la différence de températures entre ces deux expériences
n’excède pas 10◦C.
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(a) ∆Tsub = 85◦C.
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(b) ∆Tsub = 60◦C.
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(c) ∆Tsub = 40◦C.

-1,0 -0,6 -0,2 0,2 0,6 1,0
z / L

0,98

0,99

1,00

1,01

1,02

Θ

Num. Expérience
1
2

(d) ∆Tsub = 40◦C (zoom).

FIGURE 3.5 – Profil de température 60 s avant la trempe.
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Numéro d’expérience ∆Tsub voulu (◦C) ∆Tsub effectif (◦C) Vitesse de remplissage

sans dimension

1 85 84,3 2303 tmax/D

2 85 84,4 2093 tmax/D

3 85 80,7 3000 tmax/D

1 60 61,8 1814 tmax/D

2 60 60,1 2233 tmax/D

3 60 57,7 2023 tmax/D

1 40 37,2 3419 tmax/D

2 40 37,2 2442 tmax/D

3 40 41,7 1465 tmax/D

TABLEAU 3.1 – Sous-refroidissement effectif et vitesse de remplissage du bac pour chaque expérience.

3.2.2 Condition de trempe

Pour chaque expérience, la température effective de l’eau et la vitesse de remplissage du bac ont été
relevées. La vitesse de remplissage est définie correspond à la vitesse de montée de la surface libre de
l’eau dans le bac. Toutes ces données sont présentées dans le tableau 3.1. Pour l’expérience avec un sous-
refroidissement voulu de 85◦C, un sous-refroidissement effectif de 83,1◦C ± 1,7◦C sera retenu ; pour le sous-
refroidissement voulu de 60◦C, un sous-refroidissement effectif de 59,9◦C ± 1,7◦C sera retenu ; et pour le
sous-refroidissement voulu de 40◦C, un sous-refroidissement effectif de 38,7◦C ± 0,02◦C sera retenu. De ma-
nière similaire, la vitesse de remplissage pour chaque refroidissement sera respectivement de 2512 tmax/D
± 349 tmax/D, 2023tmax/D ± 209tmax/D et 2931tmax/D ± 488tmax/D. Conformément aux raisons évoquées
dans la section 3.2.1 concernant la chauffe, l’expérience 3 avec un sous-refroidissement voulu de 40◦C n’est
pas prise en compte dans l’établissement de ces valeurs moyennes. Dans la suite, afin de conserver plus de
clarté, les sous-refroidissements pour chaque expérience seront les sous-refroidissements voulus et non les
sous-refroidissements effectifs.

3.2.3 Trempe avec un sous-refroidissement de 85◦C

Afin de vérifier la répétabilité des expériences, les thermogrammes des thermocouples placés dans la
coupe AA sont présentés à la figure 3.6. Malgré la légère différence de profil de température initiale, les
courbes de refroidissement sont similaires pour les trois essais, à l’exception du thermocouple n◦ 3 qui
présente une différence plus accentuée en fin de transitoire pour l’expérience n◦ 1. Les thermogrammes des
thermocouples de la coupe DD sont présentés dans l’annexe B à la figure B.2. Les conclusions sont similaires
à celles faites pour les thermogrammes issus de la coupe AA.

Comme les trois expériences sont répétables, pour chaque point de mesure, l’évolution des températures
est moyennée. Les thermogrammes moyennés avec leur écart-type sont présentés à la figure 3.7. Comme
attendu, le thermocouple n◦ 3 situé en bas refroidit en premier, suivi du thermocouple n◦ 5, n◦ 1 puis le n◦

7. Il est intéressant de noter que la température relevée au niveau du thermocouple n◦ 1 a une plus grande
dispersion entre les différents essais que les autres thermocouples. Lors de la trempe, le thermocouple n◦

3 se refroidit très rapidement et ne présente pas de rupture de pente. En revanche, le thermocouple n◦ 7,
positionné plus haut, semble se refroidir moins vite.

Une analyse similaire peut être menée sur les thermocouples dans la coupe DD. Les thermogrammes
moyennés pour les thermocouples appartenant à cette coupe sont présentés à la figure 3.7b. Les mêmes
commentaires peuvent être réalisés par rapport au thermogramme des thermocouples de la coupe AA.
Cependant, ici, le thermocouple n◦ 54, qui est placé le plus haut, présente une rupture de pente lors du
refroidissement, ce qui peut indiquer un éventuel changement de régime. Sans données visuelles, il est
difficile de conclure quant à l’existence d’un film ou d’une poche de vapeur au niveau du thermocouple n◦

54. Toutefois, il est possible que l’eau liquide soit plus chaude en haut de la surface trempée qu’en bas, ce
qui pourrait favoriser l’apparition de poches de vapeur.

Comme nous l’avons vu dans la partie 1.1, l’un des aspects importants de la trempe est le changement
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(a) Thermocouple n◦ 1.
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(b) Thermocouple n◦ 3.
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(c) Thermocouple n◦ 5.
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(d) Thermocouple n◦ 7.

FIGURE 3.6 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan AA.
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(a) Thermogramme moyenné plan AA.
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(b) Thermogramme moyenné plan DD.

FIGURE 3.7 – Thermogramme obtenu sur le plan AA et DD moyenné sur les trois expériences de trempe avec un
sous-refroidissement de 85◦C. L’écart-type est représenté pour chaque courbe avec une enveloppe de couleur.

de phase métallurgique lors de cette dernière. Ces modifications de la structure cristalline des aciers dé-
pendent notamment de la température et de la vitesse de refroidissement. Il est alors intéressant d’étudier
les courbes qui donnent la température en fonction de la vitesse de refroidissement. Ces courbes pour les
thermocouples placés dans la coupe AA sont présentées à la figure 3.8 pour chaque expérience. Les courbes
semblent montrer une bonne répétabilité, à l’exception des courbes obtenues au niveau du thermocouple
n◦ 7, où la variabilité est plus grande selon les expériences. Ces écarts peuvent s’expliquer par les varia-
tions de conditions expérimentales liées à la chauffe, à la température de l’eau liquide et/ou à la vitesse de
remplissage du bac. Ce résultat est intéressant car il montre qu’à 0,0625 D (qui correspond aux coupe AA et
DD) de la paroi, une faible variabilité des conditions de trempe peut engendrer un écart significatif sur ces
résultats. Cependant, si l’on s’intéresse aux thermocouples placés à 0,125 D (ce qui correspond aux coupes
BB et CC) de la paroi, la variabilité entre les expériences est bien moindre, figure 3.9. Une analyse similaire
peut être faite pour le côté droit de l’expérience. Les courbes non moyennées sont présentées en annexe B
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(a) Thermocouple n◦ 1.
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(b) Thermocouple n◦ 3.
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(c) Thermocouple n◦ 5.
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(d) Thermocouple n◦ 7.

FIGURE 3.8 – Température sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement sans dimension pendant
la trempe des thermocouples placés dans la coupe AA.
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(a) Thermocouple n◦ 2.
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(b) Thermocouple n◦ 8.

FIGURE 3.9 – Température sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement sans dimension pendant
la trempe des thermocouples placés dans la coupe BB.

aux figures B.5 et B.6. Pour la coupe AA, la vitesse de refroidissement adimensionnelle maximale est de 524
et est atteinte pour Θ = 0, 84. Pour la coupe DD, la vitesse de refroidissement maximale est de 566, atteinte
pour Θ = 0,82. Pour la coupe BB, la vitesse de refroidissement maximale est de 186, atteinte pour Θ = 0,91,
et pour la coupe CC, la vitesse de refroidissement maximale est de 196, atteinte pour Θ = 0,89.

De même que pour les thermogrammes, ces données sont moyennées pour pouvoir comparer les vi-
tesses de refroidissement en fonction de l’emplacement des thermocouples. Pour chaque coupe, ces courbes
sont représentées sur la figure 3.10. Comme discuté précédemment, la variabilité entre les expériences est
moindre pour les courbes obtenues dans les coupes BB et CC par rapport à celles obtenues dans les coupes
AA et DD. Il est également intéressant de constater que les vitesses de refroidissement maximales pour les
thermocouples n◦ 3 et n◦ 5 sont 25 % plus importantes que pour les thermocouples n◦ 1 et n◦ 7, qui sont
placés plus haut sur la surface trempée. La même constatation est faite pour les thermocouples n◦ 56 et n◦
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(a) Thermocouples de la coupe AA.
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(b) Thermocouples de la coupe DD.
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(c) Thermocouples de la coupe BB.
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(d) Thermocouples de la coupe CC.

FIGURE 3.10 – Température moyenne sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement moyenne sans
dimension pendant la trempe pour un sous-refroidissement de 85◦C.

58, qui ont une vitesse de refroidissement 25 % supérieure à celle obtenue aux thermocouples n◦ 60 et n◦

54. Cela peut s’expliquer par le fait que l’eau liquide est plus chaude en haut de la surface trempée, à cause
des effets de convection dans le fluide, ce qui engendre un flux thermique moins important en haut de la
surface trempée qu’en bas créant un gradient thermique sur la surface trempée. Cependant, il est important
de rappeler que ces différences de refroidissement sont réduites lorsque l’on regarde plus en profondeur
dans le métal. L’immersion tend donc à créer des différences de refroidissement importantes entre le haut
et le bas de la pièce lorsque l’on s’intéresse à ce qui se passe proche de la paroi trempée. En revanche, ces
différences de refroidissement sont atténuées lorsque l’on regarde le refroidissement plus loin de la surface
trempée. Ce point est rassurant d’un point de vue métallurgique, dans le sens où un refroidissement rapide
et homogène est recherché lors des traitements thermiques. Un refroidissement homogène permet en effet
de réduire les contraintes résiduelles dans l’acier.

3.2.4 Trempe avec un sous-refroidissement de 60◦C

Afin d’améliorer la compréhension globale, dans la suite, seules les courbes moyennées seront présen-
tées dans ce chapitre. Les courbes non moyennées obtenues pour l’expérience avec un sous-refroidissement
de 60◦C sont présentées à l’annexe B section B.2. Sur les courbes présentées en annexe, il est possible d’ob-
server une bonne reproductibilité en ce qui concerne les thermogrammes.

Les courbes moyennées sur les trois expériences pour les coupes AA et DD sont présentées sur la figure
3.11. Sur ces courbes, on remarque que la dispersion des températures pour les thermocouples placés le
plus bas (thermocouples n◦ 3 et n◦ 58) est faible. En revanche, la dispersion est bien plus grande pour les
thermocouples placés plus haut, notamment pour les thermocouples n◦ 7 et n◦ 54. Cette augmentation de
dispersion peut s’expliquer par la variation de la vitesse de remplissage (tableau 3.1) dans ces expériences.
La différence de vitesse de remplissage peut entraîner un échauffement différent de l’eau liquide et donc
modifier les phénomènes d’ébullition. De plus, si le temps de remplissage du bac de trempe est plus long,
un gradient thermique entre le bas et le haut du cylindre peut s’instaurer, générant ainsi un refroidissement
des parties hautes du cylindre avant l’immersion de ces dernières. Pour ces mêmes thermocouples, il peut
également être observé une rupture de pente lors de la trempe. Similairement à l’expérience avec un sous-
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(a) Thermogramme moyenné de la coupe AA.
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(b) Thermogramme moyenné de la coupe DD.

FIGURE 3.11 – Thermogrammes moyennés sur les trois expériences de trempe avec un sous-refroidissement de
60◦C.
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(a) Thermocouples de la coupe AA.
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(b) Thermocouples de la coupe DD.
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(c) Thermocouples de la coupe BB.
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(d) Thermocouples de la coupe CC.

FIGURE 3.12 – Température moyenne sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement moyenne sans
dimension pendant la trempe pour un sous-refroidissement de 60◦C.

refroidissement de 85◦C, ceci peut être expliqué par la présence locale de poches de vapeur qui tendent
à ralentir le refroidissement. Lorsque ces dernières disparaissent, la cinétique de refroidissement est plus
rapide, ce qui cause la rupture de pente observée sur les thermogrammes.

La température sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement sans dimension est présen-
tée à la figure 3.12. Pour les coupes AA et DD, une grande dispersion concernant les vitesses de refroidis-
sement est constatée. De plus, les vitesses de refroidissement pour les thermocouples placés en bas (n◦ 3,
n◦ 5, n◦ 58 et n◦ 56) sont plus grandes comparées aux autres thermocouples qui sont placés plus en hau-
teur. La vitesse maximale atteinte à la coupe AA est de 507, atteinte pour Θ = 0,87, et à la coupe DD, la
vitesse de refroidissement maximale est de 511 à la température sans dimension Θ = 0,79. Concernant les
températures relevées dans les coupes BB et CC, qui sont situées plus en profondeur dans le cylindre, la
même conclusion est faite que pour l’expérience avec un sous-refroidissement de 85◦C : la dispersion est
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(a) Thermogramme moyenné de la coupe AA.
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(b) Thermogramme moyenné de la coupe DD.

FIGURE 3.13 – Thermogrammes moyennés sur les deux expériences de trempe avec un sous-refroidissement de
40◦C.

moindre, car la conduction dans le solide tend à homogénéiser la température. Pour ces coupes, la vitesse
de refroidissement sans dimension maximale atteinte est de 174 pour la coupe BB et 180 pour la coupe CC.
Cette vitesse est atteinte dans les deux cas pour Θ = 0,88. On notera tout de même que pour la coupe CC,
figure 3.12d, il existe encore des différences de vitesse de refroidissement non négligeables entre les ther-
mocouples placés en bas de la surface verticale et ceux placés en haut. Ces différences sont de l’ordre de 16
% en ce qui concerne la vitesse de refroidissement maximale atteinte.

3.2.5 Trempe avec un sous-refroidissement de 40◦C

Pour cette expérience, suite au problème lié à la chauffe évoqué dans la section 3.2.1, seules les expé-
riences 1 et 2 seront prises en compte dans l’analyse des résultats. Les résultats sont donc moyennés sur
deux expériences. Les courbes non moyennées obtenues pour l’expérience avec un sous-refroidissement de
40◦C sont présentées à l’annexe B section B.3. Les courbes de refroidissement pour cette expérience sont
présentées à la figure 3.13. Pour les températures relevées aux thermocouples placés en haut de la sur-
face trempée, c’est-à-dire les thermocouples n◦ 1, n◦ 7, n◦ 54 et n◦ 60, il est clairement observé une rupture
de pente pendant le refroidissement. Cette rupture de pente survient plus tard que pour les autres sous-
refroidissements, ce qui pourrait indiquer la formation de poches ou de films de vapeur sur le haut de la
surface trempée. Pour les thermocouples placés en bas de la surface trempée, cette rupture de pente peut
également être observée sur le thermocouple n◦ 54, n◦ 56 et n◦ 58. En revanche, il n’y a pas de rupture de
pente claire pour le thermocouple n◦ 3.

La figure 3.14 présente la température sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement sans
dimension. Pour ce sous-refroidissement, on constate que la dispersion entre les expériences, en ce qui
concerne ces courbes est plus importante que pour les autres sous-refroidissements. Pour la coupe AA
en particulier, les courbes de vitesses de refroidissement sont assez chaotiques avec une grande dispersion
entre les expériences. De plus, même aux coupes BB et CC, les vitesses de refroidissement sont moins homo-
gènes que pour des sous-refroidissements plus grands. Sur la figure 3.14d, la différence de refroidissement
entre les thermocouples placés en haut de la surface trempée et ceux placés plus bas est très marquée par
rapport aux autres sous-refroidissements. Comme attendu, les vitesses de refroidissement maximales sont
également plus faibles que pour les autres expériences. Pour la coupe AA, elle est de 235 pour Θ = 0, 76, et
pour la coupe DD, elle est de 251 pour Θ = 0, 62. Pour les coupes situées plus en profondeur, la vitesse de
refroidissement maximale dans la coupe BB est de 118 pour Θ = 0, 85, et elle est de 112 pour Θ = 0,80 dans
la coupe CC.
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(b) Thermocouples de la coupe DD.
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(c) Thermocouples de la coupe BB.
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(d) Thermocouples de la coupe CC.

FIGURE 3.14 – Température moyenne sans dimension en fonction de la vitesse de refroidissement moyenne sans
dimension pendant la trempe pour un sous-refroidissement de 40◦C.

3.2.6 Comparaison du refroidissement en fonction du sous-refroidissement

Afin d’apprécier de manière plus quantitative l’effet du sous-refroidissement sur le refroidissement
de la pièce d’acier inoxydable, les températures moyennes et les vitesses de refroidissement moyennes
pour les thermocouples situés en haut et en bas de la surface trempée sont comparées pour chaque sous-
refroidissement. L’évolution des températures en fonction du temps est présentée à la figure 3.15. Il est
étonnant de remarquer que pour le thermocouple n◦ 58 et n◦ 3, les différences de refroidissement sont mi-
nimes entre les sous-refroidissements de 85◦C et 60◦C. En revanche, pour les thermocouples n◦ 54 et n◦ 1 qui
sont situés respectivement au-dessus des thermocouples n◦ 58 et n◦ 3, les différences sont plus marquées.
Concernant le refroidissement pour un sous-refroidissement de 40◦C, il est clair qu’il est bien plus lent que
pour les autres sous-refroidissements. Cette analyse semble indiquer qu’augmenter le sous-refroidissement
de 40◦C à 60◦C permet d’avoir une vitesse maximale de refroidissement significativement plus importante.
Cependant, le gain d’accélération de refroidissement est moindre entre le sous-refroidissement de 60◦C et
celui de 85◦C.

Afin de mieux visualiser cet effet, le maximum de la vitesse de refroidissement moyenne pour chaque
sous-refroidissement est tracée à la figure 3.16. Sur cette figure, on peut constater un effet de seuil. En
effet, entre un sous-refroidissement de 40◦C et 60◦C, le gain en vitesse de refroidissement moyenne sur les
données des coupes AA et DD est de 266. Cela représente un gain de vitesse de refroidissement de 13,3
par degré de sous-refroidissement. En revanche, entre un sous-refroidissement de 60◦C et 85◦C, le gain de
vitesse de refroidissement moyenne est de 36. Cela correspond à un gain de vitesse de refroidissement de
1,03 par degré de sous-refroidissement, soit un gain par degré 13 fois moins important. Il serait intéressant
de mener plusieurs expériences afin de déterminer avec précision le sous-refroidissement à partir duquel cet
effet de seuil apparaît. Cela permettrait en particulier de définir un critère minimal de sous-refroidissement
pour garantir un refroidissement suffisamment rapide.
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(a) Thermocouple n◦ 58.
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(b) Thermocouple n◦ 54.
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(c) Thermocouple n◦ 3.
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(d) Thermocouple n◦ 1.

FIGURE 3.15 – Température moyenne sans dimension en fonction du temps sans dimension pour plusieurs sous-
refroidissements.
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FIGURE 3.16 – Maximum de la vitesse de refroidissement moyennée pour chaque sous-refroidissement.

3.3 Difficultés pour estimer correctement le flux en paroi

3.3.1 Le problème inverse de conduction

Un flux ne peut être mesuré directement avec des thermocouples, il est estimé à partir des relevés de
température. Pour cela, la résolution d’un problème inverse de conduction ou Inverse Heat Transfer Condu-
tion Problem (IHCP) est nécessaire. Contrairement à la résolution directe où une condition limite est imposée,
les problèmes inverses recherchent la condition limite qui permet de minimiser l’écart entre l’évolution des
températures mesurées pendant l’expérience et celles calculées. Lors de la résolution de ces problèmes,
deux zones sont généralement distinguées : la zone directe et la zone indirecte. Ces deux zones sont illus-
trées sur la figure 3.17. Dans le cas simplifié en une dimension, trois températures sont mesurées pendant
le refroidissement de la pièce : T1, T2 et T3. La température T3 est à la bordure de la zone directe et sert de
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FIGURE 3.17 – Illustration d’un problème inverse de conduction avec la zone directe et la zone indirecte.
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FIGURE 3.18 – Schéma de fonctionnement de l’IHCP numérique.

condition limite gauche pour la résolution du problème inverse. La température T1 se situe à la frontière
entre la zone directe et la zone indirecte, et sert à ajuster la condition limite droite.

Supposons un cas simplifié de problème inverse de conduction en une dimension en coordonnées cylin-
driques. Dans ce cas, le flux est imposé sur les côtés arrondis du cylindre, la résolution est alors faite sur la
coordonnée radiale. En supposant que les propriétés thermophysiques sont constantes avec la température,
l’équation de la chaleur à résoudre est :

ρCp
∂ T
∂ t
= −k

�

∂ 2T
∂ r2

+
1
r
∂ T
∂ r

�

(3.4)

Pour résoudre numériquement cette équation, une discrétisation spatiale de deuxième ordre et tempo-
relle explicite de premier ordre :
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(3.5)

où n est l’indice temporel, i est l’indice spatial, ∆r est le pas d’espace, et ∆t est le pas de temps. Pour
résoudre ce problème, à chaque itération temporelle, l’algorithme de l’IHCP cherche à ajuster la condition
limite droite qui minimise l’écart entre la température T1 mesurée expérimentalement et la température T̃1
calculée par le modèle inverse. Le schéma de fonctionnement de cet algorithme est détaillé sur la figure
3.18. Contrairement à une simulation directe, un algorithme itératif est utilisé pour ajuster la condition
limite à chaque pas de temps, ce qui rend le calcul plus long. Cependant, il existe des limitations sur le pas
de temps numérique pour la résolution de l’IHCP. En effet, si le pas de temps est trop petit, les ajustements
de la condition limite droite n’auront pas le temps d’affecter significativement la température T̃1, car la
diffusion thermique ne sera pas assez rapide sur ce pas de temps pour faire varier la température T̃1.

Dans l’article Bourouga et al. [13], qui traite de l’instrumentation pour la réalisation d’IHCP pour des
solides à faible inertie, les auteurs proposent une estimation du pas de temps minimal nécessaire pour la
résolution numérique d’un IHCP :

∆tmin ≈ 0, 01
∆x2

α
(3.6)

avec ∆x la distance du premier relevé de température à la paroi dans l’expérience réelle. Cette formule
approxime le temps de diffusion nécessaire sur la première maille pour qu’un changement de condition li-
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mite avec la température à une profondeur ∆x .En pratique, ce pas de temps minimal peut être plus grand.
Cette limitation peut potentiellement affecter la qualité de la solution de l’IHCP, notamment pour les phé-
nomènes transitoires très rapides où un pas de temps trop grand peut dégrader la précision. Il est également
noté qu’il n’y a pas de méthode de régularisation introduite ici, ce qui est commun dans les problèmes in-
verses de conduction pour éviter les oscillations numériques de la condition limite. Ces oscillations peuvent
être dues à l’imprécision des mesures ou au bruit de mesure. L’utilisation de la régularisation aide à la
convergence numérique, mais peut influencer la solution finale. Elle introduit également un paramètre ar-
bitraire qui peut rendre la solution moins physique. Concrètement, ce paramètre est choisi à l’aide d’une
L-curve qui permet le meilleur compromis entre régularisation et fiabilité de la solution. Le choix de ne
pas mettre de schéma de régularisation dans notre analyse est fait afin d’étudier chaque élément qui peut
biaiser l’IHCP de manière séparée. De plus, les résultats du calcul direct qui seront utilisés pour le calcul
indirect ne sont pas bruités ou imprécis comme lors d’une réelle expérience, ce qui ne rend pas forcément
nécessaire l’utilisation d’une méthode de régularisation dans notre cas.

3.3.2 Les biais intrinsèque des problèmes inverses de conduction

Il est important de noter que les IHCP sont des problèmes qui ne sont pas bien posés. En effet, les
méthodes de résolution ne permettent pas d’obtenir une solution unique en raison de la forte sensibilité
de ces méthodes aux mesures ainsi qu’aux biais intrinsèques des problèmes inverses. L’ouvrage de Beck
et al. [8] présente deux phénomènes physiques qui peuvent biaiser les problèmes inverses : le biais de
retard et d’amortissement. Le biais engendré par ces phénomènes est spécifique aux problèmes inverses
pour des transitoires. Pour illustrer ces effets de manière quantitative, prenons l’exemple présenté dans [8].
Considérons un solide semi-infini avec une condition limite de température à l’infini constante et un flux à
sa surface de la forme q = q0 cos(ωt) dans une configuration purement unidimensionnelle ici. La solution
analytique en une dimension pour l’évolution de la température est donnée par :

T (x , t) = T0 +
q0
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où T0 est la température initiale homogène du solide et x la distance à la paroi soumise au flux q. L’en-
veloppe de la température est :

T (x)− T0 =
q0
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(3.8)

L’effet d’amortissement traduit le fait que l’évolution de la température à l’intérieur du solide est amortie
par rapport à la température de surface du solide. En d’autres termes, avec l’exemple ci-dessus, il s’agit du
rapport (T (x)− T0)/(T (0)− T0). Avec l’équation (3.8), ce rapport peut s’exprimer comme :

T (x)− T0

T (0)− T0
= exp

�

−x

√

√ ω
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�

(3.9)

Considérons que la réponse du capteur est négligeable si (T (x)− T0)/(T (0)− T0) = 0,01, alors, la réponse
est négligeable si :

x
s

ω

2α
> − ln(0,01)≈ 4,6 (3.10)

La distance maximale pour détecter un flux avec une fréquence f pour de l’acier inoxydable à 800 ◦C
est illustrée sur la figure 3.19. Comme montré sur cette figure, cette distance diminue rapidement avec la
fréquence. Ainsi, pour un relevé de température à 5 mm de la paroi, la fréquence maximale que l’on pourra
détecter sera de 1,5 Hz, tandis que pour un relevé de température à 1 mm de la paroi, la fréquence maximale
détectable est de 36,9 Hz.

Le temps de retard correspond à la différence de temps nécessaire pour que la température en un point
du solide, notée t1, atteigne la température de la paroi au temps t0. Ainsi, le temps de retard est la différence
entre le temps t1 et t0, t lag = t1 − t0. En utilisant l’équation (3.7), on constate que la température entre la

paroi et un point x du solide est déphasée de x

√

√ ω

2α
, soit en termes de temps :
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FIGURE 3.19 – Distance maximale de détection en fonction de la fréquence du flux en paroi pour de l’acier inoxy-
dable à 800 ◦C.

Comme attendu, le temps de retard augmente avec la profondeur x du point de relevé de température
dans le solide et diminue avec la fréquence f , c’est-à-dire que le déphasage est moindre si la température
de paroi varie rapidement.

En fait, ces deux effets peuvent être analogues à un filtre passe-bas. L’effet d’amortissement représente la
perte de gain du filtre, et l’effet de retard représente le déphasage d’un filtre passe-bas. En tenant compte de
cette analogie, il devient plus facile de comprendre en quoi ces biais peuvent être problématiques pour des
transitoires rapides. Comme la diffusion dans le solide agit comme un filtre passe-bas, tous les phénomènes
rapides à la paroi seront filtrés. Dans le cas de la trempe, où les phénomènes de refroidissement sont très
rapides, cela peut compromettre la fiabilité de l’estimation du flux par les méthodes inverses de conduc-
tion. De plus, comme le solide agit comme un filtre passe-bas, cela implique qu’on ne pourra pas, de cette
manière, obtenir une estimation parfaite du flux de paroi, car le filtre détruit de l’information disponible.
Le problème inverse est donc un problème mal posé.

3.3.3 Effet de la distance à la paroi du relevé de température sur le problème inverse
de conduction

Pour illustrer l’effet du temps de retard et de l’effet d’amortissement sur les résultats de l’IHCP, une
expérience numérique est proposée. L’équation de la chaleur en une dimension en coordonnées cylin-
driques,(3.4), selon l’axe radial, est résolue de manière directe. Le cylindre considéré a un rayon de 5 mm
et est positionné verticalement. Le matériau utilisé est l’acier inoxydable SS304L. La température initiale du
cylindre est de 900◦C. Les propriétés thermophysiques de l’acier sont considérées constantes avec la tem-
pérature et évaluées à la température moyenne entre la température de saturation et la température initiale.
Au centre du cylindre, un flux nul est imposé, tandis qu’un flux est imposé sur la paroi du cylindre. Ce
flux est déterminé à l’aide d’une courbe d’ébullition fictive construite à partir de corrélations issues de la
littérature. Pour déterminer la température minimale d’ébullition en film, la corrélation de Carbajo [18], pré-

sentée à l’équation (1.32), est utilisée avec le paramètre γ
eℓ
ew
= 2, 2. La température de flux critique, Tch f , est

déterminée à partir de la corrélation empirique de Carbajo [18] pour des cylindres trempés verticalement :

Tch f = Tsat + 0,245 ∆Tsub + 29 (3.12)

Le flux en régime d’ébullition en film, qnb, est évalué avec la corrélation de Shiotsu and Hama [107],
celui en régime d’ébullition nucléée avec la corrélation de Rohsenow [98] présentée à l’équation (1.48) avec
le paramètre Cs f , prenant en compte le couple solide-fluide, valant 0,02, et le flux de convection naturelle
monophasique qnc calculé avec la corrélation de Churchill and Chu [24]. Le régime de transition est défini
comme l’interpolation linéaire entre le flux obtenu à Tch f avec la corrélation d’ébullition nucléée qch f , et
le flux obtenu à la température minimale d’ébullition en film calculée avec la corrélation d’ébullition en
film qmf b à une modification près. Dans ce modèle, les flux qch f et qmf b sont élevés à la puissance 0,8, puis
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Température Tsat < Tw ≤ Tch f Tch f < Tw ≤ Tmf b Tw > Tmf b

Calcul des bornes inférieurs Tsat à 1 bar équation (3.12) équation (1.32)

Flux thermique qnb qt rans qmf b

Calcul du flux équation (1.48) équation (3.13) Shiotsu and Hama [107]

TABLEAU 3.2 – Résumé des corrélations ou équations utilisées pour imposer le flux à la paroi en fonction de la
température du mur pour le calcul direct.

toute l’équation est élevée à la puissance 5/4, pour conserver la bonne dimension de flux. Cet artéfact
mathématique permet une courbe plus régulière. Le flux en régime de transition est défini alors comme :
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Le tableau 3.2 résume quelle corrélation d’échange de chaleur est appliquée en fonction de la tempéra-
ture du mur, et comment ces dernières sont calculées.

Pour garantir la régularité de la courbe d’ébullition, un polynôme de degrès 3 est utilisé pour faire le
raccord entre les corrélations d’échange de chaleurs utilisées pour chaque régime d’ébullition. Ces derniers
assurent que les flux et leurs dérivées par rapport à la surchauffe soient continus. De plus, au début du
transitoire, le flux augmente linéairement de 0 à la valeur donnée par la courbe d’ébullition pour assurer
une continuité temporelle du flux. L’évolution temporelle des températures est calculée avec le schéma
numérique implicite présenté à l’équation (3.5). Le pas d’espace est de 2 µm et le pas de temps de 4×10−5 s
afin d’assurer la convergence numérique du calcul.

Dans le premier cas, la simulation est réalisée avec un sous-refroidissement nul. Dans un second temps,
une deuxième courbe d’ébullition est simulée avec un sous-refroidissement de 70 ◦C. Pour ce cas spécifique,
afin d’approcher une modélisation de flux de film instable, le flux entre la température minimale d’ébul-
lition en film, Tmf b, et la température maximale de surchauffe,Tshl , est pris comme le flux du régime de
transition évalué à Tshl . Sur cette plage de température, le flux est considéré comme constant. Ce choix de
modélisation est inspiré des courbes obtenues par Honda et al. [46, 47]. Il s’agit d’un modèle très simplifié
qui vise à voir quelles formes de courbe d’ébullition seraient obtenues avec l’IHCP pour une telle courbe
d’ébullition.

Les deux courbes d’ébullition sont présentées à la figure 3.20. Comme observé, la courbe d’ébullition
sans sous-refroidissement présente une cinétique moins rapide comparée à celle avec un sous-refroidissement
de 70◦C. Cela permet de vérifier la faisabilité d’une IHCP pour des expériences de trempe à saturation et/ou
à fort sous-refroidissement. Pour chaque simulation, la température est relevée à 1, 2, 3 et 4 mm de la paroi.
L’approche inverse est appliquée pour étudier l’influence des effets d’amortissement et de retard sur les
résultats de l’IHCP. Dans chaque cas d’IHCP, la condition limite est mise à jour toutes les∆t = 0,01∆x2/α,
avec ∆x la distance à la paroi du relevé de température. Ce choix garantit la stabilité et la convergence de
l’algorithme de l’IHCP.

La figure 3.20 montre les résultats de l’IHCP pour différentes distances de relevé de température. Pour la
courbe sans sous-refroidissement (voir figure 3.20a), un léger artefact est observé autour de ∆Tsup = 800◦C
au début du refroidissement. Ce phénomène est dû au changement brusque de flux, passant de 0 W/m2

à environ 250 kW/m2. Cette surestimation du flux est d’autant plus marquée que la profondeur du relevé
de température pour l’IHCP est grande. Par la suite, le régime d’ébullition en film et le début du régime de
transition en film sont assez bien reproduits. En revanche, la fin du régime de transition et le flux critique
montrent des écarts plus significatifs par rapport à la courbe directe. Plus la profondeur est grande, plus
le flux critique est surestimé et décalé vers des surchauffes plus faibles, ce qui affecte aussi la description
du régime d’ébullition nucléée. Cependant, pour l’IHCP réalisée avec le relevé de température à 1 mm, la
solution est très proche de celle du calcul direct.

Pour la courbe avec ∆Tsub = 70 ◦C, la courbe du calcul direct est présentée en rouge sur la figure 3.20b.
Contrairement à la courbe sans sous-refroidissement, la reconstruction de la courbe d’ébullition après avoir
résolu l’IHCP donne un résultat très différent par rapport au calcul direct. Comme le saut de flux est beau-
coup plus important au début du transitoire par rapport à la courbe sans sous-refroidissement, les pics
initiaux de refroidissement sont également plus importants. Par la suite, les mêmes remarques peuvent être
faites sur l’évaluation du flux critique et de sa température. Néanmoins, il est à noter que l’IHCP effectuée
avec un relevé de température à 1 mm capture bien le flux critique et sa température.
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FIGURE 3.20 – Courbe d’ébullition pour le calcul direct et celles obtenues avec la résolution de l’IHCP.

Ainsi, l’effet d’amortissement et de retard joue un rôle crucial dans l’IHCP et peut fortement biaiser les
résultats, surtout pour des transitoires avec des changements rapides de flux. Il est donc essentiel, lors d’ex-
périences impliquant des variations rapides de flux comme lors de la trempe, de placer les thermocouples
aussi près que possible de la paroi pour limiter l’effet du filtre passe-bas induit par ces phénomènes. Il
est également important de connaître précisément leur position étant donné les forts gradients thermiques
présents en proche paroi.

3.3.4 Biais expérimentaux

3.3.4.1 État de l’art

Jusqu’à présent, seuls les biais intrinsèques au problème inverse et à la physique de la conduction ont
été abordés. Cependant, lors d’une expérience, d’autres biais viennent s’ajouter. Gomez et al. [40] ont étudié
les biais liés au bruitage du signal expérimental, à l’effet de la pâte thermique placée entre le thermocouple
et le milieu dans lequel la température est mesurée, ainsi qu’à l’effet de la température initiale sur l’IHCP.
Dans cet article, la méthode de régularisation de Tikhonov [120] est appliquée à l’IHCP. Cet article illustre
l’inefficacité de la méthode inverse pour les expériences de trempe par aspersion. Pour cela, les auteurs
utilisent une courbe d’ébullition fictive censée représenter la courbe d’ébullition lors d’une trempe par im-
mersion. Cette courbe est présentée en figure 3.21. Les conclusions principales de l’article sont les suivantes :

— Pour une même courbe d’ébullition, si la température initiale du calcul direct est différente, la résolu-
tion de l’IHCP donne des courbes différentes. Ces différences sont notamment marquées au début de
la résolution de l’IHCP. Cela pourrait expliquer les observations faites par Babu and Prasanna Kumar
[6] présentées dans la partie 1.2.5.

— Le pas de temps choisi pour le problème inverse a peu d’influence sur la solution de l’IHCP.
— Le paramètre de régularisation, s’il est mal choisi, peut conduire à une sous-estimation du flux.
— L’ajout de pâte thermique entre le thermocouple et le milieu de mesure permet d’obtenir de meilleurs

résultats pour l’IHCP.

Au vu de ces résultats, les recommandations des auteurs sont de ne pas utiliser l’IHCP pour l’étude des
premiers instants de la trempe, où les écarts entre la courbe directe et celle obtenue par l’IHCP sont signi-
ficatifs. En revanche, pour la fin du transitoire (dans leur cas), l’IHCP donne des résultats satisfaisants. De
plus, les auteurs précisent qu’en réalité, d’autres biais existent comme le contact non parfait entre le ther-
mocouple, la pâte thermique et le milieu de mesure. Tous ces biais entraînent, selon eux, une surestimation
de la température de paroi et des pics non physiques en ce qui concerne le flux thermique. Contrairement à
une expérience numérique, l’évaluation de ces biais dans une expérience réelle est très compliquée.

Un autre biais existe également pour de telles expériences, il s’agit du temps de réponse du capteur.
Oliveira et al. [83] se sont intéressés à cet aspect pour la trempe par aspersion. Dans leur article, ils proposent
de déterminer expérimentalement le temps de réponse du capteur afin de pouvoir le corriger. Pour cela, le
relevé de température d’un thermocouple dit lent est comparé à celui d’un thermocouple avec un temps
de réponse dit rapide. Le temps de réponse d’un capteur varie selon deux paramètres majeurs : le temps
de réponse intrinsèque du thermocouple et le temps de réponse lié au montage. La figure 3.22 illustre un
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FIGURE 3.21 – Courbe d’ébullition par aspersion fictive issue de l’article de Gomez et al. [40].

thermocouple dans un milieu de mesure. Dans ce schéma, la prise de température du thermocouple est
faite au point chaud nommé TT C . Ce point de mesure est entouré de poudre, souvent du MgO. Tout cet
ensemble est contenu ensuite dans une gaine métallique. Toutes ces couches successives autour du point
de mesure contribuent à créer une résistance thermique qui engendre le temps de réponse intrinsèque du
thermocouple. Le temps de réponse lié au montage peut quant à lui venir de la présence de pâte thermique
et/ou du contact non parfait entre le thermocouple et le milieu de mesure. En effectuant un bilan d’énergie
sur le thermocouple, le flux Φ exprimé en W peut alors être défini comme :

Φ=
Tp − TT C

Re
= meCpe

dTT C

d t
(3.14)

avec me la masse équivalente de tout le montage, Cpe
la capacité calorifique massique équivalente du

montage, et Re la résistance thermique équivalente du montage. En réécrivant cette équation, on obtient :

Tp = TT C +τ
dTT C

d t
(3.15)

où τ= RemeCpe
est la constante de réponse du montage. Avec cette expression, plus la masse équivalente

est grande, plus le retard est important. Les thermocouples de plus grand diamètre ont donc un temps de
retard plus grand que les petits thermocouples. Dans l’article d’Oliveira et al. [83], les thermocouples dits
rapides ont un diamètre de 0,5 mm, tandis que les thermocouples dits lents ont un diamètre de 1 à 3 mm.
La méthode proposée par les auteurs permet d’estimer le temps de réponse relatif entre deux montages,
mais pas le temps de réponse absolu. D’après le même article, plus ce temps est grand, plus cela conduit à
une sous-estimation du flux avec la résolution de l’IHCP lors de la trempe par aspersion. Il est également
intéressant de noter qu’un autre biais existe, il s’agit de la conduction axiale dans le thermocouple. En effet,
ce dernier est situé à la fois dans le milieu de mesure et dans l’environnement de l’expérience. Cela est
illustré sur la figure 3.22 par l’ajout de la résistance thermique RT C . L’équation (3.15) devient alors :

Tp = TT C +τ
dTT C

d t
+

Re

RT C
(TT C − Tre f ) (3.16)

Tous ces biais combinés mènent donc à l’inefficacité de l’IHCP pour la trempe par aspersion.

3.3.4.2 Effet du temps de réponse sur l’IHCP pour la trempe par immersion

Comme nous venons de le voir, l’IHCP ne peut être utilisé pour la trempe par aspersion à cause des biais
expérimentaux. Dans cette partie, la même analyse sera effectuée avec les courbes d’ébullitions présentées
dans la partie 3.3.3, qui représentent mieux les trempes par immersion. L’un des principaux biais lors de
la mesure est le temps de réponse du système de mesure. Plus les thermocouples sont placés près de la
paroi, plus le temps de réponse a d’effets sur la mesure. En effet, comme la cinétique de refroidissement
est rapide pour ces thermocouples, un trop grand temps de réponse biaise énormément la mesure par
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FIGURE 3.23 – Température à 1 mm de la paroi pour le calcul direct et après application du modèle du thermo-
couple pour plusieurs constantes de relaxation, τ.

rapport à la valeur réelle de la température du milieu. Autrement dit, les thermocouples placés près de
la paroi sont moins affectés par les effets de retard et d’amortissement, mais le sont plus par le temps
de réponse. Afin de simuler l’effet de retard du montage, la température à 1 mm obtenue par le calcul
direct est filtrée avec l’équation (3.15), ce qui permet d’obtenir un signal relaxé. C’est ensuite ce signal
qui sera utilisé dans l’IHCP. Pour les thermocouples utilisés dans notre expérience, les temps de relaxation
intrinsèques sont donnés par le constructeur. Ils varient de 30 à 300 ms pour des thermocouples allant de
0,5 à 1,5 mm de diamètre. Ces temps de relaxation seront donc utilisés pour mener l’étude paramétrique.
Pour la température à 1 mm dans les deux cas, les températures obtenues après application du modèle
de thermocouple sont présentées à la figure 3.23. Pour la courbe figure 3.23a, l’application d’un temps de
réponse ne change quasiment pas le relevé de température, la cinétique doit être proche ou plus lente que
le temps de relaxation. En revanche, pour la courbe figure 3.23b, l’influence de la relaxation pour des temps
de réponse de 150 et 300 ms est bien plus marquée. Pour le temps de réponse de 30 ms, l’influence sur la
température semble négligeable.

Les résultats de l’IHCP pour les deux cas sont tracés à la figure 3.24. Pour la figure 3.24a, au début du
refroidissement, il est observable que l’augmentation brutale au début du refroidissement entre un flux nul
et le flux d’ébullition est moins rapide avec la résolution de l’IHCP qu’avec le calcul direct. De plus, la valeur
du flux, dans ce cas, ne dépasse pas la valeur du calcul direct. En ce qui concerne le régime d’ébullition en
film et le début du régime de transition, ils sont bien estimés avec le problème inverse. En revanche, la
fin du régime de transition est fortement affectée ainsi que la valeur du flux critique. Ce dernier est sous-
estimé, et la température à laquelle il est atteint est surestimée par rapport au calcul direct. Plus le temps
de relaxation est élevé, plus le flux est sous-estimé et la température Tch f est surestimée. Sur la figure 3.24b,
le début du transitoire est fortement biaisé par l’effet de relaxation. La courbe d’ébullition présente une
forme de bosse au début du transitoire au lieu d’un plateau. Par la suite, pour la courbe avec un temps de
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FIGURE 3.24 – Courbe d’ébullition pour le calcul direct et l’IHCP avec le modèle de thermocouple. La température
à 1 mm est utilisée pour l’IHCP.

relaxation de 30 ms, la courbe d’ébullition est bien décrite via l’IHCP. En revanche, pour les courbes avec
un temps de relaxation de 150 ms et 300 ms, le flux critique est fortement sous-estimé et la température à
laquelle le flux critique est atteint est fortement surévaluée. En effet, dans le calcul direct, le flux critique
qch f est de 3975 kW/m2, avec une surchauffe∆Tch f de 61 ◦C. Pour les constantes de relaxation de 150 ms et
300 ms, le flux critique est évalué respectivement à 3736 kW/m2 et 3500 kW/m2, atteint à une surchauffe
de respectivement 96 ◦C et 150 ◦C. Ce point pourrait en partie expliquer pourquoi dans certains articles
une température anormalement élevée est trouvée lorsque le flux maximum est atteint [6, 71, 33, 30] après
résolution d’une IHCP.

3.4 Conclusion

Une expérience à l’échelle du laboratoire a été menée pour étudier l’effet du sous-refroidissement sur le
refroidissement d’une pièce en acier inoxydable. Les évolutions de température à 0,0625 D ont été étudiées,
ainsi que la vitesse de refroidissement à 0,0625 D et 0,125 D de la paroi. À 0,0625 D de la paroi, une grande
variabilité a été observée sur les vitesses de refroidissement entre les expériences, malgré des conditions
expérimentales mesurées assez proches. Le refroidissement à cette distance est donc fortement influencé
par de petites variations des conditions expérimentales. De plus, une différence significative de l’évolution
de la température et de la vitesse de refroidissement a été constatée entre les mesures effectuées en bas et en
haut de la pièce trempée. Les thermocouples placés en haut enregistrent un refroidissement initial moins
rapide, possiblement dû à une eau de trempe initialement plus chaude ou aux effets de conduction dans le
solide commençant à refroidir la partie supérieure de la pièce avant immersion, réduisant ainsi la sévérité
du refroidissement.

À 0,125 D de la paroi, la variabilité entre les expériences pour un même sous-refroidissement est bien
moins importante, et les écarts entre les températures relevées en bas et en haut du cylindre sont quasi in-
existants. La conduction de chaleur dans le solide semble homogénéiser le refroidissement à cette distance.
Ce résultat est rassurant pour la trempe, car au-delà de 0,125 D, le métal subit un refroidissement similaire
malgré de légères variations de conditions de trempe.

Il a également été observé qu’augmenter le sous-refroidissement de 40◦C à 60◦C entraîne une forte aug-
mentation de la vitesse de refroidissement maximale. En revanche, entre 40◦C et 15◦C de sous-refroidissement,
le gain en vitesse de refroidissement est moins significatif. Il existe donc un seuil de sous-refroidissement
à partir duquel une augmentation supplémentaire devient moins efficace pour augmenter la vitesse de
refroidissement.

Les différents biais de l’estimation du flux via la méthode des IHCP ont également été abordés pour
mettre en évidence l’inefficacité de cette méthode dans le contexte de la trempe par immersion. Deux ex-
périences numériques ont permis d’identifier plusieurs critères pour l’évaluation du flux lors de la trempe.
Tout d’abord, il est crucial de placer le thermocouple à moins de 1 mm de la paroi pour limiter les effets
d’amortissement et de retard, qui influencent significativement les résultats des IHCP lors de variations
rapides du flux. Cette contrainte implique notamment d’utiliser des thermocouples de diamètre inférieur à
1 mm. Dans le cas de la trempe, ces variations surviennent notamment au moment de l’immersion et lors
de la transition entre le régime de transition et l’ébullition nucléée.
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En particulier, la transition entre un flux nul et un flux d’ébullition est mal retranscrite par la résolution
de l’IHCP, notamment au début du transitoire, ce qui pourrait expliquer les différences observées dans
les courbes d’ébullition obtenues par IHCP pour différentes températures initiales. Cette observation est
cohérente avec les constatations faites par Gomez et al. [40]. De plus, ces effets ont tendance à surestimer le
flux critique et à sous-estimer la température à laquelle il est atteint.

En utilisant des relevés de température à 1 mm de la paroi, la courbe d’ébullition est raisonnablement
bien restituée pour le cas sans sous-refroidissement. En revanche, pour un sous-refroidissement de 70◦C,
le début du transitoire est fortement affecté, même lorsque l’IHCP est réalisé avec la température à 1 mm.
Pour le reste de l’évolution du transitoire de refroidissement, cette méthode s’avère plutôt efficace.

Cependant, dans la réalité, le système de mesure est soumis à plusieurs biais, notamment le temps de
réponse de ce dernier. Lorsque ce biais est pris en compte, la mauvaise estimation du flux entre le moment
où ce dernier est nul et le moment où il atteint le flux lié à l’ébullition persiste au début de la phase transi-
toire, mais elle ne dépasse plus la valeur du calcul direct. Avec l’introduction de ce biais, le flux critique est
sous-estimé et la température à laquelle il est atteint est surestimée. Ainsi, en tenant compte de ce biais, les
conclusions sont inversées par rapport au cas où il n’est pas pris en compte.

Il est intéressant de noter cependant que l’IHCP réalisé avec la température relevée à 1 mm de la paroi
et une constante de relaxation intrinsèque de 30 ms (correspondant à un thermocouple de 30 mm de dia-
mètre) pour modéliser l’effet d’inertie du thermocouple, restitue bien la courbe d’ébullition pour la courbe
sans sous-refroidissement. Toutefois, au tout début de la trempe, pour une surchauffe supérieure à 700◦C
la courbe d’ébullition est légèrement déformée par l’IHCP. Pour la courbe avec un sous-refroidissement
de 30◦C, le début du transitoire n’est également pas bien retranscrit avec ce modèle de thermocouple. En
revanche, la majeure partie du régime en film instable, de transition et de l’ébullition nucléée reste bien esti-
mée. Il semble donc difficile dans ces deux cas de bien déterminer le flux au début de la trempe au moment
de l’immersion.

De plus, en réalité, le temps de relaxation du système de mesure entier est plus long que le temps intrin-
sèque du thermocouple, car il faut tenir compte de l’inertie additionnelle générée par le contact non parfait
entre le thermocouple et le solide, et la relaxation des appareils d’acquisition de mesure. D’autres biais
existent également, tels que le bruit expérimental et l’incertitude de positionnement des thermocouples.
L’ajout de ces biais peut encore plus contraindre les choix d’instrumentations pour bien estimer le flux en
paroi via une résolution d’IHCP. Cependant, cette expérience numérique simple en une dimension, pre-
nant en compte quelques-uns de ces biais, montre que même dans une configuration simplifiée, l’obtention
d’une bonne estimation du flux via l’IHCP nécessite une instrumentation contraignante.

Sans pouvoir l’affirmer définitivement, ces observations tendent à confirmer celles de Gomez et al. [40]
quant à l’inefficacité de la résolution des IHCP, et à pouvoir les étendre à la trempe par immersion. De plus,
la réalité étant en trois dimensions d’espace rend les IHCP encore plus complexes. Pour toutes ces raisons,
il est conclu que pour les expériences présentées dans ce chapitre, il n’est pas possible d’évaluer le flux à la
paroi avec précision en utilisant l’IHCP en raison de toutes les raisons évoquées précédemment. Toutefois,
ce dispositif expérimental fournit tout de même des relevés de température qui pourront être utilisés pour
valider des modèles de calcul et quantifier l’influence du sous-refroidissement sur le refroidissement de
l’acier inoxydable SS304L.
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Chapitre 4

Étude expérimentale et numérique d’une
trempe à échelle semi-industrielle

Ce chapitre présente une expérience de trempe dans des conditions quasi industrielles. Ces conditions impliquent
que l’objet trempé a des dimensions intermédiaires entre des pièces industrielles utilisées pour la conception de com-
posants en acier dans le circuit primaire des centrales nucléaires et celles des expériences de laboratoire. Le but est de
vérifier s’il y a existence d’effets d’échelle entre la trempe de petites pièces et celle de grandes pièces industrielles et de
produire des données pour la validation des codes de simulation de la trempe. Par la suite, un modèle de mécanique
des fluides numériques est proposé pour simuler l’expérience en tenant compte des contraintes de l’industrie.
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4.1 Dispositif expérimental

Cylindre

Support

Châssis

Palonniers

Hc

Lp

ℓp

Hp

(a) Vu en trois dimensions du dispositif expérimental.

Lc

ℓc

LcaL f in

(b) Vu du dessus dispositif expérimental.

FIGURE 4.1 – Géométrie de l’expérience.

4.1.1 Géométrie

Pour les mêmes raisons évoquées dans le chapitre 3, l’acier inoxydable SS304L est choisi pour la trempe.
Un cylindre vertical de dimension L/D = 1, 4 a été usiné, de sorte que ces dimensions soient de l’ordre de
plusieurs dizaines de centimètres. L représente la longueur du cylindre et D son diamètre. Après usinage,
la paroi a été polie. Ce cylindre, pesant plusieurs centaines de kilogrammes, nécessite une manutention
particulière. Pour pouvoir manipuler ce cylindre avec des moyens industriels, il est posé sur un support,
lui-même placé sur un châssis. Ces éléments sont décrits à la figure 4.1. Ce châssis peut être manipulé à
l’aide d’une grue de levage et de quatre palonniers. Le châssis mesure 10,1 D de longueur, 5,5 D de largeur
et 1,1 D de hauteur. Il est pavé de carrés creux de dimension 1,1 D séparés par une distance de 0,06 D. Sur
le bord gauche du châssis, comme illustré dans la figure 4.1b, le pavage est tronqué. La longueur du carré
tronqué est de 0,6 D.

Le volume du support et du châssis est égal à 6 fois le volume du cylindre. En revanche, la surface du
support et du châssis est 36 fois plus grande que celle du cylindre, ce qui entraîne une surface d’échange de
chaleur conséquente par rapport à celle de la pièce trempée. Le volume immergé des palonniers est de 1,3
fois le volume du cylindre. Enfin, comme nous le verrons plus tard, seuls le cylindre, le support et le châssis
sont chauffés. Le rapport du volume d’eau au volume des éléments chauffés est de 230, ce qui permet un
faible échauffement de l’eau dans la piscine lors de la trempe.

Cette dernière est rectangulaire, elle mesure 28,095 D de longueur, 6,9 D de hauteur et 9,5 D de largeur. Il
est à noter que le volume de la piscine est supérieur au volume d’eau, car le volume des éléments trempés
ainsi que certaines installations présentes dans la bâche ont été retirés pour le calcul du volume d’eau. L’eau
présente dans la bâche est de l’eau utilisée dans les processus industriels et n’est donc pas de l’eau pure. Il
s’agit d’un mélange d’eau, de diverses poussières liées à l’environnement et de calamine. 1

4.1.2 Instrumentation

Cette expérience a pour but de fournir des données de relevés de température pour valider des codes
de calcul. Pour cela, 29 thermocouples ont été placés dans le cylindre. Ces thermocouples sont organisés
selon quatre arrangements : un profil radial en haut, au milieu et en bas du cylindre, ainsi qu’un profil axial
au centre du cylindre. Les profils obtenus en haut et en bas sont placés à 0,1 L des extrémités du cylindre.
Afin de repérer ces thermocouples, un repère cylindrique (r,θ , z) est défini. Son origine est au centre de la
face située en bas du cylindre. Le placement de ces thermocouples ainsi que leurs numéros et type, sont
présentés à la figure 4.2, et la position de chaque thermocouple est indiquée au tableau C.2 dans l’annexe
C.

Afin de limiter les biais liés à la conduction axiale des thermocouples, presque tous les thermocouples
sont percés depuis les extrémités du cylindre afin de suivre les isothermes. Pour les thermocouples en haut
et en bas, un simple perçage peut être réalisé. Cependant, pour les thermocouples mesurant le profil radial
de température à mi-hauteur du cylindre, l’épaisseur d’acier à percer est trop importante pour être réalisée

1. Croûte d’oxydes de fer formée sur la surface d’un acier ou de la fonte lorsqu’ils sont chauffés à haute température.
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FIGURE 4.2 – Instrumentation du cylindre. Chaque point représente un thermocouple, et les numéros sont les
identifiants des thermocouples.

avec un foret classique depuis l’extrémité du cylindre. Les perçages pour les thermocouples numérotés 18,
20, 22, 24, 26 et 28 ont été réalisés par électro-enfonçage. Cette technique utilise une électrode qui forme
un arc électrique entre cette dernière et le métal. Cet arc permet de retirer itérativement de la matière.
Comme le perçage a été réalisé sur une profondeur relativement importante, la déviation de l’électrode
permettant l’électro-érosion est non négligeable. La position des thermocouples numérotés 24, 26 et 28 a
donc été vérifiée avec une mesure par ultrasons pour obtenir leur position précise. Malheureusement, pour
les thermocouples axiaux, il n’est pas possible de percer depuis les extrémités pour tous les placer. Seuls les
thermocouples n◦7 et n◦11 sont percés depuis la paroi. Les perçages des autres thermocouples axiaux sont
réalisés depuis la paroi latérale du cylindre. Ces perçages sont réalisés sur la paroi opposée de la région où
les thermocouples qui enregistrent le profil de température radiale sont localisés.

Six thermocouples supplémentaires sont placés près de la paroi : ce sont les thermocouples numérotés
de 12 à 17. Le perçage est réalisé depuis la paroi. Compte tenu des conditions expérimentales (environne-
ment industriel), ces thermocouples ont été ajoutés au cas où les autres thermocouples proches de la paroi
cesseraient de fonctionner pendant l’expérience. De plus, les thermocouples 12, 14 et 16 ont un diamètre de
0,5 mm, et les thermocouples n◦13, n◦15 et n◦17 ont un diamètre de 1 mm. Les autres thermocouples ont
un diamètre de 2 mm. Ces thermocouples ont donc un temps de réponse plus court, mais subissent un flux
axial beaucoup plus important à cause du perçage réalisé perpendiculairement aux isothermes. À noter que
le choix de prendre des thermocouples de 2 mm de diamètre privilégie la robustesse des thermocouples,
afin qu’ils soient opérationnels pendant toute l’expérience. Tous les thermocouples sont enduits de pâte
thermique pour favoriser le contact entre eux-mêmes et l’acier et assurer l’étanchéité du montage.

Les thermocouples doivent résister à une haute température pendant plus d’une journée, dans un envi-
ronnement oxydant (four industriel puis refroidissement en eau). Des thermocouples de type N avec gaine
en inconel et point chaud isolé ont été choisis, car ils représentent le meilleur compromis entre résistance et
précision de mesure.

Une autre contrainte concerne le nombre de thermocouples. Pour pouvoir enregistrer 29 relevés de
température en même temps, avec les contraintes du matériel disponible dans un environnement industriel,
la fréquence d’échantillonnage est restreinte à 10 Hz.
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FIGURE 4.3 – Transport et trempe du cylindre en acier inoxydable. Le temps est sans dimension et correspond à
1000 t̃.

4.1.3 Protocole expérimental

Dans un premier temps, le cylindre, son support et le châssis sont chauffés jusqu’à une température T0.
Cette chauffe respecte la cinétique de chauffe des pièces industrielles et dure environ 24 heures. La chauffe
est réalisée dans un four industriel de l’usine Framatome - Le Creusot. Il s’agit d’un four avec des brûleurs
à gaz conçu pour accueillir des pièces pour l’industrie nucléaire.

Une fois la chauffe effectuée, la pièce est sortie du four. Une frise chronologique illustrant les étapes de
manutention avant la trempe est proposée à la figure 4.3. L’échelle de temps t̃ est expliquée dans la section
4.2.2, et reprend le même formalisme que dans le chapitre 3. Tout d’abord, la pièce est transférée latérale-
ment sur un chariot pour la sortir du four. Ensuite, les palonniers décrits à la figure 4.1 se positionnent sous
le châssis. Ils sont manipulés à l’aide d’un pont roulant. L’ensemble est ensuite soulevé verticalement, puis
déplacé horizontalement jusqu’à être au-dessus de la piscine de trempe.

Ensuite, le tout est descendu progressivement. Lorsque le châssis est immergé à un tiers, une petite
pause est réalisée pour permettre à cette partie de refroidir avant l’immersion du cylindre. Après un temps
sans dimension de 11,5 ×10−4, l’immersion reprend. Le temps sans dimension à partir de ce moment pour
que le cylindre soit totalement immergé est de 7,2 ×10−4. L’immersion continue jusqu’à ce que le cylindre
soit à mi-hauteur de la piscine de trempe. Le cylindre reste alors immergé plusieurs heures jusqu’à ce que
son centre soit totalement refroidi.

4.2 Résultats expérimentaux

4.2.1 Déroulement de l’expérience

Deux expériences ont été menées afin de vérifier la reproductibilité des résultats. Dans le cas de la
première expérience, le profil de température obtenu après la chauffe est très homogène dans la pièce,
avec un écart maximal de quelques degrés Celsius. La manutention a été réalisée correctement, respectant le
cahier des charges attendu lors d’une trempe industrielle. De même, la trempe s’est déroulée sans problème.

Pour la deuxième expérience, la chauffe s’est déroulée normalement. Toutefois, pendant le transport de
la pièce entre le four et la bâche de trempe, presque tous les câbles des thermocouples ont été sectionnés.
Cela est dû aux conditions de manutention difficiles pour les thermocouples de cette taille et à la forte
oxydation des gaines, déjà présente à la fin de la première expérience.

Malheureusement, l’instrumentation de ce cylindre a pris plusieurs mois à être réalisée en raison des
difficultés techniques évoquées dans la partie 4.1.2. Combiné au coût important de ce type d’expérience,
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FIGURE 4.5 – Thermogramme du profil radial en bas du cylindre.

la deuxième expérience n’a pas pu être répétée. Seul un essai a été réalisé. Sans pouvoir l’affirmer avec
certitude, nous avons vu dans le chapitre 3 que la répétition de trempes sur la même pièce en acier donne
des résultats assez reproductibles en ce qui concerne les courbes de refroidissement à partir d’une certaine
profondeur dans la pièce. Ce point peut être rassurant quant à la fiabilité des résultats obtenus par cette
trempe, même si une seule expérience a été menée.

4.2.2 Courbes de refroidissement

4.2.2.1 Bas du cylindre

De la même manière que dans le chapitre 3, les résultats sont présentés sans dimension en utilisant la
même convention. Ici, la température T0 et les temps tmax et tdeb diffèrent de ceux du chapitre 3. En parti-
culier, tmax correspond au temps à partir duquel le thermocouple n◦ 30 atteint la température de saturation
de l’eau à une atmosphère, et tdeb correspond au temps où la base du cylindre touche l’eau. L’eau dans la
piscine de trempe est à une température notée Tℓ,0 correspondant à un sous-refroidissement noté ∆Tsub,0.
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FIGURE 4.4 – Position des thermocouples en
bas du cylindre.

Les courbes de refroidissement sont étudiées pour les pro-
fils radiaux placés en bas, au milieu et en haut du cylindre. La
figure 4.5 présente les courbes de refroidissement des thermo-
couples situés en bas du cylindre. Les positions des thermo-
couples situés en bas du cylindre sont rappelées sur la figure
4.4. Les thermocouples placés près de la paroi (figure 4.5a) su-
bissent un refroidissement très rapide au début de la trempe.
À t̃ = 77,93×10−3, la température mesurée par le thermocouple
n◦ 6 est à la température de saturation,Θ = 0. Sur ce graphique,
une rupture de pente au début de la trempe peut être observée
sur le relevé du thermocouple n◦ 6. Il pourrait s’agir d’un bref
instant d’ébullition en film. Cependant, sur le thermocouple
n◦ 16, placé légèrement plus loin de la paroi, cette rupture de pente n’est pas constatée. Le perçage de ce
même thermocouple est réalisé depuis la paroi arrondie du cylindre, et est donc sujet au biais de conduction
axiale des thermocouples, ce qui pourrait éventuellement expliquer cette différence d’observation entre les
deux thermocouples. Le thermocouple n◦ 5, percé depuis l’extrémité du cylindre avec un diamètre de 2
mm, et le thermocouple n◦ 17, percé depuis la paroi du cylindre avec un diamètre de 1 mm, sont placés à la
même profondeur. Pour ces deux thermocouples, la température mesurée est identique, l’instrumentation
ne semble pas influencer le résultat dans ce cas. Sur ces courbes et celle du thermocouple n◦ 4, il peut être
remarqué que la cinétique est déjà moins rapide. Sur la figure 4.5b, qui représente les mesures effectuées
en profondeur, le refroidissement est, comme attendu, beaucoup plus lent. Il faut environ 13 fois plus de
temps au thermocouple n◦ 30 pour atteindre la température de saturation par rapport au thermocouple n◦

6, qui est placé le plus près de la paroi. Cela montre que bien que l’échange de chaleur avec changement de
phase soit court dans le temps, inférieur à t̃ = 77,93×10−3, il conditionne le refroidissement du centre sur
une période bien plus longue.
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4.2.2.2 Milieu du cylindre
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FIGURE 4.6 – Position des thermocouples au
milieu du cylindre.

Les courbes de refroidissement au milieu du cylindre sont
présentées sur la figure 4.7, et les positions des thermocouples
au milieu du cylindre sont rappelées à la figure 4.6. À cette
hauteur en particulier, il peut être surprenant de constater que
les relevés des thermocouples n◦ 14 et n◦ 28 sont très diffé-
rents. En effet, la différence de profondeur entre les deux ther-
mocouples est inférieure à 2 mm et le thermocouple n◦ 28 est
placé plus près de la paroi. Toutefois, la température mesu-
rée par le thermocouple n◦ 14, d’un diamètre de 0,5 mm, est
plus basse que celle mesurée par le thermocouple n◦ 28, d’un
diamètre de 2 mm et positionné dans un perçage réalisé par
enfonçage via électro-érosion. Plusieurs paramètres peuvent
expliquer cela. Le thermocouple n◦ 14, étant percé depuis la
paroi, peut subir un biais de conduction axiale non négligeable. De l’autre côté, l’instrumentation relative-
ment difficile du thermocouple n◦ 28 peut entraîner un mauvais contact thermique entre le thermocouple,
la pâte thermique et le cylindre. De plus, ce thermocouple ayant un diamètre plus élevé, son temps de
réponse est également plus long, ce qui peut mener à une sous-estimation du refroidissement et donc une
surestimation de la température. En d’autres termes, le thermocouple n◦ 14 surestime probablement le sous-
refroidissement, tandis que le n◦ 28 le sous-estime probablement.

Le thermocouple n◦ 14 atteint la température de saturation à t̃ = 262,65× 10−3, soit en environ 3,4 fois
plus de temps que le thermocouple n◦ 6, alors que ce dernier est placé légèrement plus en profondeur.
Concernant le thermocouple n◦ 28, qui est placé quasiment à la même profondeur que le thermocouple
n◦ 6, ce temps est de t̃ = 223, 9 × 10−3. Ce thermocouple met donc 2,8 fois plus de temps à atteindre la
température de saturation. Il semble donc y avoir un effet géométrique très fort sur le refroidissement.
De la même manière qu’un refroidissement plus lent a été observé pour les thermocouples placés plus
haut dans le chapitre 3, cet effet se retrouve sur des pièces de taille semi-industrielle. De plus, dans le cas
d’un cylindre, la proximité du point de mesure avec la surface latérale et l’extrémité peut favoriser un
refroidissement plus important, car le ratio entre la surface trempée et le volume d’acier refroidi augmente.

Au début de la trempe, une légère rupture de pente peut également être observée sur les mesures de
températures des thermocouples n◦ 28 et n◦ 14. Cela pourrait indiquer la présence succincte d’une couche de
vapeur au début de la trempe. Cependant, en l’absence d’observations visuelles, il est difficile de conclure
sur cet aspect.

Pour les thermocouples situés plus en profondeur, présentés à la figure 4.7b, il est intéressant de consta-
ter une sorte de plateau pour le thermocouple n◦ 22 lorsque la température atteint la température de sa-
turation, Θ = 0. En reprenant le refroidissement de tous les thermocouples (figure 4.7c), il est constaté que
ce plateau est également présent pour le thermocouple n◦ 28 et de manière moins significative pour les
thermocouples n◦ 20 et n◦ 18. De prime abord, ce plateau pourrait être considéré comme un phénomène lié
à l’ébullition, mais dans ce cas, ce plateau devrait apparaître sur tous les relevés de température. De plus,
aucun plateau de ce genre n’a été constaté sur la partie basse du cylindre ni sur la partie haute. De plus,
les thermocouples n◦ 14 et n◦ 15, percés depuis la paroi latérale du cylindre, ne présentent pas ces plateaux.
Étant donné l’instrumentation difficile de ces thermocouples, il est possible que l’étanchéité des joints ait été
rompue lors de la trempe, apportant une quantité d’eau proche du thermocouple. Le plateau pourrait être
lié à la recondensation de cette dernière. Cette explication reste au stade d’hypothèse, car elle est impossible
à vérifier, mais dans tous les cas, ces plateaux ne semblent pas faire partie de la physique des échanges de
chaleur. La valeur de température de ces thermocouples est donc probablement peu pertinente.

4.2.2.3 Haut du cylindre

De même que pour les sections précédentes, la figure 4.9 représente les thermogrammes pour les ther-
mocouples placés sur le haut du cylindre. Leur position est rappelée à la figure 4.8. De prime abord, il peut
être intéressant de noter qu’aucune rupture de pente n’est constatée sur la figure 4.9a pour les thermo-
couples les plus proches de la paroi au début de la trempe. Le thermocouple n◦ 29, étant placé 2 mm plus
proche de la paroi que le thermocouple n◦ 12, se refroidit significativement plus rapidement au début de la
trempe, malgré un écart de position de seulement 2 mm.

Concernant la vitesse de refroidissement, le thermocouple n◦ 29 met un temps t̃ = 76, 8 × 10−3 pour
atteindre la température de saturation, soit un temps similaire à celui du thermocouple n◦ 6 placé en bas
du cylindre. Ces deux thermocouples semblent avoir la même cinétique de refroidissement. Comme pré-
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(c) Refroidissement des thermocouples lorsque la température est proche de la saturation, θ = 0.

FIGURE 4.7 – Thermogramme du profil radial au milieu du cylindre.

cédemment, cela peut s’expliquer par la proximité de ces points de mesure avec la surface latérale et la
surface à l’extrémité du cylindre. D’un point de vue thermohydraulique, on peut également considérer que
la thermique de l’eau liquide joue en faveur du refroidissement de ces deux thermocouples. En effet, la face
trempée en bas arrive dans une eau relativement froide, et la couche limite thermique latérale est faible.
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FIGURE 4.8 – Position des thermocouples en
haut du cylindre.

Au milieu du cylindre, le refroidissement se fait unique-
ment par la face latérale, alors qu’en haut, le refroidissement
se fait également par la face située à l’extrémité haute du cy-
lindre. De plus, la couche limite thermique est plus épaisse,
car toute l’eau chaude remonte sur les côtés du cylindre. Ces
deux phénomènes expliquent en partie pourquoi le refroidis-
sement au milieu du cylindre est plus lent que sur les extrémi-
tés. Concernant le refroidissement en haut, ce dernier devrait
être défavorisé par la couche limite thermique qui est la plus
importante à cet endroit. Cependant, le refroidissement étant
similaire, il semble que ce soit l’effet géométrique qui soit dé-
terminant pour expliquer le refroidissement plus rapide à cet
endroit. Toutefois, pour vérifier ces hypothèses, il faudrait une instrumentation plus conséquente dans la
partie liquide et/ou s’appuyer sur des modèles numériques.
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FIGURE 4.9 – Thermogramme du profil radial en haut du cylindre.

4.3 Modèle numérique

4.3.1 Équations fondamentales et modèle numérique

4.3.1.1 Modèle des volumes de fluide

Le chapitre 2 a proposé une approche de simulation numérique directe. Cette dernière a pour avan-
tage d’être très précise et de pouvoir étudier les phénomènes de l’ébullition à petite échelle. Toutefois, il
n’est pas possible d’utiliser une telle approche pour des simulations sur des pièces d’acier à l’échelle in-
dustrielle. Ces pièces étant de l’ordre de grandeur du mètre et les phénomènes d’ébullition se déroulant
à l’échelle micrométrique, une résolution directe serait trop couteuse en ressource et en temps de calcul.
Pour ce faire, ce modèle reprend la méthodologie appliquée dans plusieurs articles pour la simulation de
la trempe [56, 58, 115]. Cette dernière consiste à résoudre l’imposition du flux à l’interface fluide-solide
via des corrélations d’échange de chaleur et à simuler explicitement le fluide et le solide. Dans les articles
précédemment, des modèles d’échange de chaleur sont proposés en introduisant notamment deux coeffi-
cients Kburn et Kmf b décrits dans l’équation (1.43) du chapitre 1. Ces coefficients seraient des coefficients
correctifs qui prendraient en compte les effets transitoires de la trempe, les corrélations ayant été établies
en stationnaire. Toutefois, il n’existe pas d’explication physique quant à leur valeur, si ce n’est que ces der-
nières permettent de retrouver les résultats expérimentaux. De plus, ces articles ne prennent pas en compte
le régime de film instable. L’enjeu de ce chapitre est alors également de proposer un modèle d’ébullition
qui prend en compte ce phénomène et s’affranchit de ces coefficients correcteurs.

Dans notre cas, le logiciel commercial STAR-CCM+ est utilisé pour résoudre ces équations. Ce logiciel
dispose de plusieurs modèles pour modéliser le fluide. Les différents modèles utilisés dans la simulation
seront détaillés dans la suite de ce chapitre. Le but premier de ce modèle est de prédire correctement le
refroidissement de la pièce qui servira à quantifier les propriétés du métal. Toutefois, il n’est pas possible
de négliger la modélisation du fluide, car la température de ce dernier est utilisée dans le calcul des cor-
rélations d’échanges de chaleur, comme nous le verrons dans la partie 4.3.2. Un modèle Volume de Fluide
(VOF) est adopté. Ce modèle permet une résolution des équations de la mécanique des fluides en ne consi-
dérant qu’une seule équation de la quantité de mouvement, de la conservation de la masse et de l’énergie,
contrairement à la méthode Euler-Euler à deux fluides utilisée par Kamenicky et al. [56] qui résout ces équa-
tions pour chaque phase fluide. Toutefois, cette méthode présente également quelques inconvénients que
nous verrons par la suite.

Dans le cadre du modèle VOF, la variable χi représente le volume total occupé par le fluide i, Vi , dans
une cellule de volume V :

χi =
Vi

V
(4.1)

Par définition :
∑

i

χi = 1 (4.2)

Chaque grandeur thermophysique est évaluée dans ce modèle de la manière suivante :

100



ρ =
∑

i

χi ρi (4.3a)

k =
∑

i

χi ki (4.3b)

µ =
∑

i

χi µi (4.3c)

Cp =
1
ρ

∑

i

χi ρiCpi
(4.3d)

Cette quantité est ensuite transportée avec une équation d’advection :

Dχi

Dt
= −
χi

ρi

Dρi

Dt
−

1
ρi
∇ ·
�

χi ρi vd,i

�

+ Sχi
(4.4)

avec Sχi
une source éventuelle de fraction volumique de dimension 1/s et vd,i la vitesse de diffusion due

au cisaillement entre les phases.

4.3.1.2 Équation de la quantité de mouvement

Dans le modèle VOF, seule une équation de la quantité de mouvement est résolue avec les propriétés
présentées à l’équation (4.3). L’objectif de cette simulation n’est pas de résoudre explicitement les interfaces
de bulles, de films ou de poches de vapeur, mais plutôt d’obtenir une concentration volumique moyenne de
la vapeur dans chaque cellule. Ainsi, aucune interaction dynamique entre les phases n’est considérée. Par
souci de cohérence avec la section 4.3.2, les forces de cisaillement entre les phases sont également négligées.
Bien que ce modèle ne permette pas d’apprécier les effets fins liés à l’écoulement de la vapeur et à la
couche limite dynamique autour du cylindre, son objectif est de permettre la modélisation numériques de
trempe sur des configurations industrielles, nécessitant une simplification du modèle physique. De plus, les
échanges de chaleur sont imposés à l’aide de corrélations (voir section 4.3.2), et le paramètre d’importance
de la simulation est le refroidissement dans le solide. Avec ces hypothèses, l’équation de la quantité de
mouvement dans le fluide, en considérant une masse volumique variant avec la température, est donnée
par :

ρ
Du
Dt
= −∇p +∇ ·
�

2µ D
�

+∇ ·
�

λ∇ ·
�

u I
��

+ρg (4.5)

Ensuite, un modèle de turbulence de type URANS est utilisé pour modéliser numériquement celle-ci.
Ces équations utilisent une version moyennée de la vitesse, où celle-ci est décomposée en deux compo-
santes :

u = ū + u ′ (4.6)

où ū est la valeur moyenne de la vitesse et u ′ est la fluctuation turbulente aléatoire. Il est souvent
simplifié que cette valeur est la moyenne temporelle de la vitesse. Ceci est vrai si l’on s’intéresse à des cas
stationnaires. En réalité, elle correspond à la valeur moyenne de la vitesse si l’expérience était répétée un
nombre infini de fois. Autrement dit, pour chaque vitesse, ū est définie comme :

ū(x , t) = lim
N→∞

1
N

N
∑

n=1

u(n)(x , t) (4.7)

avec N le nombre total d’expériences et u(n)(x , t) la vitesse à un point et un instant de l’expérience n. En
appliquant ce modèle à l’équation (4.5), l’équation de la quantité de mouvement est modélisée par :

ρ
Dū
Dt
= −∇p +∇ ·
h

2µ
�

∇ū +∇ūT
�i

+∇ ·
�

λ ∇ ·
�

ū I
��

−∇ ·
�

ρu ′ ⊗ u ′
�

+ρg (4.8)

Le terme en bleu sarcelle est simplement ∇ ·
�

2µ D
�

calculé avec la vitesse moyenne. Ce modèle inclut
également le tenseur de Reynolds, représenté en rouge dans l’équation. Ce tenseur de Reynolds est nul en
l’absence de turbulence (u ′ = 0), mais nécessite des modèles pour être calculé dans le cas contraire. Dans
notre cas, le modèle de turbulence k − ε de Jones and Launder [53], dans sa version réalisable (realizable)
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[106], est choisi pour calculer ce terme. Ce modèle de turbulence a été développé pour des écoulements
monophasiques et n’est donc pas tout à fait adapté aux cas des écoulements diphasiques. Cependant, le
code commercial STAR-CCM+ dans sa version 2021 ne permet pas d’utiliser de modèle de turbulence par-
faitement adapté aux écoulements diphasiques. Toutefois, dans notre cas, l’écoulement est monophasique
lorsque l’ébullition est terminée et qu’il ne reste plus de vapeur dans le domaine de simulation.

4.3.1.3 Équation de la conservation de la masse

L’équation de conservation de la masse est quasi identique à la formulation classique, à l’exception qu’il
peut y avoir des transferts de masse entre les différentes phases. Dans notre cas, ces transferts sont liés aux
changements de phase entre la phase vapeur et liquide. La conservation de la masse s’écrit alors comme :

∂ ρ

∂ t
+∇ · (ρ ū) = S (4.9)

où S est la source volumique de changement de phase lié aux phénomènes d’ébullition en kg/m3/s.
Cette source peut s’écrire comme :

S = (ṁℓ→v − ṁv→ℓ) δΓ (4.10)

où δΓ est la fonction de Dirac d’unité 1/m, valant un aux interfaces liquide-vapeur et zéro sinon, ṁv→ℓ
est le débit massique de condensation et ṁℓ→v le débit massique de vaporisation.

4.3.1.4 Équation de l’énergie

Comme un changement de phase est considéré ici, il est essentiel d’intégrer l’enthalpie de changement
de phase dans le modèle numérique afin que l’eau liquide puisse se transformer en vapeur. En particulier,
il est nécessaire que l’eau liquide ne dépasse pas la température de saturation. Pour cela, l’équation de la
chaleur doit inclure une source de chaleur volumique pour modéliser l’énergie nécessaire au changement
de phase, qui ne contribue pas à l’élévation de la température. Cette source de chaleur volumique est définie
comme :

qV = −S hℓ→v (4.11)

De plus, dans notre modèle, on ne considère pas les termes de cisaillement entre les phases liquides et
vapeurs. La masse volumique est également considérée comme dépendant polynomialement de la tempé-
rature. L’équation de la chaleur résolue par le code STAR-CCM+ avec une masse volumique variable et un
modèle VOF est alors :

ρCp
D T
Dt
=∇ · (k ∇T) +∇u :

�

2µD
�

+∇u :
h

λ∇ ·
�

ūI
�i

+ qV (4.12)

Avec cette formulation, il n’est pas possible dans une cellule où il y a présence de vapeur et de liquide
de déterminer individuellement la température de l’un ou de l’autre. Seul un bilan d’énergie sur toute la
cellule est effectué, sans distinction de phase.

4.3.2 Échange de chaleur lors de l’ébullition

Pour fermer notre modèle, il reste à définir l’échange de chaleur à la paroi solide-fluide ainsi que le
débit de changement de phase. Pour modéliser l’échange de chaleur à la paroi pour chaque régime d’ébul-
lition, des corrélations établies en régime stationnaire sont utilisées. La plupart de ces corrélations ont été
présentées dans le chapitre 3, section 3.3.3. Notre modèle inclut également le régime de film instable dans
la courbe d’ébullition. Toutes ces corrélations dépendent de la température de paroi du solide, Tw et de la
température du liquide en dehors de la couche limite thermique, Tℓ. Dans ce modèle, ces deux tempéra-
tures sont déterminées à l’aide des modèles numériques présentés dans la section précédente. Il y a donc
un couplage fort entre la résolution numérique des équations de conservation et le flux thermique imposé
à l’interface liquide-solide.

Pour le régime d’ébullition en film, ce dernier est modélisé avec la corrélation de Shiotsu and Hama
[107] qui est valable pour des cylindres positionnés verticalement, et prend en compte l’effet du sous-
refroidissement dans l’échange de chaleur. Il doit être tout de même noté que cette corrélation a été vé-
rifiée expérimentalement avec des cylindres de 3 mm de diamètre et 180 mm de hauteur, ce qui est loin
des dimensions du cylindre utilisé dans l’expérience décrite dans ce chapitre. De plus, la corrélation a été
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comparée à des résultats expérimentaux pour des sous-refroidissements valant au maximum 60 ◦C dans le
réfrigérant R113. Toutefois, les auteurs concluent que la corrélation, en comparaison avec les résultats expé-
rimentaux, a une précision de l’ordre de ± 20%. La plupart des corrélations étant établies sur des objets de
petites tailles, l’utilisation de cette corrélation, dans notre cas, impose de l’extrapoler pour des tailles plus
grandes, mais également des sous-refroidissements plus importants. Cette corrélation est appliquée si la
température du mur, Tw, est plus grande que la température minimum d’ébullition en film Tmf b. Cette der-
nière est estimée en utilisant la corrélation de Carbajo [18], décrite dans la section 1.3.2.2 à l’équation (1.32),

avec le paramètre γ
eℓ
ew
= 2,2. Cette valeur correspond à la moyenne des valeurs de ce paramètre obtenues

expérimentalement pour de l’acier inoxydable oxydé 2 trempé dans de l’eau. Pour rappel, cette corrélation
prend en compte les effets de sous-refroidissement, d’état de surface, et de convection forcée. De même que
pour la corrélation de Shiotsu and Hama [107], cette corrélation a été établie pour des cylindres ayant des
dimensions plus petites et pour des sous-refroidissements moins importants, elle est donc extrapolée dans
notre cas.

Comme le régime de film instable est pris en compte, la même approche que celle de la section 3.3.3 est
utilisée : le flux pendant l’ébullition en film instable, ou Unstable Film Boiling (UFB), quf b, est égal au flux du
régime de transition évalué (voir équation (4.14)) à la température limite de surchauffe thermodynamique
de l’eau Tshl :

quf b = qt rans(Tshl) (4.13)

Ce flux est imposé lorsque la température est inférieure à la température minimum d’ébullition en film,
Tmf b et supérieure à la température maximale de surchauffe de l’eau, déterminée par Pavlov and Skripov
[87] comme valant Tshl = 575 K à un bar. Cependant, cette modélisation du flux pose un problème de dis-
continuité entre la fin du régime d’ébullition en film et le début du régime d’ébullition en film instable.
Pour assurer la continuité, une zone de transition de 5◦C est définie. Cette transition est valable lorsque la
température murale Tw est comprise entre ]Tmf b−5; Tmf b]. Dans cette zone le flux est interpolé linéairement.

Pour le régime de transition, une approche plus classique est utilisée avec une interpolation linéaire.
Ainsi, le flux lors du régime de transition est calculé comme suit :

qt rans =
Tw − Tch f

Tmf b − Tch f
qmf b +

�

1−
Tw − Tch f

Tmf b − Tch f

�

qch f (4.14)

Ce régime est considéré pour des températures inférieures à Tshl et supérieures à la température de flux
critique, Tch f . Cette dernière est évaluée avec la corrélation de Carbajo [18] présentée à l’équation (3.12) qui
prend en compte le sous-refroidissement. Cette corrélation a été développée pour des cylindres positionnés
verticalement, mais de plus petites tailles que celui utilisé dans notre expérience. En revanche, la corrélation
a été comparée à des données expérimentales où le sous-refroidissement était au maximum de ≈ 76◦C. Le
flux critique est quant à lui évalué avec la corrélation de l’échange de chaleur d’ébullition en film évalué à
la température du flux critique. Des corrélations sur la valeur du flux critique existent [72], mais ce choix
a été fait pour garantir la continuité de la courbe d’ébullition entre le régime d’ébullition nulcéée et le flux
critique.

Pour l’ébullition nucléée, la corrélation de Rohsenow [98] est utilisée, car elle permet de décrire avec
une bonne précision le flux thermique lors de l’ébullition nucléée [124, 91, 92]. La prise en compte du sous-
refroidissement dans cette corrélation a été décrite dans le chapitre 1 à l’équation (1.48). Cette relation est
rappelée ci-dessous :

qw = qRohsenow + qnc (4.15)

L’expression du flux qRohsenow a été définie à l’équation (1.47). Son expression est :

qRohsenow =

�

1
Cs f

�1/r

Pr−s/r
ℓ

�

Jasup

Cpℓ

Cpv

�1/r
µℓ hℓ→v

Lcap
1/2

(4.16)

Dans notre cas, le paramètre Cs f est pris égal à 0,02 pour le couple solide-fluide acier-eau [19]. Cette
valeur a été déterminée pour un cylindre positionné horizontalement, ce qui diffère de notre géométrie.

Le flux thermique convectif généré par l’échange de chaleur monophasique entre le solide et la phase
liquide présente lors de l’ébullition nucléée, qnc , peut être évalué à l’aide de corrélations, mais peut égale-
ment être résolu numériquement assez aisément dans un écoulement monophasique en utilisant une loi de

2. Le terme inoxydable est un abus de langage, ces aciers sont plus résistants à l’oxydation, mais peuvent quand même s’oxyder dans
certaines conditions.
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FIGURE 4.10 – Modèle de la courbe d’ébullition utilisé dans le modèle numérique. Les annotations se réfèrent à
la courbe avec un sous-refroidissement de 80◦C.

paroi. Le logiciel STAR-CCM+ peut résoudre les échanges de chaleur entre un solide et un fluide de cette
manière, et il est possible de récupérer la valeur de ce flux, même si un autre flux est imposé à l’interface.
Lorsque le régime d’ébullition nucléée est atteint, il n’y a quasiment plus de fraction de vapeur dans les
cellules proches de la paroi. Le flux calculé par le logiciel STAR-CCM+, qui n’est pas le flux imposé dans la
simulation, est alors très proche de celui d’un écoulement monophasique. La valeur de qnc est alors prise
égale à ce flux calculé par le logiciel de simulation. Cela permet d’avoir une estimation dépendante de la
géométrie et de l’écoulement local. De plus, lorsque la température de l’interface solide devient inférieure
à la température de saturation, c’est ce flux qui sera imposé. Cela permet donc également la continuité du
flux entre ébullition nucléée et échange de chaleur purement monophasique.

Afin de visualiser la courbe d’ébullition, le terme d’échange de chaleur lié à la convection naturelle lors
de l’ébullition nucléée, défini dans l’équation (1.48), est évalué avec la corrélation de Churchill and Chu
[24]. Pour un sous-refroidissement de 80◦C, la courbe du modèle avec prise en compte du régime de film
instable est tracée à la figure 4.10. Les annotations sur cette figure se réfèrent à ce sous-refroidissement. Deux
autres courbes en transparence permettent de comparer le modèle pour d’autres sous-refroidissements.

La température du liquide, Tℓ, nécessaire aux calculs des corrélations, est évaluée dans le fluide à une
distance normale à la paroi de 0,233 D, en supposant que la couche limite thermique est inférieure à cette
distance. Cette hypothèse sera validée après chaque calcul, en analysant la fonction distance par rapport à la
paroi et en vérifiant si elle atteint Llimit = 0, 233 D. Cette température est très importante, car les corrélations
utilisées pour modéliser l’échange de chaleur y sont fortement dépendantes. La figure 4.11a illustre cette
situation. Toutefois, une exception existe pour le cas représenté à droite sur la figure 4.11b : lorsque deux
parois solides se font face à une distance inférieure à Llimit, aucune isovaleur de la fonction distance n’est
présente entre elles. Dans ce cas, la température est prise au milieu de la distance entre les parois.

Le débit de changement de phase ṁV est le paramètre le plus complexe à évaluer avec ce modèle, en
particulier le débit de condensation ṁv→ℓ. Dans un modèle Euler-Euler, où les températures liquide et va-
peur sont connues, il est plus facile d’approximer ce débit de vaporisation. Cependant, dans notre cas, seule
une température est calculée. Initialement, le débit de condensation est considéré comme nul en raison de
sa difficulté d’évaluation. Le terme source de changement de phase S ne dépend plus alors que des phé-
nomènes d’ébullition. Dans cette première approche, la prise en compte du changement de phase lors de
l’ébullition permet d’éviter d’avoir de l’eau liquide avec une température supérieure à sa température de
saturation, ce qui fausserait fortement l’estimation de la couche limite thermique. Cependant, ne pas modé-
liser la condensation influence la thermique, car l’énergie utilisée pour la vaporisation n’est pas retransmise
au liquide après que la vapeur a été condensée.

Pour modéliser la vaporisation de l’eau liquide, l’hypothèse formulée par Kamenicky et al. [56] est
reprise pour tous les régimes sauf l’ébullition nucléée. Ce modèle part de la description physique que le
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FIGURE 4.11 – Évaluation de la température liquide prise en compte dans le calcul des corrélations utilisées dans
le modèle numérique de trempe.

flux thermique transmis du solide vers le fluide peut servir à vaporiser de l’eau liquide, à la chauffer ou à
chauffer la vapeur. L’hypothèse est alors de considérer que ce flux thermique sert uniquement à chauffer la
vapeur ou à vaporiser l’eau liquide. La partie servant à chauffer la vapeur est déterminée en pondérant ce
flux par la fraction volumique de vapeur, et la partie du flux servant à vaporiser l’eau liquide est déterminée
en pondérant ce flux thermique par la fraction volumique de liquide. Ainsi, la source de changement de
phase, S défini à l’équation (4.17) est approximée par :

S ≈ χℓ
qw

hℓ→v
δΓ (4.17)

La vaporisation est ensuite supposée se produire uniquement dans la première maille fluide à l’interface
fluide-solide. Le terme δΓ est alors approximé comme :

δΓ ≈
Scell

Vcell
(4.18)

avec Scell la surface de l’interface fluide-solide de la cellule et Vcell le volume de la première cellule fluide
adjacente à cette interface. Le terme source de changement de phase dans notre modèle, hors ébullition
nucléée, est alors défini par :

S ≈ χℓ
qw Scell

hℓ→v Vcell
(4.19)

Dans le cas de l’ébullition nucléée, grâce à la formulation de l’équation (4.15) représentant le transfert
de chaleur présenté, ce débit de vaporisation peut être plus précisément calculé :

S ≈
qRohsenow Scell

hℓ→v Vcell
(4.20)

où le terme qRohsenow, défini à l’équation (1.47), remplace qw de l’équation (4.19). En particulier, la contri-
bution de l’échange convectif monophasique lors de l’ébullition nucléée n’est pas prise en compte dans la
source de changement de phase, comme elle n’y contribue pas.

4.3.3 Géométrie, condition initiales et immersion

4.3.3.1 Géométrie et conditions limites

La géométrie est la même que celle présentée à la figure 4.1. Bien que les palonniers se réchauffent lé-
gèrement pendant le transport, sauf les parties en contact avec le châssis qui subissent une augmentation
significative de température, il est décidé de ne pas modéliser la physique des échanges de chaleur dans
ces derniers afin de réduire le nombre de mailles et donc le temps de calcul. Cette hypothèse ne devrait
pas affecter les résultats, étant donné la faible partie de ces palonniers chauffée par conduction depuis le
châssis et leur éloignement par rapport à la pièce trempée. Toutefois, une condition de non-glissement est
imposée pour bien modéliser l’écoulement autour d’eux. Le châssis, le support et le cylindre, qui ont été
chauffés, sont maillés intégralement. Une condition de non-glissement est imposée sur leur surface et le
flux thermique y est imposé tant que la surface est plus chaude que la température de saturation. Lorsque
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FIGURE 4.12 – Conditions limites pour la simulation de trempe à échelle semi-industrielle.

la température de surface est inférieure à la température de saturation, la résolution de l’échange de cha-
leur se fait via la résolution de la couche limite de manière classique avec les modèles numériques évoqués
précédemment. La piscine de trempe est également modélisée intégralement. Les propriétés de l’eau li-
quide dépendent de la température, à l’exception de la capacité calorifique qui est considérée constante à
4184,1 J/kg/K. Les propriétés thermophysiques de la vapeur dépendent toutes de la température. Les pa-
rois de la piscine sont considérées adiabatiques et une condition de non-glissement est imposée sur celles-ci.
Pour modéliser la surface libre de l’eau de la piscine, une sortie de pression adiabatique est considérée. Cette
condition limite permet également d’évacuer la vapeur générée lors de la simulation.

4.3.3.2 Condition intiales et immersion

Lors de l’expérience, une phase de transport est opérée pour amener la pièce du four, où elle a été
chauffée, à la piscine de trempe. Les conditions de température pour le cylindre ne sont pas homogènes
à une température T0, car pendant le transport, les parois de la pièce ont déjà été refroidies. Pour simuler
cette phase de manutention, des méthodes de calcul industriel ont été utilisées, mais ne seront pas abordées
ici. Toutefois, ces méthodes permettent d’estimer correctement le refroidissement de la pièce pendant cette
phase de transition et de définir les conditions initiales du calcul de trempe.

Afin de réduire le temps de calcul, la phase d’immersion n’est pas modélisée explicitement, la pièce
est directement positionnée dans l’eau dans la simulation. Pour prendre tout de même en compte les effets
d’immersion, le coefficient imposé en paroi est pris comme celui pour un échange métal-air tant que la pièce
n’est pas immergée dans l’expérience réelle. Par exemple, si au temps t1 de l’expérience la pièce n’est pas
encore immergée, alors dans la simulation, le flux imposé en paroi au temps t1 est pris comme celui d’un
échange métal-air. Le coefficient d’échange métal-air a été estimé empiriquement sur plusieurs expériences
similaires menées dans ces conditions. Si, en revanche, pour un temps t2, la pièce est localement immergée
dans l’expérience, alors à cette localisation dans la simulation, les corrélations présentées dans la partie
4.3.2 sont imposées jusqu’à ce que la température de la paroi soit inférieure à la température de saturation.
Ce choix de méthode de simulation de l’immersion permet de se passer d’un modèle à trois phases fluides
(eau liquide, vapeur et air), mais présente quelques biais.

Tout d’abord, lorsqu’une partie du cylindre est considérée comme étant en contact avec de l’air, le flux
imposé évacue de l’énergie du cylindre vers le fluide près de l’interface. Dans la réalité, cette énergie serait
évacuée dans l’air, mais comme dans notre simulation, le cylindre est déjà placé dans la piscine, ce flux
s’évacue dans le liquide. Cela génère un échauffement de l’eau qui ne se produit pas dans la réalité. De
plus, dans notre modèle, lors de la phase d’immersion, notre pièce est déjà placée dans la piscine. Donc,
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quand les parois en bas du montage commencent à être considérées comme étant en contact avec de l’eau,
elles relâchent leur chaleur dans le bas de la piscine de trempe. En réalité, cette chaleur est relâchée en haut
de la bâche de trempe. De même, une partie de la vapeur est générée en haut de la bâche de trempe et
peut donc quitter cette dernière, emportant avec elle toute l’énergie qu’elle contient. Il est évident qu’une
modélisation explicite de l’immersion est plus proche de la réalité, mais serait plus couteuse en temps
de calcul. Cette première approche de la modélisation de l’immersion est donc choisie, car elle permet
de simuler la trempe dans un temps raisonnable par rapport aux exigences industrielles. Toutefois, cette
représentation non explicite de l’immersion sera discutée dans la section 4.4.4.

4.4 Résultats numériques

4.4.1 Formalisme des résultats

Contrairement à la partie expérimentale de ce chapitre, les résultats sans dimension présentés sont défi-
nis comme suit. La température sans dimension Θ est définie comme :

Θ =
T + (Tex p,0 − Tsim,0)− Tsat

T0 − Tsat
(4.21)

Le terme (Tex p,0 − Tsim,0) représente l’écart de température entre l’expérience et la simulation à l’instant
initial du début de la trempe. Comme le transport en air a été simulé et que cette simulation sert de condition
initiale à la trempe, il existe déjà un premier écart lié à cette simulation. Afin de ne pas confondre cet écart
avec un écart dû à la simulation de trempe, l’ajout du terme (Tex p,0 − Tsim,0) permet de partir de la même
température dans l’exploitation des résultats. La température T0 est quant à elle la température obtenue à la
fin de la chauffe. Toutefois, pour l’évaluation des températures de paroi, comme il n’existe pas de données
expérimentales, elles seront définies comme :

Θ =
T − Tsat

T0 − Tsat
(4.22)

Le temps sans dimension est défini comme :

t̃ =
t − tdeb

tsim
(4.23)

où tdeb est le temps à partir duquel le bas du cylindre commence à être immergé, et tsim le temps phy-
sique total simulé. Le rapport entre ce temps et le temps à partir duquel le thermocouple n◦ 30 atteint la
température de saturation de l’eau à une atmosphère est de 23,18. En d’autres termes, seul le dénominateur
dans l’expression de t̃ est modifié par rapport à la partie expérimentale.

4.4.2 Convergence en temps

Le logiciel STAR-CCM+ est également utilisé pour générer le maillage. Sur des géométries industrielles,
plusieurs paramètres locaux doivent être appliqués au mailleur pour obtenir un maillage adéquat étant
donné la géométrie complexe. Dans notre cas, la convergence du maillage en espace est recherchée, notam-
ment pour le refroidissement côté solide. Une première étude de convergence temporelle est réalisée avec
un maillage où l’épaisseur de la plus petite maille côté solide est de ∆xΓw = 2, 38× 10−3D. Une sensibilité
sur le maillage sera effectuée par la suite. Le pas de temps est alors défini comme :

∆t = Cα
∆x2

Γw

k
(4.24)

Plusieurs valeurs de Cα ont été choisies pour mener l’étude de convergence temporelle : 1,0, 0,1, 0,05.
Pour chacune de ces valeurs, une simulation a été réalisée et les températures de paroi calculées le long de
l’axe des thermocouples en bas, au milieu et en haut du cylindre sont comparées pour vérifier la conver-
gence en temps. Conformément aux règles évoquées dans la partie 4.4.1, les résultats sont présentés sans di-
mension. Toutefois, une nuance sera apportée dans la mise sans dimension des données pour les comparer
aux résultats expérimentaux, point qui sera abordé dans la section 4.4.4. Les températures sont représentées
à la figure 4.13. Il semble que le critère Cα = 1,0 mène déjà à une convergence numérique, car la prédiction
de température de paroi n’est pas très éloignée des courbes avec un pas de temps plus petit. Toutefois, des
oscillations numériques peuvent être observées à partir de t̃ ≈ 0,15.
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FIGURE 4.13 – Évolution de la température de paroi en bas, au milieu et en haut du cylindre pour différentes
valeurs de Cα.

Localisation Cα Écart absolu moyen Écart relatif moyen

0,05 réf. réf.

Bas du cylindre 0,1 3,57× 10−3 1,86 %

1,0 13,49× 10−3 9,16 %

0,05 réf. réf.

Milieu du cylindre 0,1 3,60× 10−3 7,24 %

1,0 46,02× 10−3 39,62 %

0,05 réf. réf.

Haut du cylindre 0,1 36,43× 10−3 13,33 %

1,0 105,56× 10−3 29,43 %

TABLEAU 4.1 – Convergence de la température de paroi pour différentes valeurs de Cα .

De manière plus quantitative, l’écart absolu moyen pour la simulation avec Cα = 0,05, par rapport
aux autres valeurs de Cα, ainsi que l’écart relatif moyen temporellement, sont présentés dans le tableau
4.1. Ces écarts sont évalués entre le moment où l’eau touche la paroi jusqu’à la fin de la chute rapide de
température. À la lumière de ces résultats, il semble que le paramètre Cα = 0, 1 offre une convergence
temporelle satisfaisante pour ce maillage, en ce qui concerne la température de paroi. Cette valeur sera
retenue comme critère de convergence temporelle pour la suite de l’étude. Une analyse plus détaillée des
résultats sera présentée sur le cas convergé.
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FIGURE 4.14 – Évolution de la température de paroi en bas, au milieu et en haut du cylindre pour différentes
valeurs de ∆xΓw .

4.4.3 Convergence en maillage

Dans un second temps, la convergence en maillage est réalisée. Pour ce faire, le critère de convergence
temporelle décrit dans la section 4.4.2 est employé. Comme il s’agit d’un maillage non structuré avec plu-
sieurs paramètres de raffinement, l’étude de convergence se concentre principalement sur la taille de la
maille solide adjacente au fluide, notée ∆xΓw , avec Γw faisant référence à la frontière du solide. Trois tailles
de mailles ont été testées : 4, 76× 10−3D, 2,14× 10−3D et 1, 19× 10−3D. Le critère de convergence temporel
utilisé est le même que pour la convergence spatiale, à savoir l’évolution de la température à la paroi en
bas, au milieu et en haut du cylindre. Les résultats de cette étude de sensibilité au maillage sont montrés
sur la figure 4.14.

Sur ces trois figures, il peut être observé que la convergence des maillages semble être satisfaisante pour
une première maille d’épaisseur ∆xΓw = 2,14× 10−3D. Afin d’être plus quantitatif, le tableau 4.2 présente
pour chaque maillage l’erreur absolue moyenne entre ce maillage et le maillage le plus raffiné pour la plage
de temps comprise entre t̃ = 0,08 et t̃ = 0, 1, ainsi que l’écart relatif sur la même plage de temps. L’écart
absolu moyen est globalement faible pour tous les maillages. Cet écart diminue lorsque∆xΓw diminue, sauf
en ce qui concerne le bas du cylindre, où cet écart est légèrement plus important pour le maillage avec
∆xΓw = 2,14× 10−3D que pour le maillage moins raffiné avec ∆xΓw = 4, 76× 10−3D. En ce qui concerne les
écarts relatifs, ils sont inférieurs à 10% pour le milieu et le bas du cylindre. Ils sont cependant plus élevés
pour le bas du cylindre. Cela s’explique par le fait qu’à t̃ ≈ 0,092, la valeur de Θ devient proche de zéro, ce
qui fait fortement augmenter l’écart relatif.

Au vu de l’analyse de ces résultats, le maillage avec ∆xΓw = 2, 14 × 10−3 D et la valeur Cα = 0,1 est
considéré comme suffisamment convergé numériquement au regard de la température de paroi.

4.4.4 Résultats et discussion

4.4.4.1 Description qualitative de la simulation

Afin de faciliter la compréhension lors de la comparaison entre les résultats numériques et expérimen-
taux dans la suite de l’étude, une première présentation qualitative des résultats de la simulation est réali-
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Localisation ∆xΓw /D Écart absolu moyen Écart relatif moyen

1,19×10−3 réf. réf.

Bas du cylindre 0,214×10−3 42,46× 10−3 25,11 %

4,76×10−3 38,69× 10−3 36,55 %

1,19 réf. réf.

Milieu du cylindre 0,214×10−3 14,23× 10−3 2,97 %

4,76×10−3 22,64× 10−3 4,57 %

1,19 réf. réf.

Haut du cylindre 0,214×10−3 8,92× 10−3 2,51 %

4,76×10−3 16,09× 10−3 3,34 %

TABLEAU 4.2 – Convergence de la température de paroi pour différentes valeurs de ∆xΓw/D.

sée. Conformément à la chronologie expérimentale, le châssis est d’abord partiellement immergé jusqu’au
tiers de sa hauteur, puis refroidi pendant quelques secondes. Après ce temps, le reste du châssis et du cy-
lindre est totalement immergé. Lorsque le cylindre entre en contact avec l’eau, un régime d’ébullition en
film est observé dans la simulation. La description des différents régimes autour du cylindre est présentée
à la figure 4.15 pour plusieurs valeurs adimensionnées du temps t̃.

À t̃ = 0,08, correspondant au début de l’immersion du cylindre, les zones nouvellement immergées
sont en ébullition en film ou en film instable. Le régime en film instable semble localisé sur les parois du
cylindre qui ne font pas face au support. Le reste du support et du châssis est déjà majoritairement entré
dans le régime d’ébullition de transition et d’ébullition nucléée. Lorsque l’immersion est presque terminée,
le bas du cylindre commence à entrer dans le régime de transition ou d’ébullition nucléée, comme illustré
à t̃ = 0,09.

Une fois le cylindre complètement immergé, la plupart de ses parois sont soumises au régime d’ébulli-
tion en film instable ou de transition, correspondant à t̃ = 0, 10 sur la figure 4.15. Cependant, de larges zones
sont encore soumises à l’ébullition en film, notamment près de la partie du cylindre faisant face à la partie
supérieure du support et le haut du cylindre. Ces résultats sont cohérents avec notre modèle numérique,
où ces zones présentent une distance entre la paroi du cylindre et le haut du support inférieure à Llimit. La
température utilisée pour évaluer les corrélations est donc prise à mi-distance entre chaque paroi, ce qui ré-
sulte en une température du liquide Tliq supérieure à celle obtenue à une distance Llimit. Cette température
plus élevée prédit donc une température minimale d’ébullition en film plus basse.

À t̃ = 0,11, la majorité des parois latérales du cylindre sont soit soumises au régime d’ébullition nucléée,
soit à un échange de chaleur purement monophasique. Cependant, les zones du cylindre faisant face à
la partie haute du support montrent encore légèrement des traces d’ébullition en film, film instable ou
transition. Le haut du cylindre reste également en régime de film instable, ce qui peut s’expliquer par la
formation de zones de recirculation en haut du cylindre. Ces zones augmentent localement la température
du liquide, ralentissant ainsi le refroidissement du cylindre à cet endroit. Ces zones de recirculation peuvent
notamment être observées sur la figure 4.16.

Par la suite, le cylindre continue de se refroidir et toutes ses parois sont soumises au régime d’ébullition
nucléée ou à un échange de chaleur monophasique entre la paroi solide et le liquide. Comme nous le verrons
plus tard, à ce stade, la température de la paroi se stabilise autour de la température de saturation. Il semble
donc que la simulation prédise un équilibre prolongé entre l’échange de chaleur en ébullition nucléée et en
échange de chaleur monophasique.

Dans un second temps, l’évolution de la fraction volumique de vapeur χv peut également être observée
pour mieux comprendre la simulation. L’évolution de cette fraction dans le plan de visualisation présenté
à la figure 4.12 est affichée pour plusieurs instants à la figure 4.16. Lorsque le cylindre et le support com-
mencent à être immergés, de la vapeur se forme sur les parois et remonte vers la surface de la piscine.
Vers t̃ ≈ 0, 07, des colonnes de vapeur peuvent être observées s’élevant du haut du support. À environ
t̃ ≈ 0, 09, une zone de recirculation commence à se former au sommet du cylindre, devenant plus visible à
t̃ = 0,14. Tout au long de cette phase transitoire, la partie inférieure horizontale du cylindre, faisant face au
support, se refroidit moins rapidement en raison de la température plus élevée de l’eau liquide dans cette
zone. La rupture du film de vapeur y est donc retardée. Lorsqu’elle se produit finalement, une forte fraction
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FIGURE 4.15 – Régime d’ébullition pour plusieurs valeurs de temps sans dimension t̃.
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FIGURE 4.16 – Fraction volumique de vapeur, χv , pour plusieurs valeurs de temps sans dimension t̃.

volumique de vapeur apparaît dans cette zone, comme illustré à t̃ = 0,24 sur la figure 4.16.
Ces observations sont intéressantes, car elles permettent non seulement de visualiser les zones de la

pièce qui sont moins bien trempées en raison de leur refroidissement plus lent, mais également de repérer
les zones où la vapeur stagne. Ces informations peuvent être cruciales pour identifier les points critiques
lors du processus de trempe et potentiellement améliorer les procédés industriels. Il est toutefois rappelé
que comme la condensation n’est pas prise en compte dans le modèle, la présence de vapeur doit être en
réalité bien moindre que celle calculée par la simulation, surtout pour un fort sous-refroidissement.

La figure 4.17 présente le champ thermique lors du début de la trempe. Le champ thermique dans le
solide est représenté par le rapport entre la surchauffe et la surchauffe initiale. Dans le liquide, ce champ
est représenté par le rapport entre le sous-refroidissement et le sous-refroidissement initial. Du côté solide,
il est intéressant de noter la différence d’inertie thermique entre le cylindre et son support. Ce dernier étant
beaucoup plus fin, sa température, même au centre, atteint beaucoup plus vite la température de saturation,
∆Tsup = 0 ◦C, que le cylindre. Ce refroidissement plus rapide crée alors un flux conductif entre le cylindre et
son support. Au milieu de ce support, il peut être observé une zone où la température est plus importante.
Cette zone est notamment visible sur la dernière image. Comme il a été présenté à la figure 4.1, le support
forme une croix. Ce point chaud est en réalité dans la masse du support et n’est pas en contact avec le fluide,
ce qui explique que sa est température supérieure au reste du support.

Ces images permettent également de visualiser le fort écart de température entre le centre et la paroi du
cylindre. Notamment sur la dernière figure, il peut être observé que la paroi a déjà atteint la température de
saturation alors que le centre du cylindre a à peine commencé à refroidir. Afin d’obtenir une pièce à tempé-
rature ambiante, il est alors nécessaire de continuer le refroidissement dans ces zones même après arrêt de
l’ébullition. La vitesse de refroidissement est alors beaucoup plus faible au centre du cylindre qu’au paroi.
Dans le cas de l’acier SS304L utilisé ici, il n’y a pas de changement de phase métallurgique. Cependant, dans
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FIGURE 4.17 – Champ thermique pour plusieurs valeurs de temps sans dimension t̃. Dans le solide, le champ
est représenté par le rapport entre la surchauffe et la surchauffe initiale, ∆Tsup/∆Tsup,0, et dans le fluide, il est
représenté avec le rapport entre le sous-refroidissement et le sous-refroidissement initial ∆Tsub/∆Tsub,0.

le cas d’un acier bas carbone, si la vitesse de refroidissement n’est pas suffisamment rapide, il peut alors y
avoir formation de ferrite, qui est une phase métallurgique qui n’est pas recherchée dans la fabrication des
aciers. Le refroidissement rapide de la paroi est donc essentiel pour éviter la formation de cette phase lors
d’une trempe.

Côté fluide, l’échauffement de ce dernier lors de la trempe peut être observé. Le sous-refroidissement
diminue au moins jusqu’au temps sans dimension t̃ = 0, 093 avant d’augmenter, comme il peut être visible
sur l’image de la figure 4.17 au temps sans dimension t̃ = 0,180. Au-dessus du cylindre, il peut être observé
une zone d’accumulation de chaleur au temps sans dimension t̃ = 0, 093. Cette zone correspond à la zone
de recriculation mentionnée précédemment.

La figure 4.18 représente le champ de vitesse pour plusieurs valeurs de temps sans dimension t̃. La
vitesse sans dimension représentée correspond au rapport entre la norme de la vitesse calculée ||u||, et la
vitesse d’immersion ||uimmers||. Comme il peut être observé, la vitesse augmente fortement lorsque le cy-
lindre est immergé. Cette augmentation est due au fort flux de chaleur entre le solide et le fluide. Ce flux
permet la vaporisation d’une partie de l’eau liquide, qui se transforme en vapeur. Les fortes vitesses obser-
vées sont alors dues à la différence de masse volumique entre l’eau liquide et la vapeur. Cette différence
étant très forte, les forces de flottaison générées sont très grandes, ce qui mène à développer un écoulement
avec des vitesses jusqu’à 30 fois supérieures à celle de l’immersion. Bien que notre simulation ne repré-
sente pas explicitement l’immersion, ces résultats semblent tout de même montrer que le champ de vitesse
dans l’expérience est principalement dû aux effets thermiques, comme attendu. Il est toutefois important
de noter que dans notre cas, comme on ne considère pas d’interaction dynamique entre la vapeur et l’eau
liquide, les vitesses calculées sont surestimées. Une fois que l’ébullition se termine, les vitesses mises en jeu
sont alors beaucoup plus faibles, comme il peut être observé sur l’image à droite de la figure 4.18. La zone
de recirculation au-dessus du cylindre peut également être observée avec ces images.

4.4.4.2 Bas du cylindre

L’analyse est conduite dans l’ordre chronologique de la trempe. Initialement, la partie inférieure du cy-
lindre est immergée. Les résultats de simulation sont comparés aux résultats expérimentaux en termes de
température et de vitesse de refroidissement, comme présenté à la figure 4.19. Pour des raisons de clarté,
seuls les résultats des thermocouples placés le plus près de la paroi, et donc les plus sensibles aux condi-
tions limites, sont tracés sur la figure 4.19a. On observe que les courbes obtenues avec la simulation prenant
en compte le film instable sont en très bon accord avec les résultats expérimentaux : initialement, la tem-
pérature de paroi se refroidit relativement lentement en raison de la présence du film de vapeur. Une fois
que le régime de film prend fin dans la simulation, la température chute abruptement. Pour les modèles
avec film instable, les températures passent de Θ = 0.85 à Θ = 0.06 en ∆ t̃ = 0.03. La vitesse moyenne de
refroidissement durant cette baisse rapide de la température est de 29.72.

Toutefois, au début du transitoire, il peut être observé que la température calculée au thermocouple n◦6
refroidit plus vite que celle mesurée expérimentalement. Sur la mesure expérimentale, il semble y avoir
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FIGURE 4.18 – Champ de vitesse pour plusieurs valeurs de temps sans dimension t̃. L’échelle de couleur représente
la norme de la vitesse par rapport à la vitesse d’immersion moyenne, ||uimmers||.
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FIGURE 4.19 – Résultats de la simulation de trempe pour le bas du cylindre.

un premier refroidissement plutôt lent pouvant correspondre à un film ou à une poche de vapeur. Dans la
simulation, ce premier refroidissement n’existe pas, car le régime considéré directement après l’immersion
est celui du film instable. Ce point soulève un des points les plus sensibles du modèle : la corrélation
utilisée n’étant pas précise au degré près, un régime de film peut ne pas être considéré alors qu’il existe et
inversement.

La suite du refroidissement est également bien reproduite par la simulation. La valeur prédite pour
la vitesse de refroidissement maximale atteinte au thermocouple n◦ 6 est 15.27% plus faible que la valeur
expérimentale. Pour la température à laquelle cette vitesse est atteinte, la valeur numérique est 12.72% plus
basse. Cette température maximale de refroidissement est proche de celle évaluée expérimentalement, tout
comme la valeur de cette vitesse. En revanche, pour les thermocouples n◦ 5 et n◦ 4, les résultats numériques
et expérimentaux sont très proches.

Lors de l’implémentation de ce modèle, l’hypothèse a été émise que l’épaisseur de la couche limite ther-
mique était inférieure à 0,238 D. Pour vérifier cette hypothèse pour chaque calcul, la couche limite thermique
est représentée pour plusieurs temps, notamment au début de la trempe. La représentation sans dimension
de la couche limite est décrite dans la figure 4.20. En ce qui concerne la température, elle est rendue sans
dimension en présentant le rapport entre le sous-refroidissement, ∆Tsub, et le sous-refroidissement initial
de l’eau, ∆Tsub,0. Ainsi, les valeurs négatives représentent une température au-dessus de la température de
saturation, ce qui est notamment le cas près de la paroi où la présence de vapeur est observée. La zone
de fort gradient thermique, entre 0 et 0,01 pour la position sans dimension, est associée aux phénomènes
d’ébullition. Cette zone de fort gradient est assez fine par rapport aux dimensions de l’objet simulé. Ces
graphiques permettent également de valider l’hypothèse que la couche limite thermique à une épaisseur
inférieur à 0,238 D de la paroi.
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FIGURE 4.20 – Sous-refroidissement par rapport au sous-refroidissement initial en fonction de la distance à la
paroi sans dimension pour le bas du cylindre. Chaque point représente une température issue du calcul. Les
lignes permettent d’apprécier la tendance des courbes.

4.4.4.3 Milieu du cylindre

Comme évoqué dans la partie 4.2, il semble que le thermocouple n◦ 28 ne soit pas en bon contact ther-
mique avec le milieu. Afin de maintenir une comparaison près de la paroi, le thermocouple n◦ 14 est utilisé à
cette fin. La comparaison entre les calculs et les mesures expérimentales au milieu du cylindre est présentée
à la figure 4.21. Comme pour le refroidissement au bas du cylindre, il y a un bon accord entre l’expérience
et la simulation, bien que cette dernière prévoit un refroidissement plus rapide aux thermocouples n◦ 24 et
n◦ 26. La température de paroi chute brutalement de Θ = 0.84 à Θ = 0.04 en un intervalle de temps sans
dimension de ∆ t̃ = 0.01. Tout comme pour le bas du cylindre, il y a une impression de décalage temporel
des courbes. Cela est sans doute dû à la présence d’une poche de vapeur pendant l’expérience qui n’est pas
retranscrite par le modèle. Cela provoque un refroidissement brutal plus tôt dans la simulation, d’où cette
impression.

En ce qui concerne les vitesses de refroidissement, la simulation est moins précise que pour le bas du
cylindre, notamment aux thermocouples n◦ 14 et n◦ 26. Le modèle avec prise en compte du film instable
surestime la vitesse de refroidissement maximale, estimée à 23.94 contre environ 10 expérimentalement.
Toutefois, le maximum de cette vitesse est atteint à la température Θ = 0.68, qui vaut expérimentalement
Θ ≈ 0, 71, ce qui constitue un écart de 4 %. Il est remarqué que la vitesse de refroidissement mesurée ex-
périmentalement est inférieure de 60 % au milieu du cylindre par rapport au haut du cylindre. Cela peut
s’expliquer par une différence de température plus élevée de l’eau liquide au milieu par rapport au bas du
cylindre, ainsi que par la proximité du thermocouple avec les parois latérale et inférieure du cylindre, où
l’ébullition est plus intense. Cette double proximité avec des parois en ébullition peut accélérer le refroidis-
sement. Il est également possible que notre modèle ne prenne pas suffisamment en compte l’échauffement
de l’eau le long de la paroi du cylindre, ce qui affecte l’estimation de la couche limite thermique qui s’épais-
sit le long du cylindre. Cela pourrait être dû à une surestimation du débit de vaporisation et à la non prise
en compte de la condensation. Il est également possible que les corrélations utilisées ne soient pas parfaite-
ment adaptées à ce cas spécifique.

Concernant l’analyse de la couche limite thermique dans le fluide, les résultats sont donnés à la figure
4.22. Comme pour le bas du cylindre, une fine zone de fort gradient thermique est présente près de la paroi.
Le point situé à 0,238 D est bien en dehors de cette zone à fort gradient thermique, ce qui valide notre
hypothèse de calcul.

4.4.4.4 Haut du cylindre

La figure 4.23 présente les résultats pour le haut du cylindre. Comme précédemment, on observe sur la
figure 4.23a que le modèle surestime le refroidissement par rapport aux relevés de température des thermo-
couples. Cet écart tend à se réduire vers la fin du transitoire. Dans ce cas également, la température de paroi
chute rapidement. Pour le modèle prenant en compte le film instable, elle passe de Θ = 0.81 à Θ = 0.05
en un intervalle de temps sans dimension ∆ t̃ = 0.01. L’impression de décalage temporel des courbes expé-
rimentales et numériques est toujours présente pour les mêmes raisons évoquées que dans le paragraphe
précédent.

En ce qui concerne les vitesses de refroidissement, l’écart entre le modèle et les mesures des thermo-
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FIGURE 4.21 – Résultats de la simulation de trempe pour le milieu du cylindre
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FIGURE 4.22 – Sous-refroidissement par rapport au sous-refroidissement initial en fonction de la distance à la
paroi sans dimension au milieu du cylindre. Chaque point représente une température issue du calcul. Les lignes
permettent d’apprécier la tendance des courbes.

couples est plus significatif que pour le cas du bas du cylindre. La vitesse maximale mesurée par le ther-
mocouple est de 21.91, tandis que la simulation avec prise en compte du film instable donne une valeur
de 39.36. La température à laquelle cette vitesse maximale est atteinte est mesurée expérimentalement à
Θ = 0.77. Le modèle prédit cette température à Θ = 0.76, représentant un écart de 1.14%. Il est noté que
la vitesse de refroidissement mesurée expérimentalement est toujours plus faible en haut du cylindre par
rapport au bas du cylindre, mais plus élevée qu’au milieu du cylindre. La vitesse de refroidissement plus
rapide des thermocouples en haut du cylindre peut s’expliquer par leur proximité avec deux parois en
ébullition : la paroi supérieure du cylindre et la paroi latérale. Cependant, comme ces thermocouples ne se
refroidissent pas aussi rapidement que ceux situés en bas du cylindre, cela pourrait indiquer un effet de
l’établissement d’une couche limite thermique autour du cylindre qui est plus épaisse en haut qu’en bas du
cylindre. Il est également intéressant de constater que, bien que l’ordre de grandeur de la vitesse de refroi-
dissement à la position du thermocouple n◦ 29 soit fortement surestimé, la simulation parvient à capturer
la variation de cette dernière, notamment le ralentissement de la vitesse de refroidissement pour Θ ≈ 0,5,
observé expérimentalement et bien représenté dans la simulation.

Les couches limites thermiques pour les modèles avec et sans prise en compte du régime de film instable
sont présentées à la figure 4.24. Comme pour le bas du cylindre, on observe sur ces figures qu’à la position
de 0,238 D, le point est bien en dehors de la zone à fort gradient thermique. Cependant, pour des distances
supérieures à 0,10 D, le sous-refroidissement de la couche limite thermique diminue, ce qui indique une
augmentation de la température du fluide à ces endroits. Cette augmentation de la température loin de
la paroi d’ébullition peut s’expliquer par la mise en place d’un mouvement de convection naturelle dans
l’eau liquide. L’eau liquide près de la paroi remonte le long de celle-ci, ce qui peut localement augmenter la
température, même loin de la paroi d’ébullition.
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FIGURE 4.23 – Résultats de la simulation de trempe pour le haut du cylindre.

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40
Distance à la paroi

-0,75

-0,25

0,25

0,75

1,25

∆
T s

u
b
/∆

T s
u

b,
0

t̃
0,067
0,117
0,15
0,567

FIGURE 4.24 – Sous-refroidissement par rapport au sous-refroidissement initial en fonction de la distance à la
paroi sans dimension au bas du cylindre. Chaque point représente une température issue du calcul. Les lignes
permettent d’apprécier la tendance des courbes.

4.5 Conclusion

Une expérience à échelle semi-industrielle a été conduite dans ce chapitre. L’objet d’étude était un cy-
lindre positionné verticalement, de dimensions intermédiaires entre les échantillons utilisés en laboratoire
(de l’ordre du centimètre) et les pièces trempées industriellement (de l’ordre du mètre). Cette expérience
a été réalisée dans des conditions représentatives de la trempe industrielle, incluant une manutention de
quelques minutes entre la sortie du four et l’immersion, ainsi que la trempe dans une piscine remplie d’eau
non pure. L’instrumentation complète du cylindre, du bas jusqu’au haut, a permis de collecter des données
qui seront cruciales pour la validation de modèles de simulation à cette échelle. Ces données pourront no-
tamment servir à valider des modèles locaux à petite échelle. L’instrumentation d’une pièce métallique de
cette taille a nécessité plusieurs mois de travail, en particulier en raison des perçages réalisés par électro-
érosion. En raison des conditions expérimentales difficiles, l’expérience n’a pu être menée qu’une seule fois.
Lors d’une tentative ultérieure, l’instrumentation n’a pas fonctionné correctement. En raison des difficultés
rencontrées lors de l’instrumentation, il n’a pas été possible de réinstrumenter la pièce pour une nouvelle
tentative.

Ensuite, un modèle de simulation de trempe à échelle industrielle a été présenté. Ce modèle utilise
des corrélations d’échange de chaleur à l’interface solide-fluide, une approche couramment utilisée dans
la littérature pour estimer le flux moyen aux interfaces sans résoudre explicitement l’ébullition à l’échelle
microscopique. Étant donné sa visée industrielle, ce modèle est soumis à plusieurs contraintes, notamment
celle du temps de calcul. Pour fermer ce modèle, il est également nécessaire de définir les débits de change-
ment de phase. Dans le cadre de ce travail, seul le débit de vaporisation est pris en compte, estimé à l’aide
des corrélations d’échange de chaleur. On suppose que toute la vaporisation se produit dans la première
maille fluide adjacente à l’interface solide-liquide. La courbe d’ébullition modélisée prend en compte le ré-
gime de film instable, décrit par une loi simplifiée, étant donné le manque de données pour quantifier de
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manière exacte l’échange de chaleur lors de ce régime d’ébullition.
Après avoir vérifié la convergence spatiale et temporelle de la simulation, l’expérience décrite au début

du chapitre a été simulée à l’aide de cette méthode. Les résultats présentés montrent un bon accord avec
les résultats expérimentaux, bien que la simulation surestime le refroidissement au milieu et en haut du
cylindre. Ces écarts peuvent être attribués à plusieurs facteurs : une mauvaise représentation de la couche
limite thermique dans la simulation ou des corrélations inadaptées pour le milieu et le haut du cylindre.
Dans le second cas, une modélisation plus précise du fluide pourrait être envisagée pour améliorer la des-
cription de la couche limite thermique, par exemple une simulation de type Euler-Euler. Dans le premier
cas, il serait nécessaire d’adapter les corrélations existantes pour les rendre plus applicables à cette configu-
ration. Deux approches sont envisageables pour cela : d’une part, un programme expérimental permettant
de mesurer le flux en paroi dans des conditions similaires, bien que cela soit complexe, comme mentionné
au chapitre 3 ; d’autre part, une modification des constantes présentes dans ces corrélations pour obtenir
une meilleure correspondance entre simulation et résultats expérimentaux. La modélisation simplifiée du
régime de film instable pourrait également faire l’objet d’une discussion pour améliorer le modèle de courbe
d’ébullition. Il serait également envisageable d’utiliser les données expérimentales du chapitre 3 pour reca-
librer le modèle de courbe d’ébullition pour différents sous-refroidissements, afin d’obtenir un modèle plus
robuste.
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Conclusion générale et perspective

Dans cette thèse, différentes approches ont été utilisées pour étudier les phénomènes d’ébullition qui
peuvent se produire lors de la trempe d’acier. Tout d’abord, une introduction aux différents phénomènes
d’ébullition a été présentée en s’appuyant sur la littérature disponible. Cette présentation s’est notamment
focalisée sur l’ébullition en film, en exposant l’évolution des modèles depuis la moitié du 20me siècle. Tou-
tefois, les régimes d’ébullition nucléée et de transition ont également été introduits. De récentes recherches
suggèrent également un autre régime d’ébullition, celui du film instable ou ébullition en microbulle, Micro
Bubble Boiling. Le mécanisme actuellement proposé dans la littérature implique un film de vapeur se rom-
pant localement, créant des contacts liquide/solide très brefs, ce qui a pour effet d’augmenter le flux ther-
mique. Ce régime semble se substituer partiellement ou totalement au régime de transition. Une partie de
cette introduction a également été consacrée aux méthodes numériques permettant de simuler les échanges
de chaleur diphasiques avec changement de phase, ainsi qu’aux modèles de simulation de trempes. Ces
derniers se basent sur l’emploi de corrélations analytiques pour imposer le flux thermique à l’interface
solide-fluide. Cette stratégie permet d’évaluer le transfert de chaleur sans pour autant résoudre explicite-
ment les phénomènes d’ébullition, réduisant ainsi le temps de calcul, mais est donc très dépendante des
corrélations choisies.

Ensuite, une étude numérique de l’ébullition en film a été menée. Elle a été réalisée en utilisant la si-
mulation numérique directe avec le code DIVA développé par l’Institut de Mécanique des Fluides de Tou-
louse, permettant également l’étude de l’ébullition nucléée et de l’effet Leidenfrost. Ces simulations ont été
réalisées en couplant différents solveurs de la littérature. Des cas tests avec pour géométrie des cylindres
positionnés horizontalement ont permis la validation du couplage entre les solveurs d’ébullition, de fron-
tières immergées et du modèle du bas Mach pour modéliser la masse volumique variable dans la vapeur.
La convergence en temps et en espace a également été démontrée. Cette validation a permis de réaliser par
la suite une étude paramétrique sur l’ébullition en film autour d’une sphère fortement surchauffée plongée
dans un liquide sous-refroidi. Cette étude a mis en évidence les phénomènes stabilisant le film de vapeur
dans un milieu sous-refroidi, en particulier l’équilibre entre la vaporisation, située en bas de la sphère, et la
condensation se produisant entre la moitié et le haut de la sphère. Elle a également vérifié l’hypothèse bien
connue que, hors de la zone de sillage de la sphère, le transfert de chaleur dans la vapeur est principalement
conductif. La mise en place de ces méthodes de calcul, en plus d’améliorer la compréhension de l’ébullition
en film, permettra d’étudier les effets de l’état de surface sur les échanges de chaleur et la stabilité des films
de vapeur dans différentes configurations.

Dans un second temps, une partie expérimentale a été présentée pour mieux comprendre comment
l’acier inoxydable SS304L se refroidit lors de la trempe. Un dispositif expérimental a été mis en place, per-
mettant de réaliser la trempe sur des surfaces planes verticales, correspondant aux extrémités d’un cylindre
en acier disposé horizontalement. Les parois latérales sont isolées thermiquement. Les expériences ont été
répétées plusieurs fois pour trois sous-refroidissements différents. L’analyse des relevés de température
a montré qu’augmenter le sous-refroidissement augmente fortement la vitesse de refroidissement au ni-
veau des thermocouples. Si ce gain est significatif en passant d’un sous-refroidissement de 40◦C à 60◦C,
il est moindre entre 60◦C et 85◦C. Ces expériences ont également révélé que, près de la paroi, de faibles
variations des conditions expérimentales peuvent fortement modifier les relevés de température. Cepen-
dant, ceux plus éloignés de la paroi semblent moins influencés par ces variations. Cette dernière analyse
est rassurante, car elle montre que, même si deux trempes ne sont pas réalisées exactement dans les mêmes
conditions, le refroidissement dans l’épaisseur de la pièce reste sensiblement identique. Lors de l’exploita-
tion de cette expérience, une partie a également été consacrée aux difficultés d’estimer le flux thermique
en paroi avec un tel dispositif. Ce dernier n’étant pas mesuré directement, mais estimé par la résolution
d’un problème inverse de conduction basé sur les relevés de température, de nombreux biais d’estimation
existent. Parmi ceux-ci, deux sont intrinsèques à la physique de la conduction : l’effet d’amortissement et de
retard, et d’autres sont liés à l’instrumentation, comme la position des thermocouples et le temps de retard
du système de mesure. Une expérience numérique simple a montré qu’il n’est pas évident d’estimer le flux

119



en paroi lors de la trempe par immersion. En effet, les biais évoqués ci-dessus sont d’autant plus impor-
tants que le refroidissement est rapide. Dans le cas d’une trempe, ces biais sont exacerbés par la cinétique
rapide des transferts de chaleur, contrairement à d’autres expériences de mesure de coefficients d’échange
de chaleur. Cette analyse rejoint les conclusions d’autres études menées dans la littérature pour les trempes
par aspersion.

Une expérience à échelle semi-industrielle a été réalisée afin de produire des données de validation
pour la mise en place d’un modèle de simulation de trempe pour des dimensions industrielles. L’instru-
mentation et la manutention de pièces de grande taille représentent une difficulté technique. Pour certains
thermocouples, le perçage a été réalisé sur plusieurs dizaines de centimètres d’acier, ce qui a nécessité
l’utilisation de techniques d’électro-enfonçage. De plus, les thermocouples sont soumis à des conditions
expérimentales exigeantes, ce qui rend l’instrumentation très fragile. Malheureusement, à cause de toutes
ces difficultés, l’expérience n’a pu être réalisée qu’une seule fois, car lors du deuxième essai, les gaines des
thermocouples ont cédé à cause de l’oxydation présente sur ces dernières. Dans un second temps, un ju-
meau numérique de cette expérience a été mis en place. Un modèle numérique basé sur des corrélations
d’échanges de chaleur issues de la littérature pour les différents régimes d’ébullition a été proposé. Les
fluides sont modélisés avec une approche de volumes de fluides et un modèle de turbulence URANS de
type k − ε réalisable. Cette approche ne vise pas à modéliser finement les interfaces, mais plutôt à cal-
culer une concentration de vapeur dans le fluide et à prendre en compte la chaleur latente. En effet, la
chaleur latente est bien prise en compte dans les corrélations appliquées, mais il est également nécessaire
de la considérer dans la résolution explicite de la physique de la vapeur et de l’eau liquide pour simuler
la couche limite thermique. Ce modèle a ensuite été confronté aux résultats expérimentaux. Concernant le
refroidissement au bas du cylindre, la simulation et l’expérience sont en très bon accord. Pour les parties
plus hautes du cylindre, les écarts sont plus significatifs. Ces écarts peuvent être dus à plusieurs facteurs,
comme une modélisation insuffisamment précise de la couche thermique dans la simulation ou bien le fait
que les corrélations d’échange de chaleur ne soient pas totalement adaptées au cas de trempe. La mise en
place de jumeau numérique des expériences présentées au chapitre 3 pourrait permettre d’améliorer les
corrélations utilisées pour différents sous-refroidissements et, ainsi, d’affiner le modèle de trempe.

Ce manuscrit a permis de mettre en place de nouvelles méthodes de simulation numérique de l’ébulli-
tion à petite échelle avec la simulation numérique directe. Ces méthodes permettent de mieux comprendre
les phénomènes d’ébullition et pourraient potentiellement établir des modèles d’échanges de chaleur à
échelle micro et macroscopique, utiles pour estimer le refroidissement de pièces en acier à plus grande
échelle. Pour ce faire, des études paramétriques dans des conditions similaires à la trempe pourront être
menées. Avec l’inclusion des solides immergés dans le code DIVA, ces méthodes pourront également per-
mettre de mieux comprendre les phénomènes d’ébullition dans des géométries atypiques. En effet, si dans
la littérature les études se limitent le plus souvent à des géométries simples, certaines parties de pièce
industrielle ont des formes plus complexes, comme de fines tubulures. Ces espaces confinés pourraient
influencer l’ébullition en influençant la couche limite thermique. Dans notre modèle numérique, la prise
en compte d’un film de vapeur instable semble pouvoir prédire le refroidissement de pièces en acier, et
semble même être un phénomène déterminant. Toutefois, les méthodes mises en place ne permettent pas
encore de simuler le régime de film instable, car il faudrait compléter le modèle afin de pouvoir prendre en
compte les contacts mettant en jeu la phase solide, liquide et vapeur. De plus, il faudrait également mettre
en place un modèle pour la vaporisation de l’eau liquide qui entre en contact avec une paroi solide à une
température plus haute que la température limite thermodynamique. La mise en place d’une telle simu-
lation pourrait apporter une meilleure compréhension de ce phénomène, tant il est difficile à observer et
à étudier expérimentalement. Les compléments expérimentaux ont également permis une quantification
du refroidissement de pièces en acier trempées dans une eau à différents sous-refroidissements, constituant
une base de données pouvant servir à la validation de codes de calcul. Cependant, il a été également montré
que le dispositif classique pour étudier le flux thermique, en résolvant un problème de conduction inverse,
ne semble pas pouvoir permettre d’estimer correctement le flux en paroi. Il serait très intéressant de mener
un travail numérique pour mettre en place des méthodes expérimentales capables de mesurer ce flux sur
des pièces massives en acier. L’un des plus grands problèmes étant que le solide agit comme un filtre passe-
bas, l’information mesurée expérimentalement est incomplète. Une approche de reconstruction statistique
du flux à la paroi, avec éventuellement des réseaux de neurones, pourrait être une piste de développement
en l’absence d’une instrumentation pouvant limiter ce biais. Il pourrait également être intéressant de me-
ner des études expérimentales sur des géométries représentatives de géométrie industrielle complexe, en
particulier des fins tubes positionnés horizontalement ou des coupoles afin de quantifier l’influence géomé-
trique sur le changement de chaleur et d’alimenter la base de données de validation de code de simulation.
Des essais avec agitation pourraient également être pertinents pour voir l’influence d’une bâche agitée avec
de la turbulence sur le transfert de chaleur. La méthode de simulation à échelle industrielle a démontré sa
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capacité à prédire fidèlement le refroidissement pour le bas d’un cylindre immergé, mais également pour
les parties plus hautes, bien qu’un écart plus important ait été constaté. Toutefois, cette validation porte
sur une géométrie simple. Des données sur de vraies pièces industrielles seront nécessaires pour voir si ce
modèle peut être pertinent sur un ensemble de géométries. De plus, lors de trempe industrielle, l’eau des
piscines de trempes est fortement agitée pour augmenter la vitesse de refroidissement. Bien que la plupart
des corrélations utilisées soient également adaptées avec de la convection forcée, il reste nécessaire de vali-
der cette méthode avec une forte agitation. De plus, le modèle d’ébullition nucléée pourrait être amélioré en
se basant sur le modèle RPI qui permet une meilleure description des phénomènes d’ébullition nucléée. Le
débit de changement de phase est également un point d’amélioration du modèle, car ce dernier ne prend
en compte que la vaporisation et non la condensation, qui est non négligeable dans une eau fortement
sous-refroidie. De plus, le modèle de vaporisation pourrait également être amélioré. En ce qui concerne la
simulation numérique, la phase d’immersion pourrait être simulée explicitement afin de mieux modéliser
la couche limite thermique en début de trempe. Ce point pourrait être envisagé en employant la technique
de l’overset mesh ou du maillage superposé en français. Toutefois, cette technique est couteuse en temps de
calcul et pourrait ne pas être adaptée à des simulations destinées à la production de pièces en acier.
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Annexe A

Propriétés thermophysiques de l’acier
inoxydable SS304L

Les propriétés de l’acier 304L ont été étudiées dans [60]. La composition de cet acier est présentée dans
tableau A.1 [60]. La température de fusion de cet alliage est estimée entre 1670 et 1730 K. Dans les corréla-
tions, la température de fusion retenue est Tfusion = 1700 K.

Carbone (maximum) Chrome Nickel Iron
0,03 18,0 - 20,0 8,0 - 11,0 Restant

TABLEAU A.1 – Composition chimique de l’acier SS304L en % de masse

A.1 Capacité calorifique

La corrélation développée par Kim [60] est présentée dans équation (A.1) et équation (A.2). Elle s’appuie
sur des mesures expérimentales pour la phase solide équation (A.1). Pour la phase liquide équation (A.2),
l’auteur utilise les données des composants de l’acier et approxime la capacité calorifique comme étant la
somme des capacités calorifiques de ces constituants. Les termes multiplicatifs 1000 et 4,1868 sont utilisés
pour convertir la corrélation en unités dans le système international (J.kg−1.K−1). L’évolution de la capacité
calorifique en fonction de la température est présentée figure A.1.

Cp(s)Kim
(T ⩽ T f usion) = 4,1868× 1000 (0,1122+ 3,22× 10−5 T ) (A.1)

Cp(l)Kim
(T > T f usion) = 795,492 (A.2)
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FIGURE A.1 – Capacité calorifique isobare de l’acier SS304L, données expérimentales et corrélations.
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A.2 Masse volumique

Les données présentées dans [60] pour la région solide sont celles de l’acier SS304, car les données sur le
SS304L n’existent pas. La différence entre ces deux aciers est la concentration de carbone qui est légèrement
différente. La corrélation est présentée équation (A.3). L’auteur assume que cette différence n’a que peu
d’influence sur la masse volumique de l’alliage. Pour la région liquide équation (A.4), l’auteur reprend la
même stratégie que pour la capacité calorifique, en prenant les masses volumiques des composants à l’état
liquide et en déterminant la masse volumique de l’alliage avec la formule suivante : ρ = 1/(Σi x i/ρi) avec i,
le i-ème composant de l’alliage, x i la fraction massique du composant i. L’évolution de la masse volumique
en fonction de la température est présentée figure A.2.

ρ(s)Kim
(T ⩽ T f usion) = 1000

�

7,9841− 2, 6506× 10−4 T − 1,1580× 10−7 T 2
�

(A.3)

ρ(l)Kim
(T > T f usion) = 1000 (7,5512− 1, 1167× 10−4 T − 1,5063× 10−7 T 2) (A.4)
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FIGURE A.2 – Masse volumique de l’acier SS304L, données expérimentales et corrélations.

A.3 Conductivité thermique

Les données présentées dans [60] pour la conductivité thermique à l’état solide sont celles de l’acier
SS304L. La corrélation est donnée par l’équation (A.5). Pour l’état liquide, l’auteur utilise un jeu de données
d’alliage où la conductivité est connue pour déduire une relation entre la conductivité thermique à l’état
solide et liquide. Il obtient ainsi la relation suivante : κ/κ f usion − 1 = 0, 31(T/T f usion − 1) où T > T f usion est
la température de l’alliage en fusion et κ est la conductivité thermique du métal en fusion. Les données
sont extrapolées en utilisant cette formule. La corrélation est donnée par l’équation (A.6). L’évolution de la
conductivité thermique en fonction de la température est présentée dans la figure A.3.

κsKim
(T ⩽ T f usion) = 100 (8,116× 10−2 + 1,618× 10−4 T ) (A.5)

κlKim
(T > T f usion) = 100 (1,229× 10−1 + 3, 238× 10−5 T ) (A.6)

A.4 Émissivité

Concernant l’émissivité, peu de données existent sur l’acier SS304L, et il est difficile d’en déduire une
loi, comme le remarque Shurtz [108], car l’émissivité est une fonction complexe du temps de chauffe, de
l’oxydation et de l’atmosphère de chauffe. Les données présentées dans la figure A.4 montrent l’évolution
de l’émissivité en fonction de la température pour plusieurs alliages d’acier inoxydable. Ces données ne
sont pas exhaustives. Comme on peut le constater, les alliages faiblement oxydés et polis ont une émissivité
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FIGURE A.3 – Conductivité thermique de l’acier SS304L, données expérimentales et corrélations.

plus faible que les alliages ayant été oxydés. Lors de la trempe, les blocs de pièces en acier restent plu-
sieurs heures à très hautes températures dans une atmosphère similaire à la composition atmosphérique, à
l’exception d’ajout de gaz de combustion. Cette atmosphère est donc oxydante, ce qui conduit à la forma-
tion d’une couche d’oxyde autour du cylindre. Au vu des données présentées sur la figure A.4, une valeur
d’émessivité totale de 0,8 sera retenue pour les simulations de trempe.
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FIGURE A.4 – Évolution de l’émissivité en fonction de la température pour des aciers inoxydables. PM : poli
mécaniquement, PE = polissage par électron. (1) Bogaard et al. [11], (2) Roger et al. [97], (3) Shurtz [108].
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Annexe B

Résultats complémentaires des
expériences de trempe

B.1 Sous-refroidissement de 85◦C
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(d) Thermocouple 7.

FIGURE B.1 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan AA.
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(b) Thermocouple 55.
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(c) Thermocouple 57.
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(d) Thermocouple 59.

FIGURE B.2 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan DD.
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(d) Thermocouple 7.

FIGURE B.3 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan AA.
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(a) Thermocouple 2.

050100150200250
dΘ/d t̃

0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

Θ

Num. Expérience
1
2
3

(b) Thermocouple 4.

050100150200250
dΘ/d t̃

0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

Θ

Num. Expérience
1
2
3

(c) Thermocouple 6.
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(d) Thermocouple 8.

FIGURE B.4 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan BB.
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(a) Thermocouple 54.
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(b) Thermocouple 56.
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(c) Thermocouple 58.
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(d) Thermocouple 60.

FIGURE B.5 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan DD.
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(b) Thermocouple 55.
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050100150200250
dΘ/d t̃

0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

Θ

Num. Expérience
1
2
3

(d) Thermocouple 59.

FIGURE B.6 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan CC.
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B.2 Sous-refroidissement de 60◦C
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(b) Thermocouple 3.

0,00 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05
t̃

0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

Θ

Num. Expérience
1
2
3

(c) Thermocouple 5.
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(d) Thermocouple 7.

FIGURE B.7 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan AA.
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FIGURE B.8 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan DD.
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(d) Thermocouple 7.

FIGURE B.9 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan AA.
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(d) Thermocouple 8.

FIGURE B.10 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan BB.
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(b) Thermocouple 56.
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FIGURE B.11 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan DD.
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(b) Thermocouple 55.
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FIGURE B.12 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan CC.
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B.3 Sous-refroidissement de 40◦C
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FIGURE B.13 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan AA.
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FIGURE B.14 – Thermogramme pendant la trempe des thermocouples placés dans le plan DD.
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(a) Thermocouple 1.
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(b) Thermocouple 3.
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(d) Thermocouple 7.

FIGURE B.15 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan AA.
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(d) Thermocouple 8.

FIGURE B.16 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan BB.
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(a) Thermocouple 54.
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(b) Thermocouple 56.
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(c) Thermocouple 58.
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(d) Thermocouple 60.

FIGURE B.17 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan DD.
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(b) Thermocouple 55.
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(c) Thermocouple 57.
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(d) Thermocouple 59.

FIGURE B.18 – Température sans dimension en fontion de la vitesse de refroidissement sans dimension, plan CC.
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Annexe C

Compléments expérience à échelle
semi-industrielle

C.1 Tableau des évènements

TABLEAU C.1 – Tableau évènementiel de la trempe sans agitation

1000× t̃ Évènements

-32,9 Début de l’ouverture de la porte du four

-28,3 Fin de l’ouverture de la porte du four

-27,3 Début de sortie de la pièce du four

-20,0 Pièce sortie du four et en position pour manutnetion

-12,8 Début de manutention (levage verticale dfe la pièce)

-11,8 Fin de levage verticale de la pièce, début translation horizontale

-7,2 Fin de translation horizontal, pièce au dessus de la piscine

-6,3 Début translation verticale pour immersion

-3,2 Début immmersion grille de manutention

-1,9 Grille immergé à 1/3, pause dans l’immersion

-0,7 Reprise de l’immersion

-0,3 Grille totalement immergée

0,0 Bas du cylindre immergé

0,4 Milieux du cylindre immergé

0,7 Bas du cylindre immergé

1,4 Fin de manutention de la pièce, pièce immobile
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C.2 Instrumentation

C.2.1 Position des thermocouples

Numéro Position Diamètre Profondeur Diamètre Type TC avec

de TC (r / D, θ (deg), z / L) de perçage (mm) de perçage du TC (mm) de perçage retreint

1 [0,125,0,0,0,102] 2,1 0,145 D 2,0 PF Non

2 [0,25,0,0,0,102] 2,1 0,145 D 2,0 PF Non

3 [157,5,0, 0, 61] 2,1 61 2,0 PF Non

4 [0,448,0,0,0,102] 2,1 0,145 D 2,0 PF Non

5 [0,466,-3,0,0,102] 2,1 0,145 D 2,0 PF Non

6 [0,493,0,0,0,102] 2,1 0,145 D 2,0 PF Non

7 [0,0,0,0,0,995] 2,1 0,5 D 2,0 PF Non

8 [0,0,0,0,0,9] 2,1 0,5 D 2,0 PF Non

9 [0,0,0,0,0,5] 2,1 0,5 D 2,0 PF Non

10 [0,0,0,0,0,1] 2,1 0,5 D 2,0 PF Non

11 [0,0,0,0,0,005] 2,1 0,5 D 2,0 PF Non

12 [0,488,-1,5,0,9] 0,6 0,012 D 0,5 PF Oui

13 [0,467,-6,0,0,9] 1,1 0,033 D 1,0 PF Oui

14 [0,488,6,5,0,5] 0,6 0,012 D 0,5 PF Oui

15 [0,467,11,0,0,5] 1,1 0,033 D 1,0 PF Oui

16 [0,488,-1,5,0,102] 0,6 0,012 D 0,5 PF Oui

17 [0,467,-6,0,0,102] 1,1 0,033 D 1,0 PF Oui

18 [0,126,5,0,0,508] 2,1 0,702 D 2,0 EE Non

20 [0,249,5,0,0,517] 2,1 0,69 D 2,0 EE Non

22 [0,374,5,0,0,5] 2,1 0,714 D 2,0 EE Non

24 [0,46,5,0,0,498] 2,1 0,717 D 2,0 EE Non

26 [0,478,8,0,0,507] 2,1 0,705 D 2,0 EE Non

28 [0,491,17,6,0,505] 2,1 0,707 D 2,0 EE Non

19 [0,125,0,0,0,9] 2,1 0,143 D 2,0 PF Non

21 [0,25,0,0,0,9] 2,1 0,143 D 2,0 PF Non

23 [157,5,9, 0, 540] 2,1 60 2,0 PF Non

25 [0,451,0,0,0,9] 2,1 0,143 D 2,0 PF Non

27 [0,471,-3,0,0,9] 2,1 0,143 D 2,0 PF Non

29 [0,493,0,0,0,9] 2,1 0,143 D 2,0 PF Non

TABLEAU C.2 – Position des thermocouples. EE : électro-érosion. PF : perçage foret.
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Titre : Modélisation, simulation et étude expérimentale de l'ébullition dans le processus de trempe thermique
Mots clés : Modélisation, Simulation, Etude expérimental
Résumé : La trempe d’une pièce en acier est effectuée durant le processus de production afin d’améliorer sa résistance mécanique. Ce procédé
thermique consiste à chauffer la pièce à haute température puis à la plonger dans un réfrigérant à basse température, qui peut entrer en
ébullition. La vitesse de refroidissement de l'acier définit sa microstructure et ses propriétés mécaniques. La maîtrise de ce traitement thermique
est cruciale pour les pièces en acier intervenant dans le circuit primaire d’une centrale nucléaire. Cette thèse propose une étude numérique et
expérimentale des phénomènes d'ébullition générés dans le processus de trempe. Le principal objectif est de développer un modèle de
simulation réaliste de la trempe pour des tailles de pièces typiques de l’industrie nucléaire. Une première partie porte sur l'étude de l'ébullition en
film autour d’un solide immergé sur la base de simulations numériques directes (DNS) (disque et sphère). Des implémentations ont été réalisées
dans le code de calcul DIVA afin de coupler différents modèles permettant de simuler l'ébullition, l'inclusion de frontières immergées, et la
variabilité de la masse volumique de la vapeur. Ces couplages ont été validés en se comparant à des corrélations analytiques ou à des résultats
expérimentaux. La convergence en temps et en espace a également été étudiée. Une étude paramétrique de l'ébullition en film autour d'une
sphère fortement surchauffée et immergée dans un liquide sous-refroidi a finalement été menée. Cette étude a permis de mieux comprendre la
répartition du flux massique de changement de phase et la distribution angulaire du nombre de Nusselt.



Dans un second temps, une première étude expérimentale portant sur la trempe d'acier inoxydable SS304L pour différents sous-
refroidissements a été effectuée. Cette trempe est réalisée sur les deux extrémités d'un cylindre, positionné horizontalement. La face latérale est
isolée thermiquement. Le cylindre a été préalablement chauffé puis refroidi dans de l'air pour créer une large couche d'oxyde à la surface. Par la
suite, les trempes sont réalisées dans de l'eau. L'analyse des relevés de température montre une forte dépendance du refroidissement de la
pièce au sous-refroidissement. Toutefois, il semble exister un seuil à partir duquel l'augmentation du sous-refroidissement n'accélère plus
autant le refroidissement de la pièce en acier. La répétabilité des expériences est également satisfaisante sur trois essais. Ces données pourront
être utilisées pour valider des codes de calcul. Bien qu’initialement l’expérience ait été conçue pour mesurer le flux thermique lors de la trempe, il
est apparu finalement que l'estimation du flux sur ce dispositif est perturbée par des biais de mesure. L'effet de ces derniers a été quantifié pour
une configuration simplifiée. Ces derniers sont d'autant plus importants que le refroidissement est rapide.



Une deuxième expérience de trempe a été réalisée sur un cylindre en acier SS304L, de dimension semi-industrielle, et positionné verticalement.
L'instrumentation avec des thermocouples pour cette pièce de grande taille ainsi que la manutention de cette dernière ont posé des difficultés
techniques qui ont réduit l'expérience à un seul essai. Les mesures obtenues permettront d'enrichir les bases de données pour valider des codes
de calcul. En parallèle, un jumeau numérique a été développé avec le code STAR-CCM+. Il s'appuie sur des corrélations issues de la littérature
pour modéliser l'échange de chaleur entre le solide et le fluide. L’écoulement fluide diphasique est traité par un modèle de volume de fluide
(VOF) associé à une modélisation URANS de la turbulence de type $k-epsilon$ réalisable. Les résultats des simulations comprenant l’ensemble
du dispositif expérimental sont en bon accord avec les données expérimentales. Le refroidissement est très bien prédit pour le bas du cylindre,
mais le modèle prédit un refroidissement plus rapide pour le milieu et le haut du cylindre.

Title: Modeling, simulation and experimental study of boiling in the thermal quenching process
Key words: Modeling, Simulation, Experimental study
Abstract: Quenching a steel piece is performed during the production process to improve its mechanical strength. This thermal process involves
heating the part to a high temperature and then immersing it in a low-temperature coolant, which then might boils. The steel cooling rate
determines its microstructure and mechanical properties. Controlling this heat treatment is crucial for steel pieces used in the primary circuit of a
nuclear power plant. This thesis proposes a numerical and experimental study of the boiling phenomena generated in the quenching process.
The main objective is to develop a realistic simulation model of the quenching process for piece sizes typical of the nuclear industry.



The first part of the study focuses on film boiling around an immersed solid based on direct numerical simulations (DNS) (disk and sphere).
Implementations have been made in the local DIVA code to couple different models for simulating boiling, including immersed boundaries, and
vapor density variability. These couplings were validated by comparison with analytical correlations or experimental results. Convergence in time
and space has also been demonstrated. Finally, a parametric study of film boiling around a highly superheated sphere immersed in a subcooled
liquid was carried out. This led to a better understanding of the phase-change mass flux distribution and the angular distribution of the Nusselt
number.



Secondly, an initial experimental study was carried out on the quenching of SS304L stainless steel at different subcooling temperatures.
Quenching is performed on both ends of a horizontally positioned cylinder. The side face is thermally insulated. The cylinder was first heated and
then cooled in air to create a thick oxide layer on the surface. Quenching is then carried out in water. Analysis of the temperature readings shows
a strong dependence of cooling on subcooling. However, there appears to be a threshold at which increasing subcooling no longer accelerates
the cooling of the steel piece to the same extent. The repeatability of the experiments is also satisfactory for all three tests. These data can be
used to validate calculation codes.



Although the experiment was initially designed to measure the heat flux during quenching, it eventually became apparent that the experimental
setup did not allow for a correct estimation of this flux due to measurement biases. The effect of these biases has been quantified for a
simplified configuration. The more rapid the cooling, the greater the bias.



A second quenching experiment was carried out on a semi-industrial SS304L steel cylinder, positioned vertically. Instrumentation with
thermocouples for this large piece, as well as its handling, posed technical difficulties that reduced the experiment to a single trial. The
measurements obtained will be used to enrich databases for validating calculation codes. In parallel, a digital twin has been developed with the
CFD code STAR-CCM+. It uses correlations from the literature to model heat exchange between the solid and the fluid. Two-phase fluid flow is
considered using a volume of fluid (VOF) model, combined with URANS k-epsilon realizable turbulence modeling. The results of simulations
involving the entire experimental set-up are in good agreement with the experimental data. Cooling is very well predicted for the bottom of the
cylinder, but the model predicts faster cooling for the middle and top of the cylinder.
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