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INTRODUCTION

La demande mondiale actuelle en énergie est satisfaite majoritairement par le pétrole (32 %),

le charbon (28 %) et le gaz naturel (22 %) (IEA, 2017d). Elle a augmenté de 1,1 % entre 2013

et 2014 (IEA, 2016c) puis de 0,4 % entre 2014 et 2015 (IEA, 2017d). Elle pourrait augmenter

de 30 % entre 2015 et 2040 d’après le scénario central de l’Agence Internationale de l’Énergie

(IEA) (IEA, 2016a). La hausse proviendra principalement des pays non membres de l’Orga-

nisation de Coopération et de Développement Économique (OCDE), notamment l’Inde et la

Chine (Kalaydjian & Cornot-Gandolphe, 2008; IEA, 2016a). Ce besoin accru en énergie sera

en partie couvert par l’emploi de charbon. La place importante de ce combustible dans le mix

énergétique mondial présent et à venir peut s’expliquer par un approvisionnement qui n’est

pas source de tension géopolitique majeure grâce à des réserves importantes et à un prix peu

élevé (Kalaydjian & Cornot-Gandolphe, 2008). Les réserves de charbon encore en place et

techniquement accessibles se répartissent de manière quasi homogène à la surface de la Terre.

27 à 30 % sont présentes en Amérique du Nord, autant en Asie-Pacifique et enfin autant en

Eurasie (WEC, 2013). Elles permettraient aussi de soutenir plus de 100 ans de production au

rythme actuel de consommation (WCA, 2015b). Les plus grands consommateurs de charbons

sont également les plus grands producteurs, c’est-à-dire la Chine, les États-Unis et l’Inde (IEA,

2017b). Ce combustible reste également le moins cher par rapport au gaz naturel et au pétrole,

et ce, malgré la récente chute du prix du pétrole. En effet, en 2015, une tonne de charbon se né-

gociait entre 50 et 60 USD. Il fallait alors débourser entre 70 et 85 USD pour avoir un pouvoir

calorifique équivalent à une tonne de pétrole. Le prix du gallon de pétrole brut était cependant

de ≈ 50 USD, soit ≈ 380 USD la tonne (IEA, 2016a).

La combustion du charbon est cependant responsable de 44 % de la hausse des émissions

de gaz à effet de serre enregistrée à l’échelle mondiale entre 2011 et 2012 (IEA, 2015b). Or,

dans le contexte actuel, ces émissions sont réglementées. Dans le cadre des accords de Paris
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entrés en vigueur en novembre 2016, 195 pays, dont la Chine, ont reconnu l’urgence de réduire

ces émissions. Les signataires ont pour objectif de limiter la hausse de température en dessous

de 2 K par rapport au niveau préindustriel. Ils se sont engagés à augmenter leurs objectifs de

réduction tous les cinq ans dès 2020 (Nations Unies, 2015). Le dioxyde de carbone est le prin-

cipal gaz à effet de serre anthropogénique. Il représente à lui seul ≈ 60 % des émissions de

gaz à effet de serre, dont 45 % proviennent de la combustion du charbon contre 34 % pour le

pétrole et 20 % pour le gaz naturel (IEA, 2017a). Bien que moins utilisé que le pétrole, le char-

bon génère donc plus de dioxyde de carbone. Ceci est dû au pouvoir calorifique massique plus

faible de ce combustible et à sa plus forte teneur en carbone. De manière corrélée, les trois plus

grands consommateurs de charbon sont également les trois plus grands émetteurs de dioxyde

de carbone (IEA, 2017a) : la Chine, les États-Unis et l’Inde. Un enjeu politique, économique et

environnemental mondial majeur consiste donc à soutenir la hausse du besoin en énergie, tout

en respectant les limites d’émission de gaz à effet de serre. Le charbon est doublement au cœur

de cet enjeu en raison de son rôle dans le mix énergétique mondial et en raison de sa responsa-

bilité dans les émissions de gaz à effet de serre, et plus particulièrement de dioxyde de carbone.

Il ressort de l’analyse précédente qu’il est nécessaire de trouver des solutions pour réduire

les émissions de dioxyde de carbone issues de la combustion du charbon lors de la production

d’énergie. Ce problème est d’autant plus important que le charbon devrait encore être utilisé

pour produire de l’énergie en 2040, à hauteur de ce qu’il l’est en 2015 (IEA, 2016a). Ce pro-

blème est également d’autant plus important qu’il existe des quotas d’émission de dioxyde de

carbone qui tendent à devenir de plus en plus drastiques. Pour faire face à ce problème, l’Asso-

ciation Mondiale du Charbon (WCA) (WCA, 2015c) propose une augmentation de l’efficacité

des centrales, la généralisation de la mise en place de systèmes de capture et de séquestration

du dioxyde de carbone (CCS) et la réutilisation du dioxyde de carbone capturé.
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L’IEA (2015a) et le WCA (2015a) ont récemment souligné le réel intérêt des systèmes de CCS

et ont également recommandé de considérer la mise en place de dispositifs de CCS dans les

politiques énergétiques à venir.

La mise en place d’un dispositif de capture du dioxyde de carbone peut ainsi être considérée

dans les installations industrielles, dont celles qui fonctionnent au charbon. Les installations à

charbon pulvérisé sont d’autant plus concernées que ce type de brûleur devrait rester la tech-

nologie dominante pour produire de l’énergie jusqu’en 2034, voire 2044 (Kim et al., 2014).

L’une des technologies de capture du CO2 utilisable dans ces centrales est l’oxycombustion.

Elle consiste à brûler le charbon sous une atmosphère qui contient de l’oxygène et du dioxyde

de carbone au lieu de l’air. Ce changement d’atmosphère permet d’augmenter la concentration

de CO2 mesurée dans les fumées, ce qui favorise sa capture. Il pourrait cependant affecter le

déroulement de la combustion (Scheffknecht et al., 2011). Ces modifications doivent donc être

connues avant de pouvoir mettre en place des atmosphères de combustion qui favorisent la

capture du dioxyde de carbone à l’échelle industrielle. Des études, tant expérimentales que nu-

mériques, doivent donc être conduites dans le but de mieux appréhender l’influence du recours

à des atmosphères d’oxydation non usuelles sur les processus physico-chimiques impliqués

dans la dévolatilisation et la combustion du charbon.

C’est dans ce contexte que des résultats expérimentaux ont été obtenus à l’aide d’un réacteur à

flamme plate hybride, qui permet de stabiliser des flammes jets de charbon avec un gradient de

chauffe supérieur à 106 K·s−1. L’étude présentée dans cette thèse vise à modéliser ces résultats

expérimentaux, obtenus sous air et sous des atmosphères de combustion qui favorisent la cap-

ture du dioxyde de carbone. Pour ce faire, cette thèse commence par une revue bibliographique

sur la dévolatilisation et la combustion des particules de charbon soumises à un fort gradient

de chauffe. La dévolatilisation de ces particules est par la suite étudiée de manière expérimen-
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tale et numérique dans le deuxième chapitre. Cette étude permet de choisir le couplage des

modèles cinétiques qui est utilisé lors des simulations réalisées dans cette thèse. Ces dernières

simulations nécessitent aussi des données sur la dynamique des écoulements dans le réacteur

utilisé pour obtenir les résultats expérimentaux. L’étude de mécanique des fluides numérique

présentée dans le troisième chapitre permet de déterminer le champ de température et les trans-

ferts de masse. La fin de la construction et l’exploitation des simulations de la combustion des

particules de charbon font l’objet du quatrième chapitre. La cinétique d’oxydation des compo-

sés dévolatilisés requise par ces simulations y est notamment validée. Une étude des chemins

réactionnels permet d’expliquer les modifications observées au niveau des concentrations en

CO, en NO, en SO2 et en précurseurs de suies lors du passage d’une combustion sous air à une

combustion sous une atmosphère qui favorise la capture du dioxyde de carbone, dans les condi-

tions expérimentales étudiées. Pour finir, une conclusion générale des travaux est accompagnée

de pistes de travail pour des études ultérieures.



CHAPITRE 1

REVUE DE LITTÉRATURE

Sur la base d’une revue de littérature scientifique, les principales caractéristiques du charbon et

de son utilisation contemporaine seront tout d’abord introduites. Une synthèse des processus

physico-chimiques impliqués dans la combustion du charbon pulvérisé sera ensuite réalisée

avant d’aborder leur modélisation. Les principales caractéristiques de la combustion à l’échelle

industrielle seront par la suite présentées afin d’étudier comment les méthodes de capture du

dioxyde de carbone peuvent l’affecter. Cette revue de littérature permettra finalement de mettre

en évidence certains verrous qui limitent la mise en place des méthodes de capture du dioxyde

de carbone avant de présenter l’organisation du travail mise en place dans le but de contribuer

à lever certains de ces verrous.

1.1 Présentation du charbon

Seul le charbon de terre est considéré dans cette thèse sous la dénomination de charbon. Il

n’existe pas un unique charbon de terre, mais plusieurs types de charbon. Ces différents types

de charbon sont obtenus au cours du processus de maturation présenté dans la section 1.1.1.

Plusieurs analyses présentées dans la section 1.1.2 permettent de classifier le type de char-

bon. Chaque type de charbon a en effet des propriétés différentes, et par conséquent un usage

préférentiel tel que présenté dans la section 1.1.3.

1.1.1 Le processus de houillification

Le charbon est une roche sédimentaire qui provient de la biomasse. Au début de sa forma-

tion, appelée houillification, de la biomasse diverse a été enfouie sous une faible épaisseur

d’eau, majoritairement au cours du Carbonifère c’est-à-dire il y a 299 à 359 millions d’années

(Blieck). Cette biomasse est attaquée biologiquement et oxydée. Elle forme alors de la vase

putrescente. Celle-ci évolue ensuite en tourbe en l’absence d’oxygène. En raison des variations

de température et de pression dues à son enfouissement de plus en plus profond, cette tourbe
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sédimente pour former un lignite qui continue à évoluer pour former un charbon subbitumi-

neux, puis un charbon bitumineux et enfin un anthracite (Prudhon et al., 2007). Cette évolution

est le fruit de réactions de décarboxylation et de déméthanisation. Au cours du processus de

décarboxylation, le charbon relargue du CO2, ce qui induit une baisse du ratio O/C. Au cours

du processus de déméthanisation, le charbon relargue du CH4, ce qui induit une baisse du ratio

H/C. Les composés gazeux relargués pendant la maturation du charbon sont présentés dans le

tableau 1.1 avec l’évolution de la composition des charbons qui en résultent.

Tableau 1.1 Formation et composition des charbons (fractions

massiques exprimées sur base pure), adapté de Heikkinen (2005);

Prudhon et al. (2007) et Cortes et al. (2009)

Nature Composés relargués Composition
Dépôts organiques CO2 dissous Bois : C 50 %, H 6 %, O 43 %

Vase putrescente CH4, NH3, H2S —

Tourbe CO2, N2, H2O C 55-65 %, H 5,5 %, O 32 %

Lignite CH4, CO2
C 65-73 %, H 4,5 %, O 21 %

CV > 47 %

Charbon sub-
CH4, CO2

C 73-78 %, H 6 %, O 16-19 %

bitumineux CV 25-50 %

Charbon bitumineux CH4, CO2
C 77-91 %, H 5 %, O 2,5-13,5 %

CV 14-50 %

Anthracite —
C > 91 % %, H 2,5 %, O < 3 %

CV < 14 %

Le degré de houillification atteint par le charbon est plus communément appelé rang. Le lieu

de houillification influence la composition du charbon. Ce dernier contient une partie minérale

sous forme de trace, par exemple oxydes d’aluminium, de fer ou de calcium, qui a été intégré

la structure carbonée du charbon lors de sa maturation. Les autres composantes du charbon,

majoritaires, sont contenues dans la phase organique ou sont des composés volatils. La phase

organique est composée de carbone, d’hydrogène, d’oxygène, d’azote et de soufre. La propor-

tion de ces espèces dépend du rang du charbon (voir tableau 1.1). Plus celui-ci est élevé, plus

les ratios O/C et H/C du charbon sont faibles et moins le charbon contient de composés volatils

(CV). Ces derniers comprennent l’eau, le monoxyde de carbone, le dioxyde de carbone, des
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hydrocarbures légers, des composés soufrés et des goudrons (de Soete, 1982a; Saxena, 1990;

Vassilev et al., 1996).

1.1.2 Caractérisation du charbon

La composition de la phase organique d’un charbon peut être déterminée par une analyse élé-

mentaire. Cette analyse permet de connaître les fractions massiques en carbone, oxygène, hy-

drogène, soufre et azote du combustible. Les résultats de cette analyse peuvent être exprimés

de trois manières : sur base brute, sur base sèche ou sur base pure. Sur base brute, la fraction

massique est exprimée en tenant compte des teneurs en eau (humidité) et en cendres du com-

bustible. Sur base sèche, la teneur en eau n’est plus considérée et, sur pur, aucune des deux

teneurs précitées n’est prise en compte. Grâce aux résultats de cette analyse, il est possible de

comparer le degré de maturation atteint par plusieurs charbons d’après leur position dans un

diagramme de van Krevelen où le rapport atomique H/C est exprimé en fonction du ratio O/C

(voir figure 1.1).

Figure 1.1 Diagramme de van Krevelen,

tiré de de Soete (1982a)
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Une autre analyse communément effectuée pour caractériser un charbon est l’analyse immé-

diate (Deloye, 2010). Elle fournit les taux d’humidité et de cendres ainsi que les teneurs en

composés volatils et en carbone fixe. Ces taux sont mesurés à partir d’échantillons chauffés

à faible vitesse (quelques Kelvins par minute) jusqu’à 1173 ou 1223 K selon la norme utili-

sée. Le taux d’humidité correspond à la première perte de masse de l’échantillon. La teneur

en composés volatils est ensuite déterminée après que l’échantillon ait passé sept minutes à

1173 ou 1223 K. La fraction massique de cendres est calculée à partir de la masse stabilisée

du résidu obtenu à la fin de l’analyse. Les taux d’humidité, de composés volatils et de cendres

déterminés, le taux de carbone fixe de l’échantillon s’obtient par différence. Pour finir de ca-

ractériser le charbon étudié, il est également possible de déterminer son pouvoir calorifique.

Il s’agit d’une mesure de l’énergie potentiellement dégagée par la combustion d’une unité de

masse du combustible.

Ces trois analyses sont couramment effectuées pour caractériser un charbon, tant au niveau

industriel qu’au niveau du laboratoire. La structure d’un échantillon de charbon peut être ca-

ractérisée par Résonance Magnétique Nucléaire (RMN). Cette analyse est conduite à l’échelle

du laboratoire pour des besoins spécifiques. En effet, la structure réelle d’un charbon est com-

plexe : hautement aromatique et avec des hétéroatomes d’oxygène, d’azote et de soufre, telle

qu’illustrée sur la figure 1.2. La matière organique est constituée de noyaux cycliques reliés

entre eux par des ponts auxquels peuvent être rattachées des chaînes latérales (de Soete, 1982a).

Les noyaux cycliques sont regroupés en fragments dont la structure est stable. Les hétéroatomes

ainsi que les composés aliphatiques sont contenus dans les ponts ou les chaînes latérales. Les

groupements aliphatiques contiennent les atomes de carbone qui n’appartiennent pas à des

cycles. Les ponts sont formés par des groupements fonctionnels ou aliphatiques. Ils se divisent

en deux catégories. Un pont est dit labile à l’instant t s’il est susceptible de se rompre. Dans le

cas contraire, il est dit stable. Les chaînes latérales ont la même constitution que les ponts, mais

sont moins lourdes, car elles en sont les restes stabilisés après une rupture (Niksa & Kerstein,

1991; Fletcher et al., 1992).
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Figure 1.2 Représentation de la structure de la

macromolécule de charbon, tirée de Fletcher et al. (1992). La

notation R représente d’autres fragments reliés entre eux par

des ponts auxquels peuvent être rattachées des chaînes

lattérales

1.1.3 Utilisation du charbon en guise de combustible

Les tests évoqués précédemment permettent de déterminer le rang du charbon. Cette donnée

est d’autant plus importante que les propriétés combustibles d’un charbon y sont liées. En ef-

fet, plus le rang du charbon est élevé, moins le charbon contient de composés volatils (voir

section 1.1.1). L’inflammation est rendue plus difficile, mais le pouvoir calorifique du charbon

est plus important. Chaque type de charbon a par conséquent une utilisation privilégiée, dont

certaines sont présentées dans le tableau 1.2. Les charbons bitumineux thermiques et subbi-

tumineux sont préférés pour la sidérurgie et la production d’électricité. Les lignites peuvent

également être utilisés pour générer de l’électricité. Deux utilisations principales du charbon

sont ainsi la production d’électricité et la sidérurgie. Plus précisément, l’utilisation préféren-

tielle du charbon est la production d’électricité ou de chaleur industrielle avec 66 % de la

consommation du combustible en 2015 (IEA, 2017b). En particulier, le charbon a permis de

produire ≈ 39 % de l’électricité mondiale en 2015 (IEA, 2017c).
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Tableau 1.2 Utilisation et pouvoir calorifique du charbon en fonction de son

rang, adapté de WCI (2006) et Cortes et al. (2009)

Rang du charbon Pouvoir calorifique (kJ·kg−1) Exemple d’utilisation
Lignite < 30 000 Production d’électricité

Subbitumineux 30-31 000
Production d’électricité

Usage industriel

Bitumineux 32-37 000

Production d’électricité

Fabrication de fer et d’acier

Usage industriel

Anthracite < 34 500
Usage domestique

Usage industriel non fumigène

Certains pays en sont cependant bien plus dépendants comme l’Australie, l’Afrique du Sud,

la Chine ou la Pologne, où il permet de produire plus de deux tiers de l’électricité (Kalayd-

jian & Cornot-Gandolphe, 2008). Il devrait enfin rester le combustible majoritairement utilisé

pour produire de l’électricité jusqu’en 2035 (IEA, 2013) pendant que le besoin en énergie

électrique triplera (WCA, 2013). Une autre utilisation privilégiée du charbon est la production

d’acier. En 2014, il a été utilisé pour produire 70 % de l’acier à l’échelle mondiale (WCA,

2015b). Au cours des dix dernières années, la production de fer et d’acier a induit une augmen-

tation constante de la consommation de charbon. Cette tendance pourrait se poursuivre, car la

hausse est principalement due à la consommation d’un pays en constant développement : la

Chine (IEA, 2016b).

Pour produire de l’électricité ou des métaux à l’échelle industrielle, les charbons peuvent être

utilisés seuls ou en mélanges. La forme pulvérisée est privilégiée (Kim et al., 2014). Le dia-

mètre moyen des particules utilisées dans les centrales à charbon pulvérisé est généralement

inférieur à 100 μm. Ce conditionnement permet une plus grande surface de contact entre le

combustible et l’oxydant, ce qui favorise la combustion rapide et complète du combustible

(WCI, 2006). Cette combustion est réalisée sous un fort gradient de chauffe de 105 à 106 K·s−1

(Alonso et al., 1999; Guo et al., 2003).
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La combustion du charbon pulvérisé est un processus physico-chimique qui fait intervenir plu-

sieurs étapes, du fait même de la nature solide du combustible. Ces différentes étapes sont

présentées dans la section suivante.

1.2 Processus physico-chimiques impliqués dans la combustion du charbon pulvérisé

La combustion des particules de charbon est un processus complexe qui fait interagir des es-

pèces dans les trois phases : solide, liquide et gazeux. Ce processus est schématisé sur la fi-

gure 1.3. Dans une approche simplifiée, les particules de charbon relarguent tout d’abord des

composés volatils lors de l’étape de dévolatilisation rapide. Ces composés volatils contiennent

notamment des gaz légers, des hydrocarbures ainsi que des goudrons (voir section 1.2.1). Ces

composés volatils vont se retrouver tout autour du résidu solide de la particule, nommé coke

ou semi-coke en raison du caractère incomplet de la dévolatilisation.

Figure 1.3 Représentation schématique du déroulement de la combustion

du charbon pulvérisé soumis à un fort gradient de chauffe, adapté de

de Soete (1982a)
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Ils s’oxydent alors pour former des produits gazeux et particulaires (suies). L’oxydation du

semi-coke a lieu de manière parallèle à l’oxydation des composés volatils. Ces différentes

étapes sont présentées en détail dans cette section.

1.2.1 Dévolatilisation

Lorsque la température de la particule de charbon s’élève aux alentours de 393 K, des gaz lé-

gers (dont le diazote) et l’eau contenus dans le combustible s’échappent (Van Heek & Hodek,

1994). Dès 573 K (Chen et al., 2012), les ponts labiles présents dans la matrice carbonée se

rompent de manière progressive au cours de la montée en température de la macromolécule

de charbon. Des composés volatils incondensables à température et pression ambiantes sont

relargués lors de ces ruptures. Ils sont dits précoces. Ils sont constitués d’oxydes de carbone,

d’hydrogène et d’hydrocarbures légers (de Soete, 1982a). Des fragments et des chaînes laté-

rales sont également formés lors des ruptures des ponts. Les fragments constituent les goudrons

(condensables à température et pression ambiantes) et la phase métaplastique (Genetti, 1999).

Cette phase de dévolatilisation dure au plus 100 ms (Therssen, 1993). À l’issue de cette étape,

le charbon originel a laissé place à un semi-coke, qui contient la matrice carbonée solide, en-

touré par un nuage de composés volatils gazeux. Ces derniers sont principalement constitués

de gaz légers (monoxyde et dioxyde de carbone, vapeur d’eau, dihydrogène), d’hydrocarbures

(méthane, acétylène, éthylène, éthane, propane, cyclopropane), d’espèces azotées et soufrées

(sulfure d’hydrogène, oxysulfure de carbone, cyanure d’hydrogène et ammoniac) alors que les

goudrons sont constitués d’espèces aromatiques (benzène, toluène et xylène) (Solomon et al.,

1992).

Cette phase de dévolatilisation peut être influencée par plusieurs facteurs, dont le rang du char-

bon, la température, la pression, le gradient de chauffe, la granulométrie, la composition de

l’atmosphère, la chaleur spécifique du charbon ainsi que la fragmentation des particules (Bo-

rah et al., 2011). Ces effets ont été synthétisés dans les revues de de Soete (1982a); Saxena
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(1990); Solomon et al. (1992); Zhang (2010) ou Borah et al. (2011). Brièvement, les effets

d’une modification de la température des particules ou du gradient de chauffe sont diffici-

lement séparables. D’une part, à une température de dévolatilisation donnée, une hausse du

gradient de chauffe va tendre à augmenter le taux et la vitesse d’éjection des composés dévo-

latilisés (Saxena, 1990). Une modification du gradient de chauffe modifie également la nature

des composés dévolatilisés, une plus grande quantité de goudrons étant relarguée à fort gradient

thermique (Zhang, 2010). D’autre part, une augmentation de la température des particules en-

traîne une augmentation des taux et une diminution du temps de dévolatilisation. Elle modifie

également la nature des composés dévolatilisés. En effet, une augmentation de la température

active des ruptures de ponts dont l’énergie d’activation est plus élevée. Les tendances précé-

demment soulignées sont enfin à modérer en fonction des autres paramètres qui influencent la

dévolatilisation, dont le rang du charbon utilisé. Ce dernier influe sur la nature des composés

volatils émis et le rendement de dévolatilisation. Les lignites relarguent plutôt des gaz légers

(monoxyde et dioxyde de carbone ainsi que vapeur d’eau) (Therssen, 1993) tandis que les char-

bons bitumineux relarguent d’avantage d’hydrocarbures et de goudrons (Solomon & Colket,

1979; McLean et al., 1981). Les particules brûlées à l’échelle industrielle ont une granulomé-

trie moyenne de 100 μm et sont soumises à un gradient de chauffe de 105 à 106 K·s−1 (voir

section 1.1.3). Dans ces conditions, un changement de granulométrie a une influence négli-

geable sur la dévolatilisation, tant que la taille des particules reste de l’ordre de la centaine de

micromètres (Jüntgen & Van Heek, 1979; de Soete, 1982a; Therssen, 1993). Pour finir, la dé-

volatilisation des particules a souvent été étudiée sous atmosphère inerte. Peu d’études ont été

effectuées dans des atmosphères oxygénées (Borah et al., 2011). L’influence d’un enrichisse-

ment en oxygène de l’atmosphère est plus spécifiquement abordée dans la section 1.3.2 dans le

cadre des procédés de capture du dioxyde de carbone à l’échelle industrielle. En somme, cette

revue rapide de l’influence de plusieurs paramètres sur la dévolatilisation illustre la complexité

de ce phénomène. Cette complexité rend peu aisée la modélisation précise de la dévolatilisa-

tion.
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1.2.2 Oxydation des composés dévolatilisés et du semi-coke

À l’issue de cette dévolatilisation, le charbon a relargué des composés dévolatilisés et le semi-

coke s’est formé. Les oxydations des composés dévolatilisés et du semi-coke sont présentées

séparément dans cette section. Les composés dévolatilisés gazeux s’oxydent de manière ho-

mogène au fur et à mesure qu’ils sont relargués. Ces réactions d’oxydation sont analogues aux

réactions d’oxydation rencontrées dans le cas des combustibles gazeux. Les cinétiques impli-

quées font intervenir des centaines d’espèces, dans des centaines ou des milliers de réactions

élémentaires (de Soete, 1982a).

Le semi-coke résiduel est constitué de carbone, d’hydrogène, d’oxygène, mais aussi d’atomes

de soufre, d’azote et de minéraux qui restent liés à la matrice carbonée. Il s’oxyde de manière

hétérogène. Il adsorbe des molécules de dioxygène, de dihydrogène, de dioxyde de carbone ou

de vapeur d’eau à sa périphérie ou dans ses pores. Trois régimes d’oxydation sont possibles,

selon l’importance relative des cinétiques d’oxydation et de diffusion des espèces adsorbées

dans le milieu environnant et à l’intérieur des pores (de Soete, 1982b) :

– le régime chimique : à basse température, l’oxydation est contrôlée par la cinétique de la ré-

action et a lieu à l’intérieur des pores. La concentration en oxygène dans les gaz environnants

est égale à la concentration en oxygène dans les pores ;

– le régime mixte : l’oxydation a lieu à l’intérieur des pores, mais l’oxygène ne pénètre plus

dans l’intégralité des pores. La concentration en oxygène est plus importante dans le milieu

environnant que dans les pores. Elle est même nulle au centre de la particule (Zhang, 2010) ;

– le régime diffusionnel : à haute température, l’oxydation a lieu à la surface du semi-coke.

Elle est contrôlée par la diffusion de l’oxygène dans le milieu environnant.

La majorité des particules de charbon s’oxyde sous un régime mixte, contrôlé par la diffusion

de l’oxygène et les réactions chimiques (Baum & Street, 1971). Les facteurs qui influencent

l’oxydation du semi-coke sont la température, la composition et la structure du semi-coke

(nombre, taille et distribution des pores, surface du semi-coke) ainsi que l’évolution de la

concentration en oxygène au cours du temps (Edge et al., 2011). De manière simplifiée, la
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quantité de semi-coke oxydée augmente avec une disponibilité accrue des atomes d’oxygène,

un accroissement du nombre de pores et de surface accessible pour recevoir les atomes d’oxy-

gène. L’oxydation du semi-coke dure généralement plus d’une seconde, à comparer à un maxi-

mum de 100 ms pour la dévolatilisation dans des conditions typiques de centrales à charbon

pulvérisé (Therssen, 1993). L’oxydation des composés dévolatilisés et du semi-coke conduit à

l’inflammation des particules et à la formation des produits de combustion. Ces deux phéno-

mènes sont détaillés dans la suite de cette section.

1.2.2.1 Inflammation des particules

La compétition entre l’oxydation des composés dévolatilisés et celle du semi-coke peut s’opé-

rer selon trois régimes d’ignition de la particule de charbon : homogène, hétérogène ou hé-

térohomogène (de Soete, 1982b). Au cours d’une ignition homogène, les composés volatils

s’enflamment. Ils chauffent alors le semi-coke qui s’oxyde par la suite. Au cours d’une igni-

tion hétérogène, le semi-coke s’oxyde en surface avant que la dévolatilisation ne soit terminée

ou ait atteint un stade significatif. Au cours d’une ignition hétérohomogène, la dévolatilisation

entre en compétition avec l’oxydation du semi-coke.

La nature de l’inflammation d’une particule de charbon dépend de plusieurs facteurs, dont la

taille et le gradient de chauffe subi par la particule ou le rang du charbon. Les influences de la

taille de la particule et du gradient de chauffe sont illustrées sur la figure 1.4. Il est à noter qu’un

recouvrement entre dévolatilisation et oxydation du semi-coke a également été mis en évidence

à fort gradient de chauffe pour des petites particules (40 μm) et des températures inférieures

à 1400 K (Gurgel Veras et al., 1999). Les plus petites particules des distributions industrielles

pourraient donc subir une ignition hétérohomogène. Pour la majorité des particules de char-

bon bitumineux, d’une centaine de micromètres de diamètre, l’ignition est homogène dans les

conditions industrielles (Molina & Shaddix, 2007; Biagini & Marcucci, 2010; Biagini, 2010;

Kim et al., 2014) ; c’est-à-dire que les composés dévolatilisés s’enflamment avant l’oxydation

du semi-coke.
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Figure 1.4 Diagramme d’inflammation

d’une particule de charbon bitumineux de

Walsum, tiré de de Soete (1982b)

Le comportement du charbon dépend également de son rang. Par exemple, dans les essais de

Riaza et al. (2014), un anthracite pulvérisé qui rencontre un fort gradient de chauffe et une

température de 1400 K s’enflamme de manière hétérogène tandis que, dans les mêmes condi-

tions, l’inflammation d’un charbon bitumineux est homogène. Dans les essais de Kim et al.

(2014), un lignite et un anthracite, d’une granulométrie de 150 à 200 μm soumis à un gradient

de chauffe supérieur à 105 K·s−1, peuvent se fragmenter au cours du processus d’inflammation.

Cette fragmentation n’a pas été observée pour un charbon bitumineux ou subbitumineux étudié

dans les mêmes conditions expérimentales.

1.2.2.2 Formation des produits de combustion

À l’issue de la combustion, deux types de produits sont distingués : les produits solides tels que

les suies ainsi que les produits gazeux, dont les oxydes d’azote et de soufre. Il reste également

un résidu : les cendres. Elles contiennent les matières minérales du charbon originel. Plus

particulièrement, les mécanismes de formation des suies, des oxydes d’azote et des oxydes de

soufre sont présentés dans la suite de cette section.
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Le mécanisme de formation des suies dans les flammes est largement documenté dans la littéra-

ture (Richter & Howard, 2000; McEnally et al., 2006; Wang, 2011). Brièvement et de manière

simplifiée, deux types de suies ont été identifiés sur la figure 1.3. Pour le premier type, des

composés volatils carbonés forment des radicaux dans les zones riches en combustible et à

température élevée. Ces espèces radicalaires forment ensuite de l’acétylène, qui évolue en hy-

drocarbures qui contiennent un cycle benzénique. Ces derniers se combinent à leur tour pour

former des Hydrocarbures Aromatiques Polycycliques (HAPs) notamment via le mécanisme

Hydrogen Abstraction / Acetylene Addition (HACA). Il s’agit d’un des mécanismes principaux

impliqués dans la formation des suies. Dans ce schéma réactionnel, un hydrocarbure se fait

arracher un atome d’hydrogène par un autre atome d’hydrogène présent en phase gazeuse. Un

site radicalaire est alors formé. Une molécule d’acétylène vient s’y fixer, ce qui rend l’hydro-

carbure initial instable. Il se stabilise par cyclisation, et par conséquent par l’émission d’un

atome d’hydrogène dans la phase gazeuse. Cet atome va à son tour pouvoir arracher un atome

d’hydrogène à la surface d’un hydrocarbure. Pour le second type de suies, les goudrons pro-

duits lors de la dévolatilisation peuvent se fragmenter lorsque la température dépasse 873 K.

Les plus petits fragments constituent des produits volatils gazeux tardifs. Les autres fragments,

en majorité des composés aromatiques à un, deux ou trois cycles benzéniques à pression at-

mosphérique (Solomon et al., 1992), peuvent se réticuler à la surface de la matrice carbonée

ou former des cénosphères. D’autres HAPs et des molécules d’acétylène se fixent à la surface

des cénosphères. Une fois formées, les suies peuvent coaguler entre elles suite à des collisions.

Certaines particules de suies peuvent ensuite être oxydées tandis que les autres se retrouvent à

la sortie des chambres de combustion.

Les oxydes d’azote sont formés selon trois mécanismes : thermique, précoce ou issu du com-

bustible. Le monoxyde d’azote constitue la majorité des oxydes d’azotes relargués dans les

flammes de charbon pulvérisé.

– La formation thermique fait intervenir l’azote contenu dans l’air. L’équilibre entre l’azote (N

et N2) et le monoxyde d’azote (NO) intervient à haute température : au-delà de 1773 K (Tof-

tegaard et al., 2010). La cinétique de cette réaction peut être diminuée par un excès d’oxy-
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gène ou d’azote qui diminue la température de flamme (de Soete, 1989). Au vu des tempé-

ratures atteintes dans les flammes industrielles de charbon pulvérisé, entre 15 et 25 % du

monoxyde d’azote relargué durant la combustion sous air l’est sous forme de NO-thermique

(Zhang, 2010; Edge et al., 2011) ;

– La formation de NOx précoces intervient au niveau du front de flamme, préférentiellement

dans des zones riches en combustible (de Soete, 1989). L’azote contenu dans l’air réagit avec

des radicaux CX (principalement CH) pour former de l’acide cyanhydrique et de l’azote mo-

noatomique qui réagissent par la suite pour former du monoxyde d’azote. La contribution de

ce mécanisme est cependant négligeable devant les deux autres dans les conditions indus-

trielles (moins de 5 % des NO formés) (Toftegaard et al., 2010; Edge et al., 2011) ;

– La formation de NO-combustible fait intervenir l’azote contenu initialement dans le com-

bustible (N-combustible), qui se retrouve dans les composés volatils (Volatile-N) ou dans

le semi-coke (Char-N) (de Soete, 1982b). L’azote gazeux Volatile-N est relargué princi-

palement lors de l’oxydation de composés intermédiaires cycliques (pyridines C5H5N ou

pyrroles C4H5N) sous forme de HCN, de CN et de NHi. Seule une petite quantité d’azote

est directement présente sous forme de HCN dans les composés volatils précoces. Ces es-

pèces relarguées réagissent ensuite pour former du NO ou du N2. Le NO peut également

être formé à la surface du semi-coke. Dans ce cas, un site qui contient un atome de Char-N

adsorbe une molécule oxygénée. Lors de la désorption, l’azote est relargué sous forme de

NO ou de N2O. Le NO peut cependant être réduit à la surface du semi-coke pour donner des

composés tels que N2, HCN ou NH3 (Toftegaard et al., 2010). Le mécanisme de formation

du NO-combustible est celui qui prédomine dans les flammes industrielles de charbon pul-

vérisé (entre 60 et 80 % des NO formés) (Toftegaard et al., 2010; Zhang, 2010; Edge et al.,

2011). La quantité de NO formée dépend du taux de dévolatilisation de la particule (et donc

indirectement de sa température), de sa teneur en azote et de la richesse locale du mélange,

un mélange pauvre favorisant la formation de NO (Hill & Smoot, 2000).

Le soufre présent dans le charbon est soit minéral, soit organique. Le soufre minéral se trouve

majoritairement sous forme de pyrite FeS2 (Attar, 1978). En milieu réducteur, le soufre contenu
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dans ces composés se retrouve dans les cendres. En milieu oxydant, à partir de 750 K, ces com-

posés forment du SO2 au moyen d’un intermédiaire réactionnel. Le soufre organique est soit

relargué en même temps que les composés volatils, sous forme de sulfure d’hydrogène (H2S),

soit présent dans des cycles. En milieu oxydant, le H2S évolue en SO2. La concentration de

SO2 relargué est fortement tributaire de la concentration en oxygène dans le milieu (de Soete,

1982b) et de la teneur en soufre du combustible.

La combustion des particules de charbon a été abordée dans cette section. L’air est le com-

burant le plus communément utilisé dans l’industrie à ce jour. Les enjeux industriels actuels

en lien avec la combustion du charbon pulvérisé impliquent toutefois d’avoir recours à des at-

mosphères alternatives pour favoriser la capture du CO2. Celles-ci sont plus particulièrement

présentées dans la section suivante.

1.3 Enjeux de la combustion du charbon pulvérisé à l’échelle industrielle

Dans le contexte énergétique actuel, les centrales à charbon pulvérisé doivent réduire leurs

émissions de polluants et de gaz à effet de serre. Une des solutions réside en la capture et la sé-

questration du dioxyde de carbone. Différentes stratégies de capture applicables à ces centrales

sont présentées dans la section 1.3.1. Une de ces stratégies consiste à réaliser la combustion des

particules sous une atmosphère qui favorise l’obtention de concentrations élevées en CO2 dans

les fumées. L’influence d’une telle atmosphère sur la combustion des particules est présentée

dans la section 1.3.2.

1.3.1 Capture et séquestration du dioxyde de carbone pour les centrales à charbon pul-
vérisé

Deux étapes sont à distinguer dans le processus de capture et de séquestration du dioxyde de

carbone : la capture d’une part et la séquestration du dioxyde de carbone de l’autre, avec entre

les deux une phase de transport. Trois méthodes principales de capture se différencient : le

captage postcombustion, le captage précombustion et l’oxycombustion (voir figure 1.5).
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Figure 1.5 Schéma de principe des trois principales voies de captage du

dioxyde de carbone, tiré de Amann (2007)

Dans le captage postcombustion, les fumées sont lavées avec un solvant pour séparer le di-

oxyde de carbone des autres constituants gazeux. Le CO2 se dissout dans le solvant (une amine

par exemple). L’amine de référence est la monoéthanolamine (MEA). Au cours de sa régéné-

ration, cette amine libère le dioxyde de carbone sous forme gazeuse à pression atmosphérique.

Ce dernier doit être compressé pour pouvoir être transporté. Le coût de compression est donc

à considérer lors du choix de ce procédé (Figueroa et al., 2008). Il faut également tenir compte

de la pénalité énergétique induite par la régénération de cette amine. Cette étape est la plus

pénalisante du procédé, et ce d’autant plus qu’elle est liée à la quantité d’amines nécessaire

au lavage des fumées dont la fraction volumique de CO2 ne dépasse pas 4 à 15 % (Amann,

2007). Ce procédé présente cependant l’avantage d’être directement applicable aux centrales

existantes (Amann, 2007).

Au cours du captage précombustion, le charbon est traité dans un gazéifieur pour former des

gaz de synthèse (principalement hydrogène et monoxyde de carbone). On parle dans ce cas de

Cycle Combiné à Gazéification Intégrée (IGCC). Les gaz de synthèse sont ensuite refroidis,

dépoussiérés et désulfurés. Pour finir, ils sont saturés en eau (Descamps, 2004), ce qui permet

de générer davantage de produits d’intérêt : dihydrogène et dioxyde de carbone (Figueroa et al.,
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2008). Le dioxyde de carbone est alors capté. Dilué dans de l’azote, le dihydrogène est envoyé

vers le brûleur (Descamps, 2004). La production d’énergie est alors faiblement polluante. Ce

système de captage présente également d’autres avantages. Les gaz de synthèse sont riches

en dioxyde de carbone et ce dernier est obtenu à haute pression. Ce travail à haute pression

permet de possiblement réduire les coûts de compression du dioxyde de carbone avant trans-

port. Cependant, cette technologie nécessite un important dispositif support. Elle est également

majoritairement appliquée aux nouvelles unités dans la mesure où le parc d’IGCC en fonction-

nement est restreint (Figueroa et al., 2008). Il y a cependant peu de développement industriels

concrets à l’heure actuelle.

L’oxycombustion consiste enfin à modifier l’atmosphère de combustion. Au lieu d’être brûlé

sous air, le charbon pulvérisé est introduit dans une atmosphère constituée par un mélange

d’oxygène et de dioxyde de carbone. L’oxygène est obtenu par séparation cryogénique de l’air.

Le dioxyde de carbone provient d’une recirculation partielle des gaz brûlés. Cette recircula-

tion permet de contrôler la température des flammes dans le foyer. En effet, dans l’optique

d’adapter des centrales à charbon pulvérisé déjà existantes, il est préférable de maintenir des

propriétés de combustion et de transferts thermiques identiques. Ceci implique de reproduire

les mêmes niveaux de température pour éviter d’endommager les centrales (Scheffknecht et al.,

2011). Une hausse de température dans la chambre de combustion pourrait en effet avoir des

conséquences néfastes sur le revêtement des foyers et le brûleur conçu pour une combustion

sous air (Baukal Jr, 1998). En pratique, le taux de recirculation des gaz brûlés est de ≈ 70 %

(Amann, 2007). L’ensemble des gaz brûlés est très riche en dioxyde de carbone. Ils contiennent

jusqu’à plus de 95 % volumique de CO2 sur gaz sec (Hu et al., 2000; Krzywanski et al., 2010).

Ceci constitue le principal avantage de l’oxycombustion (Kanniche et al., 2010) qui limite de

fait le coût associé à la capture du dioxyde de carbone (Daood et al., 2012). L’oxycombustion

présente cependant plusieurs inconvénients, dont une pénalité énergétique due à la séparation

cryogénique de l’air.
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Toutes ces méthodes de capture tendent à induire une augmentation du bilan global de di-

oxyde de carbone produit par les centrales en comparaison avec les centrales non équipées de

procédé de captage. Le dioxyde de carbone est cependant capté dans le premier cas. La pré-

sence d’un dispositif de capture et de séquestration du dioxyde de carbone baisse le rendement

de la centrale, ce qui induit une augmentation de la consommation de combustible qui peut

atteindre 35 % pour retrouver une production d’énergie similaire à celle d’une centrale sans

dispositif de capture et de séquestration (Scheffknecht et al., 2011). Toutes les méthodes ne

présentent cependant pas la même pénalité énergétique. Le captage post combustion reste très

énergivore, ce qui limite son déploiement massif (Doukelis et al., 2009; Wang et al., 2011).

Le coût de la tonne de dioxyde de carbone évitée avoisine 50 USD (Buhre et al., 2005). Le

captage précombustion n’est par nature pas adapté à la modernisation des centrales déjà exis-

tantes. Par contre, pour une centrale IGCC neuve avec capture, l’investissement nécessaire et

le coût du dioxyde de carbone évité sont plus faibles que ceux relevés avec les autres voies de

capture (Kanniche et al., 2010). Pour finir, sous oxycombustion, le coût de la tonne de dioxyde

de carbone évitée avoisine 30 USD (Chen et al., 2012). Cette technologie est en outre raisonna-

blement applicable aux centrales à charbon pulvérisé classique (Kanniche et al., 2010) et dans

le cas d’adaptation de centrales déjà existantes (Buhre et al., 2005; Chen et al., 2012). C’est

pourquoi elle est considérée dans la suite de ce travail.

La séquestration du CO2 ne fait pas partie du champ d’études de cette thèse. C’est pourquoi

seules quelques brèves informations vont être données à son sujet. La principale utilisation du

dioxyde de carbone capturé est le stockage. Il est techniquement possible de stocker le dioxyde

de carbone dans des champs de pétrole ou de gaz naturel épuisés. Il est également possible

de s’en servir pour extraire du pétrole. De manière moins avancée, d’autres options sont à

l’étude : stockage dissous dans les océans, stockage sous forme de nappes déposées dans le

fond des océans et emprisonnement dans des silicates naturels. Dans une moindre mesure, il

est également possible d’utiliser industriellement le dioxyde de carbone capturé par exemple

pour produire de l’urée ou en algoculture. Dans le premier cas, l’urée est par la suite incorporée

dans des engrais (Metz et al.). Dans le second cas, le milieu de culture est enrichi en dioxyde de
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carbone pour faciliter la croissance des algues. Ces algues peuvent ensuite être utilisées pour

produire des biocarburants (Brennan & Owende, 2010; Salyh et al., 2011).

1.3.2 Influence de l’atmosphère de combustion sur les processus physico-chimiques d’oxy-
dation du charbon pulvérisé

Le recours à l’oxycombustion implique un changement d’atmosphère de combustion. L’air est

remplacé par un mélange d’oxygène et de dioxyde de carbone. Une solution intermédiaire

consiste à travailler sous air enrichi en oxygène (Daood et al., 2012). Dans ce cas, la combus-

tion est réalisée dans une atmosphère O2/N2, avec une teneur en oxygène supérieure à 21 %. La

combustion sous air enrichi en oxygène (OEC) est utilisée à l’échelle industrielle dans des ap-

plications qui nécessitent de la chaleur, comme l’incinération ou la production de métaux, dont

l’acier (Baukal Jr, 1998). L’oxycombustion est plutôt évoquée dans le domaine de la production

d’électricité et de ciment. Dans les deux cas, le changement d’atmosphère a des conséquences

sur le déroulement de la combustion du charbon pulvérisé (Baukal Jr, 1998; Scheffknecht et al.,

2011; Chen et al., 2012). Des études sont nécessaires pour quantifier ces changements de com-

portement (Maffei et al., 2013). Une augmentation des études réalisées dans des pilotes a ainsi

été mise en évidence depuis les années 1990 (Chen et al., 2012). Afin d’interpréter les résultats

obtenus de manière précise, des études en laboratoire sont toutefois requises en complément

(Scheffknecht et al., 2011). Cette section présente les tendances relevées sous OEC et sous

oxycombustion tant à l’échelle du laboratoire qu’à l’échelle industrielle.

1.3.2.1 Dans le domaine de l’OEC

Les rendements de combustion sont améliorés, la température est augmentée et les émissions

de certains polluants sont réduites par rapport à la combustion sous air (Baukal Jr, 1998). Un

meilleur rendement permet de consommer moins de charbon, ce qui réduit d’autant les émis-

sions de NO-combustible et de dioxyde de carbone liées à la combustion du charbon écono-

misé. Ceci est d’autant plus important que la principale source de NO émis lors d’une combus-

tion industrielle sous air est le NO-combustible. La quantité de dioxyde de carbone, d’oxydes
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d’azote et de soufre peut également être concentrée du fait d’une recirculation des gaz brûlés

qui vise à limiter la hausse de température dans les foyers (Baukal Jr, 1998). Recourir à une

atmosphère enrichie en oxygène permet donc de faciliter la capture du dioxyde de carbone dans

des installations déjà existantes, bien que la teneur en CO2 dans les fumées reste faible.

Ces modifications de la combustion du charbon pulvérisé observées à l’échelle industrielle ont

également été étudiées à l’échelle du laboratoire. Des essais ont révélé qu’une augmentation

de la teneur en oxygène augmente la température du semi-coke (Murphy & Shaddix, 2006),

diminue la durée de la dévolatilisation (Cho et al., 2007) et par conséquent le délai d’ignition

de la particule (Shaddix & Molina, 2009). Les particules s’oxydent plus rapidement sous OEC

que sous air (Murphy & Shaddix, 2006). Ces changements sont majoritairement expliqués par

une flamme, générée par la combustion des composés dévolatilisés, plus proche du semi-coke

ainsi que par une température de combustion de ces composés dévolatilisés plus importante

sous OEC (Murphy & Shaddix, 2006). Il ressort toutefois de cette revue que peu d’études ont

porté sur l’influence de l’enrichissement en oxygène sur les cinétiques de dévolatilisation.

1.3.2.2 Dans le domaine de l’oxycombustion

L’oxycombustion sous une atmosphère constituée de 30 % d’oxygène et de 70 % dioxyde de

carbone en volume présente les mêmes propriétés thermiques qu’une combustion sous air dans

le cas de charbon bitumineux à forte teneur en composés volatils (respectivement 29,35 % et

34,9 % sur base brute dans les essais de Liu et al. (2005) et Molina & Shaddix (2007)). Ce ré-

sultat peut être expliqué par des différences de propriétés physico-chimiques entre le dioxyde

de carbone et l’azote, notamment la chaleur spécifique Cp (Liu et al., 2005; Molina & Shaddix,

2007) et le coefficient de diffusion massique de l’oxygène à travers le gaz diluant (Shaddix

et al., 2009). La première différence diminue la température des gaz environnants là où la

seconde restreint la quantité d’oxygène qui arrive à la surface de la particule, et par suite à

l’intérieur des pores (Maffei et al., 2013). Pour une concentration en oxygène fixée, la dé-

volatilisation sera également plus lente en présence de dioxyde de carbone que d’azote. Ceci
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peut être dû à des différences de coefficients de diffusivité thermique (Chen et al., 2012). Le

remplacement du diazote par du dioxyde de carbone peut également influencer l’oxydation du

semi-coke. Par exemple, les pores d’un semi-coke de charbon bitumineux à forte teneur en

composés volatils sont plus grands lorsque le semi-coke est obtenu sous un fort gradient de

chauffe et sous une atmosphère qui contient du CO2 au lieu du N2, pour la même concentra-

tion en oxygène (Borrego & Alvarez, 2007). Cette différence de taille de pores peut influencer

l’oxydation du semi-coke s’il s’oxyde selon le régime diffusionnel (voir section 1.2.2). De plus,

le recours à une atmosphère O2/CO2 permet de limiter la formation de monoxyde d’azote (Hu

et al., 2000; Liu et al., 2005). Plusieurs facteurs peuvent être cités notamment une baisse de

la quantité d’azote disponible. La formation de NO-précoce et NO-thermique est alors limitée

(Toftegaard et al., 2010). Une diminution de la formation de NO-combustible a été observée

lorsque l’atmosphère de combustion contient un mélange à base de 30 % d’oxygène et de

70 % dioxyde de carbone au lieu de l’air (Liu et al., 2005). Pour finir, une forte proportion de

N-combustible se transforme en diazote sous oxycombustion (Zheng & Furimsky, 2003).

Au-delà de ces tendances principales identifiées dans la littérature, plusieurs résultats a priori

contradictoires ont été relevés. Une hausse des émissions de monoxyde de carbone a été notée

pour des températures comprises entre 1100 et 1700 K à l’échelle du pilote (Zheng & Furim-

sky, 2003), alors qu’à l’échelle du laboratoire une plus faible concentration de monoxyde de

carbone émis a été observée pour des températures qui avoisinent 1500 à 1600 K (Liu et al.,

2005). Quelques années plus tard, Rathnam et al. (2009) ont observé des changements de réac-

tivité du semi-coke lorsque la fraction d’oxygène dans du dioxyde de carbone augmente. Ces

changements n’ont cependant été observés que pour la moitié des charbons testés. Toftegaard

et al. (2010) ont aussi fait la revue d’essais qui conduisent à des émissions de dioxyde de soufre

soit similaires ou soit inférieures sous oxycombustion. Le taux de composés volatils relargués

a parfois été mesuré à la baisse en raison de réactions de réticulation du dioxyde de carbone

à la surface du semi-coke, notamment pour des concentrations en oxygène inférieures à 21 %

(Borrego & Alvarez, 2007). À l’inverse, des quantités de composés volatils relargués accrues

ont été liées à des processus de gazéification du semi-coke par le dioxyde de carbone lorsque
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la température dépasse 1030 K. Des travaux ont enfin indiqué des quantités de composés vo-

latils relargués inchangées lorsque la température n’excède pas 1030 K (Rathnam et al., 2009)

ou entre 1173 et 1673 K (Brix et al., 2010). Ces tendances ont été interprétées par Brix et al.

(2010), qui ont mis en avant des conditions opératoires différentes, notamment un temps de

séjour et un gradient de chauffe différents entre toutes ces études. En effet, Li et al. (2009) ont

utilisé un analyseur thermogravimétrique. Le gradient de chauffe y est faible (quelques Kel-

vins par minute). Les essais de Borrego & Alvarez (2007); Rathnam et al. (2009) et Brix et al.

(2010) ont pour leur part été réalisés dans des réacteurs de type à flux entraîné. Le gradient

de chauffe y est de ≈ 105 K·s−1 (Zhang, 2010). Indirectement, le travail de Brix et al. (2010)

insiste sur la nécessité de reproduire les conditions industrielles afin de pouvoir interpréter les

résultats obtenus à l’échelle du laboratoire. C’est pourquoi de récentes revues (Scheffknecht

et al., 2011; Chen et al., 2012) ont souligné le besoin d’études complémentaires sur les chan-

gements induits par l’oxycombustion, d’où l’intérêt de la présente thèse.

L’influence du changement d’atmosphère de combustion doit donc encore être clarifiée pour

l’OEC et pour l’oxycombustion. Les études supplémentaires peuvent être entreprises de ma-

nière expérimentale ou numérique. La section suivante précise les possibilités actuelles en

termes de modélisation de la combustion du charbon pulvérisé.

1.4 Modélisation de la combustion du charbon pulvérisé

La modélisation de la combustion du charbon pulvérisé permet notamment d’appréhender les

émissions de polluants gazeux et particulaires. De telles données peuvent être utilisées pour di-

mensionner ou optimiser les installations industrielles à charbon pulvérisé dotées ou non d’un

système de captage du dioxyde de carbone. La modélisation de la combustion du charbon pul-

vérisé permet également d’étudier l’influence de l’atmosphère de combustion sur l’oxydation

des particules de combustible. Pour être complète, cette modélisation doit tenir compte des pro-

cessus de dévolatilisation et d’oxydation des composés dévolatilisés. Elle requiert également

des cinétiques valides dans les conditions opératoires étudiées. La modélisation des cinétiques
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de ces processus est précisée dans les sections 1.4.1 et 1.4.2. La modélisation complète de la

combustion est finalement présentée dans la section 1.4.3.

1.4.1 Modélisation de la dévolatilisation

La dévolatilisation est la première étape de combustion de la particule de charbon. La vitesse

d’émission des composés dévolatilisés et leur nature influencent l’étape d’oxydation des com-

posés dévolatilisés, et par conséquent l’inflammation des particules de charbon et la formation

des produits de combustion. Par conséquent, pour prédire la combustion du charbon de manière

quantitative, le processus de dévolatilisation doit être précisément décrit (Arenillas et al., 2001;

Biagini, 2010; Jovanovic et al., 2014). C’est pourquoi la dévolatilisation du charbon pulvérisé

est étudiée et modélisée depuis plus de trente ans (voir les revues de Saxena (1990); Solomon

et al. (1992); Yu et al. (2007) et les références s’y trouvant).

Brièvement, les modèles empiriques sont les plus anciens. Ils se basent sur des données expéri-

mentales obtenues sous certaines conditions opératoires (par exemple gradient de chauffe et la

température finale des particules). Il s’ensuit que ces modèles ne sont valides a priori que pour

le type de charbon et les conditions expérimentales utilisées pour les calibrer (Vascellari et al.,

2013). Il convient donc de vérifier qu’ils sont appropriés aux conditions étudiées, voire de les

calibrer. Un point commun entre les différents modèles empiriques réside dans la détermination

de la cinétique de dévolatilisation et de la quantité des composés dévolatilisés. Or, les modèles

de combustion nécessitent aussi la composition du mélange de composés dévolatilisés (Zhang,

2010) pour modéliser leur oxydation et la formation des polluants. Les modèles structurels,

développés plus récemment, permettent de répondre à cette problématique. Ils considèrent que

la structure de la macromolécule de charbon évolue au cours de la dévolatilisation. Les mo-

dèles de dévolatilisation, tant empiriques que structurels, sont applicables aux atmosphères

qui favorisent la capture du dioxyde de carbone, en particulier les atmosphères enrichies en

oxygène (Scheffknecht et al., 2011). Les modèles les plus utilisés dans la littérature sont les

modèles empiriques à une réaction, à deux réactions compétitives, à énergie d’activation distri-
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buée (DAEM ou DAE) ainsi que les modèles structurels FG-DVC, CPD, FLASHCHAIN et de

Sommariva et al. (2010). Ces modèles sont présentés séparément dans la suite de cette section.

1.4.1.1 Le modèle à une réaction

L’unique réaction de premier ordre considérée par le modèle à une réaction peut s’écrire sous

forme de l’équation bilan suivante (Zhang, 2010) où C représente la particule de charbon, CV

les composés dévolatilisés, Sr le semi-coke résiduel et α est un coefficient stoechiométrique

massique.

C k−→ α ·CV +(1−α) ·Sr (1.1)

La constante de vitesse k est représentée par une loi de type Arrhénius (equation 1.2) où k0

désigne la constante préexponentielle, Ea est l’énergie d’activation, R représente la constante

des gaz parfaits et Tp est la température des particules.

k = k0 · exp

( −Ea

R ·Tp

)
(1.2)

Les paramètres de la loi d’Arrhénius peuvent être liés aux propriétés du charbon comme la

composition et l’indice de gonflement du charbon (Badzioch & Hawksley, 1970) ou à la tem-

pérature finale atteinte par les particules lors de leur traitement thermique (Fu et al., 1989). Au

cours de la dévolatilisation, la masse de la particule évolue en raison de la quantité de compo-

sés volatils relargués. Cette perte de masse pendant un intervalle de temps dt s’exprime sous

la forme suivante (Fu et al., 1989) où V représente la quantité de composés volatils relargués à

un instant t et Vin f est la quantité de composés volatils émis pour un temps infini :

dV
dt

= k · (Vin f −V ) (1.3)

L’estimation de la quantité Vin f est quant à elle propre à chaque modèle de cette famille.
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1.4.1.2 Le modèle à deux réactions compétitives

Les composés volatils et le semi-coke sont formés par les deux réactions de premier ordre

suivantes (Ubhayakar et al., 1977) où αi et ki désignent respectivement le coefficient stoechio-

métrique massique et la constante de vitesse de la réaction i :

C

k1−→ α1 ·CV1 +(1−α1) ·Sr1

k2−→ α2 ·CV2 +(1−α2) ·Sr2

(1.4)

Les deux constantes de vitesse suivent des lois de type Arrhénius de la forme de l’équation 1.2.

Les contributions de ces deux réactions à la perte de masse de la particule varient en fonction de

la température de la particule. La première réaction prédomine à basse température, la seconde

à forte température (par exemple dès 1220 K (Ubhayakar et al., 1977)). La perte de masse

pendant un intervalle de temps dt s’exprime sous la forme suivante (Lehto, 2007) :

dV
dt

= (α1 · k1 +α2 · k2) ·C (1.5)

avec
dC
dt

=−(k1 + k2) ·C (1.6)

1.4.1.3 Le modèle à énergie d’activation distribuée (DAEM ou DAE)

Le modèle où l’énergie d’activation des réactions est distribuée comprend une infinité de réac-

tions compétitives de premier ordre. La vitesse de chaque réaction est modélisée par une loi de

type Arrhénius (équation 1.2). Les énergies d’activation de l’ensemble des réactions sont dis-

tribuées suivant une fonction f donnée, par exemple une distribution normale (Anthony et al.,

1976). La perte de masse jusqu’à l’instant t s’exprime (Anthony et al., 1976) :

Vin f −V
Vin f

=
∫ ∞

0
exp

(
−

∫ t

0
k dt

)
· f (Ea) ·dEa (1.7)
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1.4.1.4 Le modèle FG-DVC

Le modèle Functional-Group, Depolymerization, Vaporization, Cross-linking (FG-DVC) est

la combinaison du modèle FG de Solomon & Colket (1979) et du modèle DVC de Solo-

mon & King (1984). Dans ce modèle, la macromolécule de charbon est constituée de mono-

mères de différentes masses molaires qui sont reliés entre eux par des ponts labiles et ductiles

(figure 1.6 où les monomères sont représentés par des cercles. Leur masse molaire est indi-

quée à l’intérieur des cercles, les liaisons simples et doubles symbolisent respectivement les

ponts labiles et ductiles). Un pont labile peut être rompu lorsque la température de la particule

s’élève, contrairement à un pont ductile.

Figure 1.6 Représentation de la

structure du charbon dans le

modèle FG-DVC, tirée de

Solomon et al. (1988)

Au cours de la dévolatilisation, la macromolécule subit des réactions de dépolymérisation (rup-

ture de pont qui engendre la formation de fragments), de vaporisation (formation des goudrons)

et de réticulation (formation d’un pont ductile entre un fragment et le semi-coke). L’évolution

temporelle de la macromolécule est prédite depuis une librairie de dévolatilisation de charbons

de référence. Cette librairie renferme des informations notamment sur les cinétiques chimiques

de réaction des groupes fonctionnels ainsi que sur la quantité de précurseurs pour chaque type

de composé volatil. Le modèle FG-DVC identifie les charbons de la librairie les plus proches

du charbon étudié à l’aide de son rang et plus précisément des ratio O/C et H/C (AFR, 2013).
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Plus précisément, pour chaque pas de temps, le modèle FG prédit la quantité de précurseurs de

chaque composé volatil i dans les gaz (gaz), les goudrons (tar) et le semi-coke (char) d’après

les équations 1.8 tirées de Solomon et al. (1988) :

dWi(gaz)
dt = ki ·Wi(char)

dWi(tar)
dt = kg ·Wi(char)

−dWi(char)
dt = dWi(gaz)

dt + dWi(tar)
dt

(1.8)

Les constantes de vitesse ki et kg sont déterminées à l’aide d’un modèle DAE. Le modèle FG

prédit également le nombre de réticulations au niveau du semi-coke. Le nombre de réticulations

est utilisé par le modèle DVC. Ce dernier identifie les ponts qui rompent d’après la composition

des ponts et la masse des monomères. Seuls les plus petits fragments peuvent se vaporiser,

formant ainsi les goudrons. Les autres se stabilisent en prélevant des atomes d’hydrogène à des

ponts éthyléniques, qui deviennent alors ductiles ou en se réticulant au semi-coke. Le modèle

DVC renseigne enfin le modèle FG au sujet de la quantité de goudrons. La dévolatilisation

cesse lorsqu’il n’y a plus de ponts éthyléniques (Solomon et al., 1988).

1.4.1.5 Le modèle CPD

Le modèle Chemical Percolation Devolatilization (CPD) de Grant et al. (1989) représente la

macromolécule de charbon comme un réseau linéaire de ponts qui relient des noyaux aroma-

tiques. De telles structures sont représentées de façon théorique (figure 1.7) à l’aide de l’indice

de coordination de Bethe qui correspond au nombre d’attaches par groupe aromatique (pont et

chaînes latérales).

Le schéma réactionnel considéré dans ce modèle est de la forme de l’équation 1.9.

£
kb−→ £∗

kδ−→ 2δ
kg−→ 2g1

kδ−→ c+2g2

(1.9)
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Figure 1.7 Représentation des structures de Bethe dont

l’indice de coordination vaut 2,2 (a) ou 4,0 (b), tirée de

Solomon et al. (1990)

Certains ponts £ deviennent instables £∗ et réagissent instantanément soit pour former des pré-

curseurs de goudrons et des chaînes latérales stables 2δ qui par la suite peuvent relarguer des

composés volatils 2g1, soit pour former une liaison stable avec le semi-coke c et relarguer ins-

tantanément des composés volatils 2g2. Les constantes cinétiques kb, kδ et kg sont déduites et

validées sur la base de données expérimentales obtenues pour des températures de 500 à 1500 K

et pour des gradients de chauffe de 1 à 104 K·s−1 (Fletcher et al., 1990). Ces constantes ciné-

tiques sont valides pour tous les charbons.

En effet, cinq autres données d’entrée, qui décrivent la structure de la macromolécule de char-

bon, reflètent la variabilité chimique présente entre plusieurs charbons d’un même rang (Zhang,

2010) :

– σ +1, le nombre d’attaches par groupe aromatique (pont et chaînes latérales),

– Mclust , la masse molaire moyenne des groupes aromatiques,

– mδ , la masse molaire moyenne des chaînes latérales,

– p0, la proportion de ponts intacts à l’état initial,

– c0, le nombre initial de liaisons stables avec le semi-coke (0 pour les charbons bitumineux).
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1.4.1.6 Le modèle FLASHCHAIN

Dans le modèle FLASHCHAIN de Niksa & Kerstein (1991), la structure du charbon est repré-

sentée par une chaîne d’éléments de quatre types : les noyaux aromatiques, les ponts labiles,

les liaisons au semi-coke et les groupes périphériques. Chaque type d’éléments a une réacti-

vité propre. Le mécanisme réactionnel 1.10 est utilisé pour déterminer la nature et la quantité

de composés volatils relargués. Les chaînes sont classées en trois types selon leur taille. De

manière décroissante, on distingue les chaînes réactives Fr, les chaînes intermédiaires Fi et la

phase métaplastique Fm.

Au niveau des ponts

£∗ rupture−−−−→ 2δ conversion directe−−−−−−−−−−→ 2g1

condensation−−−−−−−→ c+2g2

Au niveau des chaînes

Fr
rupture−−−−→ Fi ou Fm

Fr
condensation−−−−−−−→ Fr

Fi
rupture−−−−→ Fm

Fi
condensation−−−−−−−→ Fr

Fm
rupture−−−−→ Fm

Fm
condensation−−−−−−−→ Fi

Fm
recombinaison−−−−−−−−→ Fi

Fm
distillation f lash−−−−−−−−−→ goudrons

(1.10)

Ce modèle s’applique à du charbon typiquement pulvérisé, car il repose sur l’hypothèse d’un

gradient de température négligeable à l’intérieur de la particule de charbon. Cette condition

peut être vérifiée à l’aide du calcul du nombre de Biot, d’après l’équation 1.11 où h désigne

le coefificient de convection, λ est le coefficient de conductivité thermique et rp représente le

rayon d’une particule.

Bi =
rp ·h

λ
(1.11)

Si ce nombre de Biot est inférieur à 0,1, le gradient de température est négligeable à l’intérieur

de la particule.
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1.4.1.7 Le modèle de Sommariva et al.

Dans le modèle de Sommariva et al. (2010), tout charbon est considéré comme une combinai-

son linéaire de trois charbons de référence : COAL1, qui est un charbon pauvre en oxygène

et riche en hydrogène, COAL2, qui est un charbon bitumineux et COAL3, qui est un lignite.

Chaque charbon de référence a un processus de dévolatilisation connu en six ou sept étapes.

Au total, plus de 70 réactions qui impliquent 60 espèces chimiques sont considérées. Le mo-

dèle permet de différencier directement les processus de dévolatilisation qui ont lieu à basse et

haute températures.

Les modèles présentés dans les sections 1.4.1.1 à 1.4.1.7 conduisent toutefois à des résultats

variables (Jovanovic et al., 2012, 2014), qui peuvent être expliqués par :

– une structure moléculaire du charbon pas encore complètement connue à ce jour. Différentes

modélisations sont donc utilisées (Vascellari et al., 2013; Van Essendelft et al., 2014). De

plus, les propriétés physico-chimiques du charbon peuvent varier entre des charbons d’un

même rang (Authier et al., 2014; Van Essendelft et al., 2014) ;

– l’utilisation de valeurs de paramètres cinétiques des modèles empiriques en dehors de leur

domaine de validité. Certains auteurs ont utilisé des valeurs de paramètres directement is-

sues de la littérature sans les calibrer aux conditions qu’ils étudiaient alors que les conditions

opératoires influencent directement le domaine de validité de ces paramètres cinétiques (Vas-

cellari et al., 2013).

Les prédictions de ces modèles doivent donc être évaluées pour chaque condition opératoire

étudiée.

1.4.2 Modélisation de l’oxydation des composés dévolatilisés

L’étape suivante de la modélisation de la combustion du charbon pulvérisé consiste à modé-

liser l’oxydation des composés dévolatilisés. Au niveau des composés dévolatilisés gazeux et

des goudrons, on considère que la molécule qui contient la plus longue chaîne carbonée li-

néaire est du propane (voir section 1.2.1). La cinétique d’oxydation du propane contient les
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cinétiques d’oxydation des espèces carbonées plus courtes, car la chaine carbonée de la mo-

lécule de propane va se rompre au cours de son oxydation. Toutes les cinétiques d’oxydation

du propane ne considèrent pas la formation et l’oxydation des goudrons, à la différence par

exemple des cinétiques de Marinov et al. (1998), d’Ergut et al. (2006) et de Blanquart et al.

(2009). Ce complément permet de suivre l’évolution d’espèces chimiques impliquées dans la

formation des suies, comme le benzène. Les cinétiques mises en jeu dans ce cas peuvent par

exemple atteindre 155 espèces impliquées dans 689 réactions élémentaires (Marinov et al.,

1998). Chaque cinétique a été élaborée et validée dans des conditions opératoires spécifiques,

par exemple à pression atmosphérique et pour des températures comprises entre 550 et 1650 K

(Marinov et al., 1998).

Des espèces azotées et soufrées comme le sulfure d’hydrogène, le sulfure de carbonyle (ou

oxysulfure de carbone), le cyanure d’hydrogène et l’ammoniac sont également relarguées au

cours de la dévolatilisation. La modélisation des cinétiques d’oxydation des espèces azotées fait

intervenir des réactions qui impliquent des espèces carbonées. Plusieurs cinétiques sont dispo-

nibles dans la littérature pour la modélisation des espèces carbonées et azotées, dont Smith

et al. et UC San Diego (2014), ainsi que pour la modélisation des espèces soufrées, dont Muel-

ler et al. (2000), Hughes et al. (2005) et Giménez-López et al. (2011). Elles sont d’autant plus

importantes que l’objet de l’étude porte entre autres sur la formation des polluants gazeux dans

les flammes de charbon pulvérisé. Comme les cinétiques d’oxydation des espèces carbonées,

elles ont été conçues et validées dans des conditions opératoires spécifiques, par exemple pour

des pressions inférieures à 0,13 atm (Hughes et al., 2005).

Au niveau du semi-coke, la modélisation de l’oxydation repose classiquement sur les hypo-

thèses suivantes (Edge et al., 2011) :

– les semi-cokes sont sphériques ;

– l’écoulement est quasi-stationnaire : tous les semi-cokes situés au même endroit de l’écou-

lement ont les mêmes propriétés ;
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– les propriétés physiques et chimiques sont homogènes dans tout le semi-coke (dont la tem-

pérature) ;

– la vitesse des gaz à l’intérieur des pores du semi-coke est négligeable ;

– les réactions d’oxydation du semi-coke sont modélisées séparément des réactions d’oxyda-

tion des composés relargués en phase gazeuse ;

– l’oxydation du semi-coke commence après la fin de la dévolatilisation dans les modèles

globaux de Field et al. (1967) et de Baum & Street (1971) ;

– le semi-coke n’est constitué que de carbone au-delà de 1273 K.

L’oxydation du semi-coke peut être modélisée par deux types de modèles : les modèles glo-

baux et les modèles semi-globaux. Tous ces modèles sont détaillés dans les revues de Williams

et al. (2002); Zhang (2010) et Edge et al. (2011).

Les modèles globaux principaux sont :

– le modèle diffusion limited rate de (Baum & Street, 1971) : la diffusion de l’oxygène gou-

verne l’oxydation du semi-coke (Edge et al., 2011) ;

– les modèles kinetic/diffusion limited rate de Field et al. (1967) et de Baum & Street (1971) :

ces modèles ne considèrent que la surface externe de la particule. Le rôle des pores dans

l’oxydation n’est pas modélisé, tout comme les réactions d’oxydation avec la vapeur d’eau

et le dioxyde de carbone. Seules celles avec l’oxygène sont considérées. Ces modèles sont

empiriques. Ils ont été élaborés à l’aide d’essais réalisés sous air. Ils ne sont pas utilisables

sous oxycombustion, à haute température, car le dioxyde de carbone et l’eau influencent le

déroulement de l’oxydation du semi-coke (Edge et al., 2011). Ils le sont cependant pour des

températures faibles à moyennes, c’est-à-dire en l’absence de gazéification du semi-coke ;

– deux autres modèles globaux ont été mis en œuvre plus récemment pour modéliser l’oxy-

dation du semi-coke. Falcitelli et al. (2006) ont considéré la composition élémentaire du

semi-coke. Dans leur modèle, le semi-coke ne réagit qu’avec de l’oxygène pour relarguer du

monoxyde de carbone, de la vapeur d’eau, du monoxyde d’azote et de l’oxysulfure de car-

bone. Monaghan & Ghoniem (2012) ont considéré les réactions d’oxydation du semi-coke
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par l’oxygène, l’hydrogène, la vapeur d’eau et le dioxyde de carbone. Dans leur modèle, le

semi-coke n’est composé que de carbone.

Les cinétiques des réactions mises en jeu dans les modèles globaux sont de type Arrhénius.

Les énergies d’activation associées varient entre 105 et 182 kJ·mol−1 selon les modèles. Cette

variabilité peut être expliquée par la composition du semi-coke, dont la présence de métaux

(Zhang, 2010). Les modèles globaux ne modélisent pas finement l’interaction entre tous les

éléments qui composent le semi-coke, l’oxygène, l’hydrogène, la vapeur d’eau et le dioxyde

de carbone.

Les modèles semi-globaux sont plus complets et ont été développés par la suite. Les princi-

paux modèles semi-globaux sont :

– le modèle intrinsèque développé par Smith (1982) : celui-ci considère de manière originale

les réactions d’oxydation qui ont lieu à l’intérieur des pores. La réactivité intrinsèque du

semi-coke dépend de sa surface totale, de la diffusion à l’intérieur des pores et des réac-

tions chimiques entre le semi-coke et l’oxygène. Les valeurs de certains de ces paramètres

doivent cependant être spécifiées a priori (Williams et al., 2002) ou à partir de données

expérimentales (Edge et al., 2011), ce qui limite alors leur domaine de validité. Ces para-

mètres incluent l’aire de la surface réactive et le facteur d’efficacité, c’est-à-dire le rapport

entre le taux d’oxydation mesuré et le taux d’oxydation obtenu de manière théorique lorsque

les pores ne perturbent pas la diffusion de l’oxygène. Ces deux paramètres sont considérés

comme constants au cours de l’oxydation du semi-coke ;

– le modèle Carbon Burnout Kinetics (CBK) développé par Hurt et al. (1998) : ce modèle

est une adaptation du modèle intrinsèque. Il a été conçu pour prédire la quantité de carbone

oxydé initialement présent dans le semi-coke et la quantité de carbone imbrûlé qui reste avec

les cendres dans des conditions de température et d’oxygène représentatives des conditions

industrielles (Edge et al., 2011). Ce modèle contient trois sous-modèles : un sous-modèle

d’oxydation du semi-coke, un sous-modèle d’annealing (réorganisation cristallographique

de la matrice carbonée lorsque la température augmente) et un sous-modèle pour évaluer
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les changements de propriétés du semi-coke au cours de l’oxydation (dont la dilatation et le

changement de masse volumique) (Zhang, 2010).

Les modèles les plus utilisés à l’heure actuelle sont le modèle de Baum (Williams et al., 2002)

et le CBK (Zhang, 2010) pour les simulations plus fines. L’accord entre les prédictions des

modèles précédemment évoqués et les résultats expérimentaux peut également être altéré sous

oxycombustion (Edge et al., 2011).

L’élaboration d’un schéma réactionnel d’oxydation des composés dévolatilisés dépend donc :

1. De la prise en compte ou non de l’oxydation des goudrons, des espèces azotées et des

espèces soufrées,

2. Du choix d’un modèle d’oxydation du semi-coke plus ou moins complexe,

3. Des conditions opératoires étudiées.

En effet, les cinétiques d’oxydation des composés volatils gazeux et des goudrons ont été

conçues et validées pour certaines conditions opératoires qui peuvent être différentes de celles

étudiées. Le schéma réactionnel assemblé et validé est ensuite utilisable lors de la modélisation

globale de la combustion du charbon présentée dans la section suivante.

1.4.3 Modélisation globale de la combustion du charbon

À ce stade, la modélisation des processus de dévolatilisation et d’oxydation des composés dé-

volatilisés a été présentée séparément. Elle est associée dans cette section pour modéliser la

combustion du charbon pulvérisé. Deux approches peuvent être utilisées pour ce faire. Dans

la première approche, l’accent est mis sur la dynamique de l’écoulement de particules à tra-

vers la chambre de combustion. Dans ce cas, le recours à la mécanique des fluides numériques

(CFD) permet entre autres de suivre les particules de charbon dans la chambre et de déterminer

précisément leur histoire thermique. Les cinétiques chimiques utilisées sont souvent globales,

en raison du temps de calcul du processeur (CPU) nécessaire (Benedetto et al., 2000). Dans

la deuxième approche, les réactions chimiques sont étudiées au moyen de réacteurs idéaux ou

de réacteurs non idéaux. Des logiciels comme Cantera (Goodwin et al., 2012) ou Chemkin R©
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(Reaction Design, 2013) sont utilisés. La cinétique chimique détaillée est employée dans le but

de retracer les chemins réactionnels prépondérants de formation des produits de combustion,

dont les polluants.

Ces deux approches peuvent être combinées dans un réseau de réacteurs. La dynamique de

l’écoulement est simplifiée, mais modélisée par la prise en compte de transferts de masse et de

chaleur entre les réacteurs du réseau. Ce type de modélisation met l’accent sur les cinétiques

chimiques des réactions de combustion. Le temps de calcul CPU d’un réseau, qui est largement

inférieur à celui d’un calcul CFD qui contiendrait les mêmes cinétiques chimiques détaillées

(Benedetto et al., 2000; Monaghan & Ghoniem, 2012), permet de réaliser des analyses rapides

de différents systèmes de combustion à l’échelle industrielle (Colorado & McDonell, 2014).

Les réseaux de réacteurs sont principalement utilisés pour prédire l’évolution des champs de

polluants particulaires et/ou gazeux, principalement les oxydes d’azote (voir par exemple les

études de Pedersen et al. (1998); Benedetto et al. (2000) et Niksa & Liu (2002)).

Deux étapes sont nécessaires pour mettre en oeuvre un réseau de réacteurs : représenter la

dynamique de l’écoulement et modéliser les réactions chimiques. La dynamique de l’écoule-

ment est prise en compte au niveau du découpage du réseau. Le premier réseau de réacteurs

est historiquement attribué à Bragg (1953). Pour dimensionner une chambre de combustion,

Bragg y distingue deux zones : la zone de flamme, représentée par un réacteur, ainsi qu’une

zone post flamme, représentée par un autre réacteur. Ce découpage se nomme maintenant cel-

lule de Bragg. Par la suite, le système à étudier a été séparé en différentes zones à l’intérieur

desquelles un ou plusieurs réacteurs peuvent être disposés. Pour la combustion du charbon

pulvérisé, les trois types de découpages principaux sont :

– la division géométrique

La division géométrique a par exemple été utilisée par Pedersen et al. (1998) qui ont étudié

une flamme de charbon pulvérisé turbulente dans un four vertical. Les écoulements d’air

secondaires et tertiaires sont tourbillonnaires. L’objet de cette étude était de modéliser les

émissions de NO, de CO et la réactivité du semi-coke au moyen d’un réseau de réacteurs.
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Pour construire ce réseau, les auteurs ont réalisé une simulation CFD du four et en ont

notamment déduit les lignes de courant du jet qui contient les particules et le champ de

vitesse axiale. Ils ont ainsi distingué cinq zones dans le four : une zone proche du brûleur

(NBZ) qui comprend une zone de recirculation interne (IRZ), une zone d’expansion du jet

(JEZ), une zone de recirculation externe (ERZ) et une zone aval (DSZ) illustrées sur la

figure 1.8. La frontière entre la JEZ, l’ERZ et la DSZ correspond à la hauteur à laquelle le

jet atteint la paroi du four.

Figure 1.8 Réseau de réacteurs découpé selon la division

géométrique, tiré de Pedersen et al. (1997)

– la division empirique

Le travail de Niksa & Liu (2002) est un exemple de division empirique. Les auteurs ont

étudié la quantité de NOx présente à la sortie d’un réacteur vertical à l’intérieur duquel un

jet central, qui contient des particules de charbon, est entouré par un écoulement cocourant.

Le gradient de chauffe des particules est supérieur à 104 K·s−1. Pour ce faire, les auteurs

ont effectué une simulation CFD du réacteur, puis ils ont analysé le flux de particule pour

distinguer le jet central de l’écoulement cocourant. Le jet central s’arrête quand la valeur du

flux prédite est égale à la moitié de la valeur du flux à la sortie de l’injecteur. Les auteurs ont

ensuite considéré la distribution de temps de séjour des gaz issus de l’écoulement cocourant

qui entrent dans l’écoulement central ou qui atteignent la sortie du réacteur ainsi que celle

des gaz issus de l’écoulement central. Ils ont enfin construit le réseau de réacteurs présenté

sur la figure 1.9. Le nombre de réacteurs choisi doit permettre de reproduire la distribution de

temps de séjour de chaque écoulement. La modélisation du jet central comprend deux zones :

une de dévolatilisation, puis une de combustion. Ces zones sont déterminées d’après les
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résultats de la modélisation de la dévolatilisation effectuée dans la simulation CFD à l’aide

d’un modèle cinétique à une réaction. Les paramètres cinétiques et le taux final de composés

dévolatilisés utilisés par ce modèle ont été ajustés pour fournir des résultats cohérents avec

une modélisation préliminaire effectuée avec FLASHCHAIN.

Figure 1.9 Réseau de réacteurs découpé selon la division

empirique, tiré de Niksa & Liu (2002)

– la division algorithmique

Pour rendre le découpage indépendant du problème à traiter, un algorithme a été conçu. Il est

capable de découper un réseau de réacteurs dans n’importe quelle configuration géométrique

à l’échelle industrielle. Dans cet algorithme (Falcitelli et al., 2002) :

1. Des données locales de température, de richesse et de concentrations sont tout d’abord

post-traitées d’une simulation CFD antérieure ;

2. Un premier découpage en cellules est ensuite effectué selon la température, la richesse

ou une concentration locale au choix de l’utilisateur ; les cellules adjacentes d’un point

de vue géométrique et appartenant au même intervalle de valeur sont ensuite regroupées

jusqu’à atteindre le nombre de réacteurs spécifié par l’utilisateur ;

3. Chaque réacteur est caractérisé. Le champ de vitesse locale détermine la nature du

réacteur. Le volume du réacteur et sa température sont ensuite calculés ;

4. Les transferts de masse entre chaque réacteur et aux extrémités du réseau sont détermi-

nés ;
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5. Les calculs sont effectués avec une cinétique de réaction chimique détaillée.

Le réseau créé à l’aide de cet algorithme est ramifié. Une étude de sensibilité permet à l’uti-

lisateur de déterminer le nombre de réacteurs nécessaires. Le découpage algorithmique est

adapté dans des logiciels commerciaux qui conçoivent et résolvent le réseau dont Energico c©

(Reaction Design, 2012) et Fluent R© (version ultérieure à 16.0) (ANSYS Inc., 2015a), tous

deux commercialisés par ANSYS R©. Dans le logiciel Energico, les champs de vitesse, de

température et de distribution des particules sont post-traités depuis les résultats de la si-

mulation CFD pour positionner les réacteurs. Le logiciel fait ensuite appel à Chemkin R©

pour prédire la distribution des polluants dans le réseau (Meeks et al., 2013). Depuis la ver-

sion 16.0, Fluent permet également de créer un réseau de réacteurs depuis les résultats de

sa simulation CFD. Les champs de température, de fraction massique de vapeur d’eau et

d’azote moléculaire sont alors post-traités (ANSYS Inc., 2015b). Une cinétique formatée

pour Chemkin peut ensuite être utilisée pour prédire la distribution des polluants dans le

réseau.

Le choix du découpage peut reposer sur la complexité du système à étudier et les moyens ma-

tériels disponibles.

La deuxième étape pour élaborer un réseau de réacteurs est de modéliser les réactions d’oxy-

dation des composés dévolatilisés gazeux, des goudrons et du semi-coke à l’aide de cinétiques

chimiques détaillées. La dévolatilisation et l’oxydation du semi-coke peuvent être modélisées

de plusieurs manières. Certains auteurs appliquent les modèles de dévolatilisation en amont

du réseau. Le charbon injecté est alors modélisé comme une somme de composés volatils et

de semi-coke (voir par exemple (Niksa & Liu, 2002)). D’autres considèrent également que

la dévolatilisation est instantanée et utilisent des hypothèses simplificatrices ou des corréla-

tions empiriques pour connaître la composition du mélange de composés dévolatilisés (voir

par exemple Pedersen et al. (1998) et Monaghan & Ghoniem (2012)). Il n’y a pas dans ce

cas de réel couplage entre dévolatilisation du charbon pulvérisé et étude par réseau de réac-

teurs. En opposition, Falcitelli et al. (2005) ont mis en équation la dévolatilisation au moyen

du modèle de percolation chimique (CPD) complété par la différenciation de certains compo-
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sés volatils : acétylène, oxysulfure de carbone, sulfure d’hydrogène et cyanure d’hydrogène.

Par la suite, Campolo et al. (2007) ont également modélisé la dévolatilisation et l’oxydation

des semi-cokes. Par contre, les auteurs ont considéré que la dévolatilisation et l’oxydation du

semi-coke avaient lieu de manière simultanée au lieu de successive. Cette approche se justifiait

par un taux de conversion du carbone attendu inférieur à 1 % dans le dispositif étudié. Plus

récemment, un module de cinétiques de dévolatilisation du charbon pulvérisé a été développé

dans le logiciel Energico (Meeks et al., 2013). Le modèle CPD y a été adapté sous forme de

réactions chimiques qui ont lieu à la surface des particules. Le système d’équations est en-

suite résolu par Chemkin, ce qui permet de considérer l’oxydation des composés volatils. La

dévolatilisation est cependant surfacique au lieu de volumique. Il apparaît ainsi nécessaire de

poursuivre les efforts de modélisation de la dévolatilisation des particules de charbon dans un

réseau de réacteurs.

1.5 Problématique

Comme vu dans cette revue de littérature, le charbon est le combustible majoritairement utilisé

pour produire de l’acier et de l’électricité dans le contexte énergétique actuel. Sa consommation

future devrait augmenter de pair avec le besoin en énergie. La combustion du charbon se heurte

cependant aux problématiques environnementales de limitation du réchauffement climatique.

Des limites d’émissions ont été et vont être mises en place pour réguler les rejets de dioxyde

de carbone et d’autres espèces polluantes. Un moyen de limiter les rejets de CO2 tout en sou-

tenant le besoin en énergie est la capture et la séquestration du dioxyde de carbone. Dans cette

optique, les centrales à charbon pulvérisé déjà existantes peuvent recourir à l’oxycombustion.

L’oxycombustion, ou dans une forme intermédiaire la combustion sous air enrichi en oxygène,

implique cependant de faire appel à des atmosphères de combustion différentes de celle utilisée

usuellement à l’échelle industrielle. Le recours à ces atmosphères peut modifier les processus

physico-chimiques de combustion. Il convient donc de pouvoir appréhender ces modifications

pour faciliter la mise en place de l’oxycombustion dans les centrales à charbon pulvérisé. Ceci

impliquerait de dimensionner de nouvelles installations. Des logiciels CFD peuvent être utilisés
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à ces fins à condition que les modèles mis en jeu soient valides et représentatifs des conditions

rencontrées à l’échelle industrielle. C’est dans ce contexte que s’inscrit cette thèse. Elle a pour

objet d’étudier expérimentalement et numériquement les cinétiques de dévolatilisation dans un

banc d’essais représentatif de configurations industrielles ainsi que de modéliser la formation

subséquente des produits de combustion, sous air et sous des atmosphères qui favorisent la cap-

ture du CO2. Cette thèse permettra aussi d’étudier l’influence de l’atmosphère de combustion

sur les cinétiques de dévolatilisation et sur les chemins réactionnels de formation de certains

produits de combustion.

1.6 Organisation de l’étude

Cette thèse a pour objectif principal d’identifier les mécanismes importants qui interviennent

lors de la combustion de charbon pulvérisé sous différentes atmosphères enrichies en oxygène,

pour les intégrer à terme dans des outils de calcul CFD. De cette finalité A0 découlent cinq

objectifs notés A1 à A5 :

– A1 : Appréhender expérimentalement la dévolatilisation des particules de charbon et propo-

ser des constantes cinétiques adaptées ;

– A2 : Modéliser la dynamique des écoulements et les températures mesurées dans la chambre

de combustion ;

– A3 : Définir un réseau de réacteurs qui permette l’étude de la combustion de particules de

charbon dans les conditions étudiées expérimentalement ;

– A4 : Identifier les cinétiques chimiques à grouper pour modéliser les processus de combus-

tion du charbon ;

– A5 : Identifier les chemins réactionnels de formation du CO, du NO, du SO2 et des précur-

seurs de suies sous air et sous atmosphères enrichies en oxygène.

La coordination de tous ces objectifs est présentée sur la figure 1.10. Les objectifs sont en-

cadrés. L’identifiant de l’objectif est rappelé dans le coin inférieur droit du cadre. Les flèches

situées sous un cadre désignent les logiciels utilisés pour atteindre l’objectif.
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Figure 1.10 Construction de la simulation qui

vise à prédire la dévolatilisation des particules

de charbon et la formation des produits de

combustion
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Les flèches latérales qui pointent ou qui quittent un cadre désignent respectivement les données

d’entrées nécessaires pour atteindre l’objectif ou les résultats obtenus. Les flèches en pointillés

représentent une donnée déjà existante, alors que les flèches pleines représentent un résultat

obtenu durant cette thèse.

Le premier chapitre a fourni les préalables de cette étude, dont les modèles de dévolatilisa-

tion et les cinétiques d’oxydation des espèces dévolatilisées. Le deuxième chapitre précise les

conditions opératoires qui ont été étudiées à l’aide d’un banc d’essais reproduisant des condi-

tions opératoires industrielles. Ce chapitre présente ensuite les résultats expérimentaux et la

modélisation de la dévolatilisation dans les conditions opératoires retenues (objectif A1). À

l’issue de ce chapitre, l’influence de l’atmosphère de combustion sur la dévolatilisation a été

étudiée et deux modèles cinétiques de dévolatilisation ont été identifiés pour un couplage ul-

térieur dans le réseau de réacteurs. Le troisième chapitre présente comment la dynamique des

écoulements dans la chambre de combustion est modélisée (objectif A2). Le quatrième cha-

pitre se concentre sur la création et l’exploitation du réseau de réacteurs. Plus particulièrement,

la section 4.1 décrit la construction du réseau de réacteurs (objectif A3). La section 4.2 détaille

l’assemblage du mécanisme réactionnel d’oxydation des composés dévolatilisés (objectif A4).

Dans la section 4.3, les prédictions du réseau de réacteurs sont comparées aux résultats ex-

périmentaux obtenus sous air, sous air enrichi en oxygène et sous oxycombustion. Elles sont

ensuite utilisées dans la section 4.4 pour étudier l’influence de l’atmosphère de combustion

sur les chemins réactionnels principaux qui conduisent à la formation d’espèces d’intérêt telles

que le CO, le SO2, le NO ou les précurseurs de suies (objectif A5). La thèse se clôt par une

conclusion générale des travaux et des suggestions pour un travail postérieur.



CHAPITRE 2

ÉTUDE EXPÉRIMENTALE ET NUMÉRIQUE DES CINÉTIQUES DE
DÉVOLATILISATION

L’étude expérimentale et numérique des cinétiques de dévolatilisation constitue l’objectif A1

de cette thèse. Pour atteindre cet objectif, des modèles de dévolatilisation doivent être rete-

nus et l’influence de l’atmosphère de combustion sur la dévolatilisation doit être étudiée. Ces

deux études sont réalisées dans des conditions opératoires proches des conditions rencontrées

à l’échelle industrielle. Ces conditions sont fournies par le banc d’essais qui est basé sur un

réacteur à flamme plate et qui a été développé par le Professeur Lemaire (Lemaire & Menan-

teau, 2016). Ce banc est dédié à l’étude de la combustion de combustibles solides pulvérisés.

Il permet de travailler sous différentes atmosphères de combustion, dans des conditions de fort

gradient de chauffe (supérieur à 106 K·s−1) et avec des températures maximales de particules

allant jusqu’à 1300 K. Des particules issues de broyeurs industriels peuvent également être

directement utilisées. Ces quatre dernières caractéristiques en assurent notamment l’origina-

lité. Ce banc d’essais est présenté en détail dans l’article de Lemaire & Menanteau (2016).

Seules ses principales caractéristiques seront mentionnées dans la section 2.1. Les conditions

opératoires étudiées dans ce travail seront présentées dans la section 2.2. La méthodologie

d’obtention des résultats expérimentaux sera présentée dans la section 2.3, accompagnée par

un exemple de résultats. Les résultats expérimentaux seront tout d’abord utilisés pour étudier

l’aptitude des modèles cinétiques de dévolatilisation à les reproduire sous atmosphère inerte

dans la section 2.4. Les résultats expérimentaux et les modèles de dévolatilisation permettront

ensuite d’étudier l’influence de l’atmosphère de combustion sur la dévolatilisation des par-

ticules de charbon dans la section 2.5. Les résultats présentés dans ce chapitre seront enfin

récapitulés dans la section 2.6.

2.1 Présentation du banc expérimental utilisé

Les particules de charbons utilisées dans les essais sont tout d’abord obtenues à partir d’un

broyeur industriel. Elles ont alors une granulométrie comprise entre 50 et 500 μm avec un
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diamètre moyen d’une centaine de micromètres. Les particules peuvent ensuite être criblées

pour atteindre une dimension voulue. Une fois préparées, les particules sont introduites dans

le réservoir du banc d’essais schématisé sur la figure 2.1. Cette figure illustre l’ensemble du

banc d’essais utilisé avec certains instruments nécessaires à la caractérisation des champs de

température et de vitesse présentée dans la section 2.3.1.

Figure 2.1 Représentation du banc d’essais utilisé, tiré de

Lemaire & Menanteau (2016)

Au cours d’un essai, une quantité constante et contrôlée de 12 g·h−1 de particules de charbon

pénètre dans l’ensemenceur acoustique (figure 2.1). Après avoir été mises en suspension, les

particules y sont fluidisées par 1 l·min−1 de gaz vecteur (mesuré à 105 Pa et 293 K), qui peut

être de l’azote (N2), de l’air, de l’oxygène (O2) ou un mélange d’oxygène et de dioxyde de car-

bone (O2/CO2). La fraction volumique de particules dans le gaz vecteur est alors de ≈ 0,02 %.

Ce mélange pénètre dans le milieu réactionnel au moyen d’un injecteur en acier inoxydable

d’un diamètre intérieur de 1,5 mm. Cet injecteur est placé au niveau de l’orifice d’un brûleur
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de type McKenna, commercialisé par Holthuis (figure 2.1). Il est constitué d’un milieu poreux

en bronze de 60 mm de diamètre qui permet de stabiliser une flamme plate à pression atmosphé-

rique. La flamme plate génère les gaz chauds présents dans le milieu réactionnel délimité par la

cheminée. La cheminée est rectangulaire de 10 cm de côté et de 40 cm de hauteur. Elle repose

sur le brûleur de type McKenna. Elle est construite en acier inoxydable et est dotée d’accès

optiques. La cheminée est recouverte par une couche d’isolant adéquatement découpée pour

limiter les pertes thermiques et permettre malgré tout la réalisation de diagnostics optiques.

Dans la cheminée, les gaz chauds chauffent le mélange formé par les particules de charbon

et le gaz vecteur situé au centre. Le mélange subit un gradient de chauffe de ≈ 106 K·s−1.

Les particules de charbon se dévolatilisent puis s’enflamment. La flamme de charbon pulvérisé

mesure alors ≈ 35 cm de haut pour ≈ 3 cm de diamètre.

Les particules et les gaz environnants peuvent être prélevés par le collecteur (figure 2.1). Celui-

ci d’une hauteur de 51 cm est constitué de deux tubes concentriques entre lesquels circule de

l’azote gazeux. Le tube interne est percé de quatre orifices pour mélanger l’azote aux gaz

prélevés et ainsi assurer une trempe réactionnelle. Ce collecteur peut être utilisé à différentes

hauteurs dans la cheminée. Ce mouvement est rendu possible grâce à une platine de translation

motorisée qui déplace le brûleur et la cheminée tandis que le collecteur et les systèmes d’ana-

lyses sont fixes. Le prélèvement, dont la trempe réactionnelle a eu lieu dans le collecteur, peut

ensuite être dirigé soit vers un système de filtration, soit vers un analyseur de gaz (figure 2.1).

Dans le premier cas, un cyclone de type Dekati SAC-65 collecte les particules de charbon qui

sont analysées ultérieurement pour déterminer leur taux de dévolatilisation (voir section 2.3.2).

Il est chauffé à ≈ 453 K pour éviter la condensation de la vapeur d’eau. Un second cyclone

ainsi que d’autres filtres permettent ensuite de collecter les dernières particules. Dans le second

cas, l’analyseur de gaz permet d’estimer la composition du milieu réactionnel. Il est composé

de trois modules qui mesurent la proportion volumique de monoxyde (CO) et de dioxyde (CO2)

de carbone, la proportion d’oxydes d’azote (NO et NOx) et enfin la proportion d’oxygène.
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Le banc d’essais présenté peut ainsi être utilisé pour l’étude des cinétiques de dévolatilisation

et d’oxydation de plusieurs combustibles solides pulvérisés, dont le charbon. Le gaz vecteur et

les gaz utilisés pour générer la flamme plate peuvent être modifiés pour travailler sous diffé-

rentes atmosphères de combustion. La section suivante présente les combinaisons de gaz et les

charbons retenus dans ce travail.

2.2 Présentation des conditions opératoires étudiées

Les gaz vecteurs utilisés dans les essais retenus pour l’étude expérimentale sont de l’air, du N2,

du O2 ou un mélange O2/CO2. Selon l’atmosphère de combustion étudiée, la flamme plate est

générée par un mélange propane-air (C3H8/air) ou par un mélange C3H8/O2/CO2. Les configu-

rations expérimentales utilisées dans la suite de cette thèse sont synthétisées dans le tableau 2.1

pour les études réalisées sous atmosphère inerte et dans le tableau 2.2 pour celles réalisées sous

atmosphères oxydantes. Les caractéristiques des flammes plates utilisées sont présentées dans

le tableau 2.3. Les essais expérimentaux ont été réalisés par le Professeur Lemaire pendant le

doctorat de Bruhier (2013) ou parallèlement au doctorat de l’auteur. Ce dernier a pu suivre ces

mesures, mais il a principalement contribué à la modélisation des cinétiques de dévolatilisation

et aux études numériques subséquentes.

Des charbons bitumineux et subbitumineux ont été utilisés pour effectuer ces essais expéri-

mentaux. Les propriétés des charbons testés sont présentées dans le tableau 2.4 pour les études

réalisées sous atmosphère inerte et dans le tableau 2.5 pour celles réalisées sous atmosphères

oxydantes. Sous atmosphère inerte, les particules ont été criblées pour avoir un diamètre com-

pris entre 40 et 63 μm. Dans les autres cas, les particules ont été criblées de façon plus gros-

sière. Le diamètre moyen des particules est ainsi de 107 μm pour le charbon de Freyming et

de 129 μm pour le charbon de La Loma. Les différences de compositions élémentaires par les

charbons de Freyming et de La Loma présentées dans les deux tableaux 2.4 et 2.5 peuvent être

expliquées par l’échantillonnage.
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En effet, de par le processus de formation du charbon, sa composition varie à l’intérieur d’une

même veine et les caractérisations ont été conduites pour des échantillons de charbon prélevés

à différents endroits. Les écarts observés demeurent toutefois très limités.

Tableau 2.1 Caractéristiques des études expérimentales sous atmosphère inerte

Atmosphère Charbons Gaz vecteur Flammes plates Référence
Foxleigh

Freyming

La Loma FP1

inerte
Zarechnaya

- Lvovugol
N2 FP2 (Lemaire et al., 2017)

Fola FP3

Middleburg

Highvale

Tableau 2.2 Caractéristiques des atmosphères oxydantes étudiées

expérimentalement

Désignation Atmosphère Charbon Gaz Flamme Référencevecteur plate

flamme 1 air Freyming air FP1
(Lemaire et al.,
2015)

flamme 2
air enrichi en

oxygène
Freyming O2 FP1

(Lemaire et al.,
2015)

flamme 3 air Freyming air FP4
(Menage et al.,
2013)

flamme 4
air enrichi en

oxygène
Freyming O2 FP4

(Lemaire et al.,
2015)

flamme 5 air La Loma air FP1
(Lemaire et al.,
2015)

flamme 6 oxycombustion La Loma
21 % O2/

79 % CO2
FP5

(Lemaire et al.,
2014)

flamme 7 oxycombustion La Loma
30 % O2/

70 % CO2
FP5

(Lemaire et al.,
2014)

flamme 8 oxycombustion La Loma O2 FP5
(Lemaire et al.,
2014)
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Tableau 2.3 Caractéristiques des flammes plates utilisées expérimentalement

Flamme Température maximale Composition

plate Richesse des particules sous C3H8 Air O2 CO2

atmosphère inerte (l/min) (l/min) (l/min) (l/min)
FP1 1,00 1010 K 0,65 15,40 / /

FP2 1,00 1090 K 0,94 22,4 / /

FP3 1,00 1193 K 1,26 30 / /

FP4 1,06 / 0,53 11,90 / /

FP5 1,00 / 0,65 / 3,25 8,50

Tableau 2.4 Propriétés des charbons utilisés sous atmosphère inerte

Charbon
étudié

Humi-
ditéa

Composés
volatilsb Cendresb Cb Hb Ob Nb Sb Clb

Foxleigh 9,70 11,80 9,45 82,18 3,88 2,47 1,38 0,55 0,10

Freyming 1,60 34,50 5,23 81,83 4,82 6,40 0,81 0,86 0,05

La Loma 8,00 41,00 4,50 81,00 4,55 8,51 1,17 0,27 0,00

Zarechnaya

- Lvovugol
10,10 39,00 9,78 76,05 4,70 6,85 2,01 0,60 0,01

Fola 7,50 34,10 12,86 74,57 4,42 6,25 1,20 0,60 0,10

Middleburg 3,20 22,70 14,50 74,04 3,69 6,15 1,17 0,45 0,00

Highvale 19,00 50,60 10,00 68,81 4,70 14,00 2,10 0,40 0,00

a proportion massique exprimée sur base brute (en %)

b proportion massique exprimée sur base sèche (en %)

Tableau 2.5 Propriétés des charbons utilisés lors de combustions sous air, sous

air enrichi en oxygène et sous oxycombustion

Charbon
étudié

Humi-
ditéa

Composés
volatilsb Cendresb Cb Hb Ob Nb Sb

Freyming 1,6 34,2 4,8 82,1 4,9 6,56 0,81 0,83

La Loma 5,0 37,9 4,2 80,0 4,4 9,7 1,28 0,41

a proportion massique exprimée sur base brute (en %)

b proportion massique exprimée sur base sèche (en %)
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Dans tous les cas étudiés, les semi-cokes prélevés dans le collecteur sont analysés pour connaître

leur degré de dévolatilisation afin de déterminer la cinétique de dévolatilisation. La méthodo-

logie correspondante est expliquée dans la section suivante.

2.3 Détermination expérimentale des cinétiques de dévolatilisation

Un profil cinétique de dévolatilisation représente l’évolution de la fraction dévolatilisée en

fonction du temps de séjour des particules. Trois paramètres sont nécessaires pour le déter-

miner : le temps de séjour des particules, leur température et leur taux de dévolatilisation. La

détermination de la température et du temps de séjour des particules constitue une difficulté

liée à l’utilisation d’un réacteur à flamme plate (Zhang, 2010). Pour évaluer ces paramètres,

il est possible de modéliser le banc d’essais ou de le caractériser expérimentalement. Dans le

cas de modélisation du banc d’essais, il a récemment été souligné l’importance de valider les

résultats issus de la modélisation avant de les exploiter pour, par exemple, déduire l’histoire

thermique des particules (Lemaire et al., 2017). Dans cette thèse, le temps de séjour des par-

ticules ainsi que leur température seront fournis par la caractérisation expérimentale présentée

dans la section 2.3.1. Ces résultats seront complétés par la cartographie de température des gaz

dans toute la cheminée. Cette cartographie sera utilisée ultérieurement pour valider la modéli-

sation de la dynamique des écoulements. Le taux de dévolatilisation des particules sera obtenu

depuis l’analyse des particules filtrées précisée dans la section 2.3.2. Enfin, un exemple de pro-

fil cinétique de dévolatilisation représentatif des résultats expérimentaux obtenus sera présenté

dans la section 2.3.3.

2.3.1 Caractérisation de l’histoire thermique des particules de combustible

Les champs de température et de vitesse sont mesurés expérimentalement pour déterminer

l’histoire thermique du combustible. Cette histoire thermique constitue une donnée d’entrée

des modèles cinétiques de dévolatilisation. La méthodologie de caractérisation est présentée

en détail dans Lemaire et al. (2015). Brièvement, trois types de mesure ont permis de caracté-

riser l’atmosphère d’oxydation : la mesure de vitesse du gaz vecteur, celle de température des
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gaz entourant les particules de combustible et celle de température des particules. La vitesse

du gaz vecteur est mesurée pour un seul gaz vecteur par flamme plate étudiée présentée dans

le tableau 2.3. Il a en effet été constaté que le changement de nature du gaz vecteur n’induisait

pas des changements significatifs au niveau de la vitesse du jet de gaz vecteur dans les condi-

tions étudiées (voir par exemple (Lemaire et al., 2015)). La mesure de température des gaz est

réalisée pour chaque couple de gaz vecteur et de flamme plate présenté dans les tableaux 2.1 et

2.2. Les températures des particules sont systématiquement mesurées. Chaque type de mesure

est précisée dans la suite de cette section. Certains instruments utilisés pour caractériser le banc

d’essais sont présentés sur la figure 2.1.

Pour caractériser la vitesse des gaz, la flamme plate est générée et 1 l·min−1 de gaz vecteur

permet de fluidiser des billes d’alumine dont le diamètre est ajusté de sorte que leur vitesse de

chute libre soit identique à celle des particules de combustible. Les billes d’alumine (Al2O3)

sont employées, car elles ont l’avantage de ne pas s’oxyder dans les conditions étudiées. La

vitesse des billes est mesurée par vélocimétrie par imagerie de particules (PIV). Pour ce faire,

un laser double cavité Nd :YAG New Wave Research Solo 120 XT génère une nappe à 532 nm

qui traverse la cheminée. Les signaux de diffusion des particules d’ensemencement illuminées

sont enregistrés à l’aide d’une caméra CCD qui est placée dans une direction orthogonale au

sens de propagation de la nappe du laser. La mesure de la vitesse des billes permet de détermi-

ner expérimentalement la correspondance entre hauteur du prélèvement et temps de séjour des

particules de charbon, comme illustré sur la figure 2.2.

Pour mesurer la température des gaz, la flamme plate est générée et 1 l·min−1 de gaz vecteur est

injecté. Aucune bille n’est introduite dans ces essais. Un thermocouple de type S de 200 μm de

diamètre est utilisé pour mesurer la température des gaz. Ce thermocouple est recouvert d’une

fine couche d’oxydes de Béryllium et d’Yttrium pour limiter les effets catalytiques qui pour-

raient fausser les mesures de température. Les mesures sont également corrigées des pertes par

rayonnement du thermocouple via la méthode de compensation électrique (Lemaire & Menan-

teau, 2017).



55

Figure 2.2 Correspondance

expérimentale entre temps de séjour des

particules et hauteur au-dessus du brûleur

dans les flammes 3 et 4

Les mesures peuvent être effectuées suivant les trois directions pour obtenir une cartographie

complète des températures des gaz dans l’ensemble de la cheminée. Le profil de température

des gaz dans l’axe central du brûleur permet de déterminer un gradient de chauffe initial de

≈ 106 K·s−1 selon la flamme plate et le gaz vecteur considérés.

Pour mesurer la température des particules, la flamme plate est générée et 1 l·min−1 de gaz

vecteur permet de fluidiser les particules de charbon. La température des particules est mesu-

rée à l’aide de deux pyromètres : un pyromètre bichromatique infrarouge Keller MSR-Cella

Temp PA40 et un pyromètre monochromatique Keller MSR-Cella Temp PA20. Le pyromètre

bichromatique a été utilisé pour mesurer des températures comprises entre 923 et 1973 K. Le

pyromètre monochromatique a été utilisé, car sa gamme va de 523 à 2273 K. Pour assurer la

cohérence des mesures, son émissivité a été réglée de sorte à reproduire la température me-

surée par le pyromètre bichromatique dans des zones où la température mesurée est comprise

dans les gammes des deux pyromètres. Ces derniers ont une cible de mesure d’un diamètre de

1,3 mm située au centre du jet de particules. Une bonne résolution spatiale est ainsi obtenue.



56

Un exemple de profil de température des gaz et des particules de charbon mesuré expérimenta-

lement est présenté sur la figure 2.3. Durant les dix premières millisecondes, la température des

particules est en accord avec la température des gaz. Le profil de température des particules,

associé au profil de vitesse lui aussi déterminé lors de la caractérisation du banc d’essais, ré-

vèle ainsi un gradient de chauffe initial des particules cohérent avec celui mesuré pour les gaz,

soit 1,5 · 106 K·s−1. Au-delà de dix millisecondes, la température des particules de charbon

est plus basse que la température des gaz d’une centaine de degrés environ. Cette différence

de température est attribuée aux pertes par rayonnement des particules, à un effet de puits de

chaleur couplé à un potentiel effet endothermique du processus de dévolatilisation (Xie et al.,

2012).

Figure 2.3 Profil de température des

particules et des gaz dans la flamme 3

2.3.2 Détermination des taux de dévolatilisation des particules de charbon

En plus du profil de vitesse qui vient d’être caractérisé, la mesure des taux de dévolatilisation

des particules est nécessaire pour l’établissement d’un profil cinétique de dévolatilisation. Pour

déterminer les taux de dévolatilisation, les particules de charbon sont prélevées à différentes

hauteurs au-dessus du brûleur (HAB), c’est-à-dire à différents instants de leur dévolatilisation.

Trois échantillons sont prélevés et analysés pour chaque hauteur. Le taux de dévolatilisation de
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chaque échantillon est ensuite obtenu par comparaison des résultats de l’analyse immédiate de

l’échantillon à ceux de l’analyse immédiate du charbon initial présentée dans le tableau 2.4 ou

2.5. À l’instar des travaux de Badzioch & Hawksley (1970); Kobayashi (1976); Therssen et al.

(1995) et Authier et al. (2014), la méthode reposant sur l’utilisation des cendres comme traceur

a été utilisée. Dans ce cas, la masse de cendres est considérée comme constante tout au long

de la dévolatilisation. Ainsi, l’équation 2.1 est vérifiée, avec M0 masse du charbon, M masse

du semi-coke prélevé, Acharbon fraction massique de cendres mesurée sur base sèche dans le

charbon et Aechantillon fraction massique de cendres mesurée sur base sèche dans le semi-coke

échantillonné.

M0 ·Acharbon = M ·Aechantillon (2.1)

La fraction dévolatilisée par la particule de charbon Fd correspond à la différence entre M et M0.

Elle s’exprime directement à partir des fractions massiques de cendres d’après l’équation 2.2

tirée de Badzioch & Hawksley (1970).

Fd = 100 ·
(

1−
(

Acharbon

1−Acharbon

)
·
(

1−Aechantillon

Aechantillon

))
(2.2)

L’équation 2.2 est utilisée pour calculer la fraction dévolatilisée de chaque échantillon prélevé.

La valeur moyenne de la fraction dévolatilisée des trois échantillons prélevés pour chaque HAB

est utilisée dans la suite de la thèse. Lorsque présentées, les barres d’erreur sont représentatives

de la dispersion des résultats expérimentaux autour de la valeur moyenne.

2.3.3 Profils cinétiques de dévolatilisation expérimentaux

À la suite du post-traitement des résultats expérimentaux, les profils cinétiques de dévolatilisa-

tion obtenus ont une forme similaire à celle présentée sur la figure 2.4. À partir d’un temps de

séjour de 30 ms, les fractions dévolatilisées sont approximativement constantes. Aucune perte

de masse significative du semi-coke n’intervient au-delà de ce temps. Ceci peut être expliqué

par la chute de température des particules observée au-delà de ≈ 30 ms.
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Cette forme de profil de dévolatilisation est en accord avec des essais de dévolatilisation de par-

ticules de charbon soumises à un fort gradient de chauffe et à des températures de ≈ 1373 K

réalisés par Therssen et al. (1995).

Le rendement de dévolatilisation est défini comme le ratio entre la fraction dévolatilisée par

la particule de charbon Fd et la quantité initiale de composés volatils contenus dans le char-

bon CV0. Il est de 79 % sur la figure 2.4. Des rendements pouvant atteindre jusqu’à 88 % ont

été mesurés sous atmosphère inerte pour des particules de charbons bitumineux qui atteignent

une température maximale de 1010 K. Des rendements de 86 % et 91 % ont également été

atteints par ce type de particules respectivement sous air avec une température maximale de

1050 K ou sous atmosphère O2/CO2 avec une température maximale de 1100 K. Ces rende-

ments sont cohérents vis-à-vis des résultats obtenus avec des particules de charbon bitumineux

de 75 à 90 μm de diamètre soumises à un gradient de chauffe de 105 K·s−1 dans un four à

chute chauffé à 1400 K (Khatami et al., 2012). Des profils cinétiques de dévolatilisation expé-

rimentaux, similaires à celui présenté sur la figure 2.4, sont utilisés pour évaluer les prédictions

des modèles cinétiques de dévolatilisation précédemment introduits dans la section 1.4.1. Cette

évaluation est présentée dans la section suivante.

Figure 2.4 Profil de dévolatilisation dans la

flamme 3
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2.4 Comparaison des prédictions des modèles cinétiques de dévolatilisation sous atmo-
sphère inerte

Les conditions opératoires utilisées pour évaluer les modèles cinétiques de dévolatilisation sont

référencées dans le tableau 2.1. Les charbons bitumineux de Foxleigh, Freyming, La Loma, Za-

rechnaya - Lvovugol, Fola et Middleburg ainsi que le charbon subbitumineux de Highvale sont

utilisés. Les propriétés de ces charbons sont présentées dans le tableau 2.4. Les profils de tem-

pérature des particules sont utilisés comme donnée d’entrée des modèles de dévolatilisation.

Ceux des charbons de Middleburg et de Fola sont présentés sur la figure 2.5. Ceux des autres

charbons ne sont pas représentés, car ils sont tous similaires à ceux obtenus avec la flamme

plate FP1. En effet, la température maximale des particules atteinte avec cette flamme plate est

de 1013 K, avec une dispersion de +/- 5,5 K. La température maximale des particules de char-

bon de Fola est respectivement de ≈ 1090 K et ≈ 1190 K pour les deux autres flammes plates,

FP2 et FP3. Les caractéristiques de ces flammes plates sont présentées dans le tableau 2.3.

Figure 2.5 Comparaison des températures des particules mesurées avec

les flammes plates C3H8/air stœchiométriques FP1 à FP3
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Les modèles de dévolatilisation étudiés seront présentés séparément dans les sections 2.4.1

à 2.4.4. Chaque section précisera comment le modèle a été utilisé puis comparera les prédic-

tions aux résultats expérimentaux. Chaque section ne présentera que les résultats obtenus pour

le charbon subbitumineux de Highvale et un charbon bitumineux (Fola ou Middleburg), car les

prédictions des différents modèles sont similaires pour l’intégralité des charbons bitumineux

testés. L’ensemble des résultats est présenté en annexe I. Une comparaison générale de l’apti-

tude des différents modèles à reproduire les résultats expérimentaux sera enfin effectuée dans

la section 2.4.5. Pour finir, il est à noter que le travail présenté dans ces sections est publié dans

(Lemaire et al., 2017).

2.4.1 Modèle empirique à une réaction

Deux ensembles de paramètres cinétiques ont été considérés pour le modèle empirique à une

réaction : celui de Badzioch & Hawksley (1970) et celui de Fu et al. (1989). Pour rappel, dans

ce modèle, la perte de masse dV pendant l’intervalle de temps dt est liée à V , la quantité de

composés volatils émis à un instant t, à Vin f , la quantité de composés volatils émis pour un

temps infini et à k la constante de vitesse qui suit une relation de type Arrhénius (voir sec-

tion 1.4.1).

Pour tous les charbons bitumineux, Badzioch & Hawksley (1970) fixent la valeur du ratio

B = Ea
R , qui intervient dans la relation de type Arrhénius (équation 1.2), à 8900 K. Le facteur k0

est quant à lui obtenu à partir d’une corrélation empirique basée sur la composition du charbon

reproduite sur la figure 2.6 (a). La quantité de composés volatils émis pour un temps infini Vin f

est déduite de l’équation 2.3 tirée de Badzioch & Hawksley (1970) où Q est un facteur empi-

rique qui dépend de la composition du charbon, CV0 représente la quantité de composés volatils

du charbon issue de l’analyse immédiate et D est un facteur égal à 0,14 pour les charbons à

faible pouvoir dilatoire. Les charbons étudiés sont dans ce cas.
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Figure 2.6 Corrélations empiriques utilisées pour déterminer les facteurs k0 (a)

et Q (b) dans les travaux de Badzioch & Hawksley (1970)

Le facteur Q est déterminé depuis la composition du charbon d’après une corrélation proposée

par Badzioch & Hawksley (1970) et reproduite sur la figure 2.6 (b).

Vin f = Q ·CV0 · (1−D) (2.3)

Pour commencer, les corrélations proposées par Badzioch & Hawksley sont utilisées pour

déterminer les paramètres k0 et Q de chaque charbon, ce qui constitue l’ensemble de para-

mètres 1.1 dont les valeurs sont précisées dans le tableau 2.6. Les prédictions obtenues avec cet

ensemble de paramètres sont comparées aux résultats expérimentaux obtenus dans les mêmes

conditions opératoires : sous atmosphère inerte avec la flamme plate FP1. Les résultats obtenus

pour les charbons de Fola et de Highvale sont présentés sur la figure 2.7. Les écarts-types ob-

tenus entre les résultats numériques et expérimentaux pour les charbons bitumineux varient de

1,7 à 19 %. Ces valeurs sont à comparer à la dispersion des résultats expérimentaux : 12,3 % en

moyenne. Les prédictions obtenues avec l’ensemble de paramètres 1.1 sont donc acceptables

pour les charbons bitumineux considérés dans cette étude.

Pour le charbon subbitumineux de Highvale (figure 2.7 (b)), les prédictions obtenues avec

l’ensemble de paramètres 1.1 ne parviennent pas à reproduire les résultats expérimentaux.
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Tableau 2.6 Valeurs des paramètres

cinétiques utilisés dans le modèle

à une réaction

Paramètres
Charbon

Fola Highvale

1.1
k0 [s−1] 4,55·105 0,84·105

Q [/] 1,54 1,28

1.2
k0 [s−1] 4,72·105 4,47·105

Q [/] 1,54 1,28

1.3
k0 [s−1] 4,55·105 0,84·105

Q [/] 1,56 2,45

Figure 2.7 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits par le modèle à une réaction pour le charbon

bitumineux de Fola (a) et subbitumineux de Highvale (b)

Ce résultat peut être expliqué par la composition de ce charbon. La fraction massique de car-

bone exprimée sur base pure est de 76,5 %. Le domaine de validité des corrélations empiriques

présentées sur la figure 2.6 couvre les fractions massiques de carbone exprimées sur base pure

de 79 à 92 %. Ces corrélations ne peuvent donc pas être directement étendues. Les paramètres
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cinétiques doivent être ajustés autrement. La nécessité de cette démarche a récemment été sou-

lignée par Vascellari et al. (2013). Ces résultats sont intéressants du point de vue du domaine

de validité de l’ensemble de paramètres 1.1. Tout d’abord, les corrélations empiriques déduites

par Badzioch & Hawksley pour des gradients de chauffe de l’ordre de 2,5 ·104 à 5 ·104 K·s−1

sont vérifiées pour un gradient de chauffe plus élevé : ≈ 106 K·s−1. Par contre, elles ne peuvent

pas être directement étendues à des charbons dont le taux de carbone sur base pure n’appartient

pas à l’intervalle fermé 79 à 92 %.

Par la suite, les ensembles de paramètres 1.2 et 1.3 sont respectivement obtenus lors de l’étude

de sensibilité des cinétiques de dévolatilisation à k0 et à Q. Les paramètres ont été ajustés

séparément pour minimiser l’écart quadratique moyen entre les profils de dévolatilisation ex-

périmentaux et numériques. Aucun intervalle de valeur n’a été spécifié lors des ajustements de

k0 et Q. Les valeurs obtenues sont reportées dans le tableau 2.6 et les résultats correspondants

sont présentés sur la figure 2.7. Les valeurs ajustées de ces paramètres sont confondues avec la

dispersion des points illustrée sur la figure 2.6. Les valeurs des paramètres k0 et Q obtenues par

les corrélations proposées par Badzioch & Hawksley conviennent donc dans les cas étudiés,

sauf pour le charbon de Highvale.

Pour leur part, Fu et al. (1989) considèrent que la cinétique de dévolatilisation dépend uni-

quement de la température finale des particules. La valeur de k0, qui intervient dans la relation

de type Arrhénius (équation 1.2), est tabulée pour des températures de particules comprises

entre 1000 et 2100 K. La quantité de composés volatils émis pour un temps infini Vin f est dé-

duite de la formule 2.4 tirée de Therssen (1993) où Tin f désigne la température des particules à

la sortie du réacteur et Tin j est la température des particules à l’injection.

Vin f =V M0 +1,2 ·V M0,8
0 · exp

( −2 ·106

R · (Tin f −Tin j)2

)
(2.4)
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Dans cette étude, l’ensemble de paramètres de Fu a été appliqué à la modélisation de la dévola-

tilisation du charbon bitumineux de Fola sous atmosphère inerte avec les trois flammes plates

FP1 à FP3. En effet, la température maximale des particules obtenue avec la flamme plate FP1,

1010 K en moyenne, est proche de la limite des valeurs tabulées de k0. Dans les trois cas, ces

valeurs tabulées ont été utilisées pour simuler la dévolatilisation des particules de charbon. Les

résultats obtenus avec les trois flammes plates sont présentés sur la figure 2.8. Il apparaît clai-

rement que l’ensemble de paramètres de Fu ne parvient pas à simuler la dévolatilisation des

particules de charbon dans les cas étudiés. Il n’est plus mentionné par la suite.

Figure 2.8 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle à une réaction pour le charbon

bitumineux de Fola avec les trois flammes plates C3H8/air stœchiométriques

FP1 (a), FP2 (b) et FP3 (c)
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Par contre, l’aptitude de l’ensemble de paramètres de Badzioch & Hawksley à reproduire les

résultats expérimentaux est inchangée lorsque la température maximale des particules est aug-

mentée.

2.4.2 Modèle empirique à deux réactions

Kobayashi et al. (1977) et Ubhayakar et al. (1977) ont proposé deux ensembles de paramètres

pour le modèle empirique à deux réactions et pour des charbons bitumineux. Kobayashi et al.

(1977) ont étudié la dévolatilisation de particules de charbon bitumineux soumises à un gra-

dient de chauffe de 104 à 2·105 K·s−1. La température du réacteur variait de 1000 à 2100 K.

Ubhayakar et al. (1977) ont pour leur part considéré la dévolatilisation de particules de char-

bon bitumineux soumises à un gradient de chauffe de 105 K·s−1. La température des particules

variait de 600 à 1600 K.

Les ensembles de paramètres issus des études de Kobayashi et al. et d’Ubhayakar et al. consti-

tuent respectivement les ensembles de paramètres 2.1 et 2.2 (tableau 2.7). Ils permettent de

calculer la perte de masse du charbon d’après l’équation 1.5. Ils ont été appliqués pour modé-

liser la dévolatilisation des particules de charbon sous atmosphère inerte avec la flamme plate

FP1. Les résultats sont présentés sur la figure 2.9. La fraction dévolatilisée prédite avec l’en-

semble de paramètres 2.1 ne dépasse pas significativement 0 %. Les prédictions obtenues avec

l’ensemble de paramètres 2.2 sont plus proches des résultats expérimentaux que les prédic-

tions obtenues avec celui 2.1. En effet, la combinaison des valeurs de k0,1 et de E1 proposée

par Ubhayakar et al. favorise des réactions activées à basse température, ce qui est cohérent

avec la gamme de température étudiée. Par contre, les prédictions obtenues avec l’ensemble de

paramètres 2.2 ne permettent pas de reproduire le profil de dévolatilisation mesuré expérimen-

talement. L’écart moyen entre le profil expérimental et le profil numérique à t = 159 ms est de

25 à 33 % pour les charbons bitumineux et de 15 % pour le charbon subbitumineux.
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Tableau 2.7 Valeurs des paramètres cinétiques utilisés dans le

modèle à deux réactions compétitives

Paramètres
Charbon

Middleburg Highvale

2.1

α1 ; α2 [/] CV0 ; 1

k0,1 ; k0,2 [s−1] 2·105 ; 1,3·107

E1 ; E2 [J·mol−1] 1,05·105 ; 1,68·105

2.2

α1 ; α2 [/] CV0 ; 0,8

k0,1 ; k0,2 [s−1] 3,7·105 ; 1,46·1013

E1 ; E2 [J·mol−1] 7,37·104 ; 2,51·105

2.3

α1 ; α2 [/] CV0 ; 0,8 CV0 ; 0,8

k0,1 ; k0,2 [s−1] 3,7·105 ; 1,46·1013 2·105 ; 1,46·1013

E1 ; E2 [J·mol−1] 6,61·104 ; 2,51·105 7,15·104 ; 2,51·105

2.4

α1 ; α2 [/] CV0 ; 0,8

k0,1 ; k0,2 [s−1] 3,7·105 ; 1,46·1013

E1 ; E2 [J·mol−1] 6,79·105 ; 2,51·105

2.5

α1 ; α2 [/] 0,27 ; 0,46 0,39 ; 0,56

k0,1 ; k0,2 [s−1] 9,9·102 ; 9,9·104 5,8·103 ; 5,2·105

E1 ; E2 [J·mol−1] 7·104 ; 1,2·105 8,3·104 ; 1,19·105

Une méthodologie d’ajustement des paramètres cinétiques utilisable pour le modèle à deux

réactions est proposée par Kobayashi (1976). Elle repose sur l’hypothèse que, lorsque la tem-

pérature des particules est basse, le modèle à deux réactions compétitives peut être assimilé à

un modèle à une réaction. Cette hypothèse est vérifiée par l’étude de l’évolution de la cinétique

globale de la réaction de dévolatilisation en fonction de la température dans une gamme de tem-

pérature cohérente avec celle rencontrée lorsque la flamme plate FP1 est utilisée (figure 2.10).

La cinétique globale obtenue avec l’ensemble de paramètres 2.2 est effectivement proche de

celle obtenue avec le modèle à une réaction dans la gamme de température étudiée. D’après

la méthodologie de Kobayashi, les paramètres cinétiques de la première réaction compétitive

peuvent donc être ajustés indépendamment de ceux de la deuxième réaction qui intervient à

plus haute température. Dans cette étude, les ajustements réalisés servent juste à illustrer la

méthodologie.
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Figure 2.9 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle à deux réactions compétitives

pour le charbon bitumineux de Middleburg (a) et subbitumineux de Highvale (b)

Figure 2.10 Variation de la cinétique globale de

dévolatilisation des modèles à une et deux réactions

en fonction de la température pour le charbon

bitumineux de La Loma

Les conditions opératoires étudiées sont trop restreintes pour définir un ensemble de para-

mètres cinétiques valide pour une gamme étendue de conditions opératoires. La valeur de Ea,1

de l’ensemble de paramètres 2.2 est ajustée pour minimiser l’écart quadratique moyen entre les
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profils expérimentaux et numériques de chaque charbon étudié, comme pour les ensembles de

paramètres 1.2 et 1.3 du modèle à une réaction. Les ensembles de paramètres 2.3 contiennent

ces valeurs ajustées. Ces valeurs varient entre 6,61·105 et 6,91·105 J·mol−1. La moyenne Ea,1

est de 6,79·105 J·mol−1. Cette valeur moyenne a ensuite été utilisée pour prédire les profils de

dévolatilisation de tous les charbons bitumineux (ensemble de paramètres 2.4 à titre d’illus-

tration). Les prédictions du modèle obtenues avec les ensembles de paramètres 2.3 et 2.4 sont

cohérentes avec les résultats expérimentaux, compte tenu de la dispersion des valeurs expéri-

mentales (figure 2.9). La valeur Ea,1, qui permet de prédire les profils de dévolatilisation des

charbons bitumineux étudiés lorsque la flamme plate FP1 est utilisée, est ainsi inférieure de

≈ 8 % à la valeur proposée par Ubhayakar et al. : 7,37·105 J·mol−1. Par contre, le profil de dé-

volatilisation du charbon subbitumineux n’est pas reproduit avec l’ensemble de paramètres 2.4.

Une calibration complémentaire est nécessaire pour ce dernier.

L’accord entre les prédictions du modèle à deux réactions et les résultats expérimentaux a

ensuite été évaluée à plus haute température, sous atmosphère inerte avec les flammes plates

FP2 et FP3. L’ensemble de paramètres 2.4 est utilisé pour la réaction à basse température. La

deuxième réaction du modèle à deux réactions est activée avec les deux flammes plates consi-

dérées dans ce paragraphe. La valeur proposée par Ubhayakar et al. (1977) a tout d’abord été

considérée avant d’être diminuée de ≈ 5 %. La calibration a été effectuée d’après un processus

de réduction de l’écart quadratique moyen, qui est décrit en détail dans l’article (Lemaire et al.,

2017). Cette diminution permet de reproduire les profils de dévolatilisation mesurés à l’échelle

expérimentale (figure 2.11). Les paramètres cinétiques ajustés sont ainsi proches de ceux pro-

posés par Ubhayakar et al., ce qui souligne la validité somme toute sensible de ces derniers.

Un ensemble de paramètres a été proposé ultérieurement par Authier et al. (2014). Les auteurs

ont étudié la dévolatilisation de deux charbons dont les compositions sont proches de celles

des charbons de Middleburg et de Highvale. Les auteurs ont utilisé un four à chute chauffé à

différentes températures entre 1073 et 1673 K. Les particules subissent un gradient de chauffe

estimé entre 2·104 et 4·104 K·s−1.
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Figure 2.11 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés expérimentalement

et prédits à l’aide du modèle à deux réactions compétitives pour le charbon bitumineux

de Fola avec les deux flammes plates C3H8/air stœchiométriques FP2 (a) et FP3 (b)

Les paramètres proposés par les auteurs ont été utilisés pour simuler la dévolatilisation des

charbons de Middleburg et de Highvale dans les conditions étudiées dans cette thèse avec la

flamme plate FP1. Ils constituent l’ensemble de paramètres 2.5 sur la figure 2.9. Pour les deux

charbons considérés, le modèle à deux réactions ne prédit pas de perte de masse significative

des charbons.Ce résultat est lié à la valeur de k0,1 qui est beaucoup plus faible que celle de

l’ensemble de paramètres 2.4 issue d’Ubhayakar et al. (1977). Ceci illustre donc tout l’inté-

rêt de poursuivre les analyses expérimentales qui visent à définir des paramètres cinétiques de

dévolatilisation à fort gradient de chauffe telles que réalisées dans ce travail.

2.4.3 Modèle empirique de distribution de l’énergie d’activation

Le modèle empirique de distribution de l’énergie d’activation (DAE) suppose que les énergies

d’activation de l’infinité de réactions compétitives prises en compte sont distribuées d’après

une loi normale centrée sur E0 et d’écart-type σ . La perte de masse V à l’instant t s’exprime
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alors d’après l’équation 2.5 tirée d’Anthony et al. (1976).

V =Vin f ·
[

1− 1

σ ·√2 ·π ·
∫ ∞

0
exp

(
−k0 ·

∫ t

0
exp

( −Ea

R ·Tp

)
dt − (E −E0)

2

2 ·σ2

)
dE

]
(2.5)

Dans cette équation, les paramètres Vin f , k0, E0 et σ sont à déterminer.

Dans un premier temps, les valeurs des paramètres k0, E0 et σ proposées par Anthony et al.

(1976) ont été utilisées pour modéliser la dévolatilisation des particules de charbon sous atmo-

sphère inerte avec la flamme plate FP1. Les auteurs ont étudié la dévolatilisation de particules

de charbon soumises à un gradient de chauffe de 104 K·s−1. Les particules atteignaient alors

une température de ≈ 1270 K pendant 5,5 secondes, avant de refroidir jusqu’à ≈ 620 K à la

sortie du dispositif. Dans cette thèse, la valeur de Vin f est quant à elle obtenue à partir de l’ex-

pression proposée par Badzioch & Hawksley (équation 2.3). Cet ensemble de paramètres est

nommé 3.1 dans le tableau 2.8 et sur la figure 2.12. Les prédictions obtenues surestiment les

cinétiques de dévolatilisation pendant les vingt premières millisecondes. Elles sous-estiment

ensuite le taux final de dévolatilisation. L’écart moyen mesuré est de 12,4 %. Ce résultat peut

être expliqué par la valeur de l’écart-type σ utilisée qui induit la prise en compte de réactions

non activées à l’échelle expérimentale.

Tableau 2.8 Valeurs des paramètres

cinétiques utilisés dans le modèle de

distribution de l’énergie d’activation

Paramètres
Charbon

Fola Highvale

3.1

k0 [s−1] 1,67·1013

E0 [J·mol−1] 2,29·105

σ [J·mol−1] 7,2·104

3.2

k0 [s−1] 1,67·1013 1,67·1013

E0 [J·mol−1] 2,34·105 2,33·105

σ [J·mol−1] 1,5·104 1,5·104
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Figure 2.12 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle de distribution de l’énergie

d’activation pour le charbon bitumineux de Fola (a) et subbitumineux de

Highvale (b)

Par la suite, la valeur de σ a été diminuée à 1,50 · 104 J·mol−1 pour tenir compte du fort gra-

dient de chauffe étudié, d’après les explications de Therssen et al. (1995). Dans le même temps,

la valeur de E0 a été ajustée d’après la même procédure que celle utilisée précédemment. Pour

tous les charbons étudiés, y compris le charbon subbitumineux, la valeur de E0 calibrée varie

de 2,31 ·105 à 2,34 ·105 J·mol−1. Elle a été augmentée de moins de 2 % par rapport à la valeur

proposée par Anthony et al. (1976). Ces paramètres constituent l’ensemble 3.2. Les prédictions

obtenues avec cet ensemble reproduisent les résultats expérimentaux avec un écart-type moyen

de 2,4 %, ce qui est compris dans l’incertitude expérimentale (figure 2.12). Ces résultats sont

valables tant pour les charbons bitumineux que pour le charbon subbitumineux.

Les prédictions du modèle DAE ont tout de même été évaluées à plus haute température pour

compléter l’étude du modèle. L’ensemble de paramètres 3.2 qui contient les valeurs de σ et

E0 calibrées est utilisé pour simuler la dévolatilisation du charbon de Fola. Sous atmosphère

inerte avec les flammes plates FP2 et FP3, le modèle DAE reproduit les profils de dévolatili-



72

sation mesurés à l’échelle expérimentale (figure 2.13). La réduction de σ réalisée rapproche

toutefois le modèle DAE d’un modèle cinétique à une réaction. Dans ce cas, le couple (k0 ; E0)

varie significativement des couples utilisés par Badzioch & Hawksley (ensemble 1.1) et par

Ubhayakar et al. pour la première réaction compétitive (ensemble 2.2). En effet, un nombre

infini de couple conduit à une même cinétique globale pour une histoire thermique de la parti-

cule donnée. Pour obtenir ces couples, il suffit de fixer une valeur de k0 et d’ajuster celle de E

pour minimiser l’écart quadratique moyen entre les prédictions et les résultats expérimentaux

obtenus pour un charbon donné. Une relation du type lnk0 =
1

R·Tp
E +A est alors obtenue. Dans

le cas étudié, les ensembles de paramètres cinétiques 1.1 et 3.2 vérifient cette relation. Afin de

statuer sur le couple (k0,E) le plus adapté, des mesures complémentaires seraient nécessaires,

notamment à très faible gradient de chauffe. Toutefois, comme les valeurs proposées par An-

thony et al. divergent fortement de celles proposées par Badzioch & Hawksley et Ubhayakar

et al. et comme le modèle DAE se rapproche d’un modèle à une réaction, le modèle DAE ne

sera plus considéré par la suite.

Figure 2.13 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle de distribution de l’énergie

d’activation pour le charbon bitumineux de Fola avec les deux flammes plates

C3H8/air stœchiométriques FP2 (a) et FP3 (b)
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2.4.4 Modèle structurel

Plusieurs modèles structurels ont été référencés dans la revue de littérature : le modèle FG-

DVC, le modèle CPD, le modèle FLASHCHAIN et le modèle de Sommariva et al. (2010)

(voir section 1.4.1). Au cours d’essais qui se caractérisent par une température maximale des

gaz de 1623 K et un gradient de chauffe de 105 K·s−1 pour un temps de séjour des particules

de 150 ms, Williams et al. (2002) ont remarqué que les prédictions des taux de dévolatilisation

fournies par les modèles FG-DVC, FLASHCHAIN et CPD sont proches.

Par la suite, Jovanovic et al. (2012) ont comparé les prédictions du modèle FG, du modèle

CPD, du modèle à une réaction (avec les paramètres cinétiques de Badzioch & Hawksley) et

du modèle à deux réactions compétitives avec des résultats expérimentaux obtenus avec un

charbon bitumineux. Ils ont modélisé l’ignition du charbon pulvérisé dans un gaz chauffé à

des températures comprises entre 1073 et 1673 K. L’atmosphère de combustion comprenait

entre 10 et 100 % de O2 dans du N2 ou du CO2. Les auteurs ont mis en avant que les modèles

structurels fournissent des résultats plus proches des résultats expérimentaux que les modèles

empiriques ajustés.

Pour finir, Vascellari et al. (2013) ont placé les charbons utilisés pour élaborer les modèles

FG-DVC, FLASHCHAIN et CPD dans un diagramme de van Krevelen. Ils ont constaté que le

modèle FG-DVC a un domaine de validité plus restreint que les deux autres modèles. Ils ont

également noté que le modèle CPD ne prédit pas de dévolatilisation à basse température. En

effet, la température de début de la dévolatilisation est située à 700 K contre 400 K pour les

autres modèles. Cette valeur de 700 K reste cependant cohérente avec la littérature (Therssen,

1993).

À l’issue de cette étude, le modèle CPD a été retenu pour son grand domaine de validité du

point de vue du type de charbon couvert et sur la base des résultats de comparaisons fournis par

la littérature. Ce modèle présente également l’avantage d’être rapidement utilisable. Le code
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source est disponible sur Internet, ce qui n’est pas le cas du modèle FG-DVC ou du modèle

FLASHCHAIN à vocation commerciale.

Le principe du modèle CPD a été exposé dans la section 1.4.1.5. Les valeurs des cinq don-

nées d’entrée liées à la structure du charbon peuvent être extraites d’une analyse par réson-

nance magnétique nucléaire (RMN) ou être déterminées par interpolation depuis une librairie

de charbons de référence aux propriétés structurelles connues via des corrélations proposées

par Genetti et al. (1999). La valeur du paramètre structurel à déterminer est issue de la combi-

naison des proportions de carbone, d’hydrogène, d’oxygène et de composés volatils exprimées

sur base pure. Les coefficients impliqués dans cette combinaison sont tabulés pour chaque pa-

ramètre structurel. Les valeurs ont été obtenues à partir de trente charbons de différents rangs

(depuis le lignite jusqu’à l’anthracite). Le calcul du nombre initial de liaisons stables avec le

semi-coke est obtenu à partir des proportions de carbone et d’oxygène exprimées sur base pure.

L’ensemble des données d’entrée est ensuite lu par un programme développé par Perry (Perry,

1999; Perry et al., 1999). Il contient notamment les cinq données d’entrée liées à la structure

du charbon, l’analyse élémentaire du charbon, l’histoire thermique des particules de charbon,

la pression opératoire et les cinétiques des réactions mises en jeu dans le schéma réactionnel.

Le modèle CPD a tout d’abord été utilisé pour modéliser la dévolatilisation des particules

de charbon sous atmosphère inerte avec la flamme plate FP1. Les résultats obtenus sont re-

portés sur la figure 2.14. Le modèle CPD tend à surestimer les cinétiques de dévolatilisation

dans les premiers instants de la dévolatilisation. Par contre, le taux final de dévolatilisation est

mieux prédit avec un écart moyen de 3,8 % à l’instant t = 159 ms. Ce résultat est d’autant plus

intéressant que le modèle CPD a initialement été conçu et validé pour des particules de char-

bon soumises à des gradients de chauffe de ≈ 104 K·s−1 (Fletcher et al., 1990, 1992), soit dix à

cent fois plus faibles que le gradient de chauffe considéré dans cette thèse. Le domaine de vali-

dité du modèle CPD apparaît donc plus large qu’initialement intuité sur la base des conditions

opératoires pour lesquelles il avait été jusqu’à présent validé dans la littérature.
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Mδ = 26,9, Mcl = 291,4, P0 = 0,570 Mδ = 37,8, Mcl = 327,9, P0 = 0,531

σ +1 = 4,75, C0 = 0,000 σ +1 = 5,09, C0 = 0,043

Figure 2.14 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle CPD pour le charbon

bitumineux de Fola (a) et subbitumineux de Highvale (b)

Le modèle CPD reproduit également les profils de dévolatilisation de charbons bitumineux et

subbitumineux mesurés expérimentalement.

Le modèle CPD a ensuite été utilisé pour modéliser la dévolatilisation des particules de char-

bon sous atmosphère inerte avec les flammes plates FP2 et FP3 (figure 2.15). Lorsque la tem-

pérature des particules est augmentée, les prédictions du modèle CPD sont plus proches des

résultats expérimentaux.

2.4.5 Comparaison des aptitudes des modèles à reproduire les résultats expérimentaux

L’étude réalisée dans la section 2.4 avait pour objectif d’évaluer les aptitudes des modèles

cinétiques de dévolatilisation à une réaction, à deux réactions compétitives, DAE et CPD à re-

produire les résultats expémentaux et d’étudier la sensibilité de ces modèles à leurs paramètres

cinétiques.
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Figure 2.15 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle CPD pour le charbon bitumineux de

Fola avec les deux flammes plates C3H8/air stœchiométriques FP2 (a) et FP3 (b)

Cette étude a souligné que l’ensemble de paramètres de Badzioch & Hawksley peut être rai-

sonnablement utilisé pour simuler la dévolatilisation de particules de charbon bitumineux sou-

mises à un gradient de chauffe de 105 à 106 K·s−1. Cet ensemble peut également être utilisé

tant que le taux de carbone sur base pure du charbon appartient à l’intervalle fermé 79 à 92 %.

Au-delà de cet intervalle, les paramètres cinétiques doivent être calibrés, comme suggéré par

Vascellari et al. (2013). Ceci limite son caractère prédictif pour certains charbons, comme le

charbon subbitumineux de Highvale étudié dans cette thèse. Pour leur part, les valeurs des pa-

ramètres cinétiques du modèle à deux réactions compétitives proposées par Kobayashi et al.

(1977) et Authier et al. (2014) ainsi que le modèle DAE ne permettent pas de reproduire le

profil de dévolatilisation mesuré expérimentalement dans leur implémentation d’origine. Une

calibration doit alors être appliquée pour que les prédictions soient cohérentes avec les mesures

expérimentales dans les cas étudiés. Des études de sensibilité ont montré que les paramètres

cinétiques d’Ubhayakar et al. (1977) proposés pour le modèle à deux réactions compétitives

fonctionnent relativement bien. Dans le cas du modèle DAE, l’écart-type de l’énergie d’activa-

tion doit être réduit (Therssen et al., 1995). Ce modèle tend alors à se rapprocher d’un modèle
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à une réaction, ce qui limite la pertinence de l’utiliser dans les conditions étudiées. Pour fi-

nir, le modèle CPD permet de modéliser de manière adéquate la dévolatilisation des charbons

bitumineux et subbitumineux dans les cas étudiés. Ce résultat peut être lié à l’approche struc-

turelle considérée dans ce modèle. Le taux final de dévolatilisation est bien reproduit quelle

que soit l’histoire thermique des particules. Les cinétiques de dévolatilisation tendent à être

légèrement surestimées dans les premiers instants de la dévolatilisation lorsque la température

maximale des particules ne dépasse pas 1090 K. Les résultats restent cependant acceptables, et

ce d’autant plus que le modèle CPD a initialement été conçu et validé pour des particules de

charbon soumises à des gradients de chauffe de ≈ 104 K·s−1, soit dix à cent fois plus faibles

que celui utilisé dans cette thèse. Pour finir, ces résultats sont en accord avec des tendances pré-

cédemment relevées dans la littérature, dont celles de Jovanovic et al. (2012) précédemment

abordées. Ces résultats sont également conformes à la tendance soulignée par Silaen & Wang

(2010). Les auteurs ont simulé la combustion de particules de charbon soumises à un fort gra-

dient de chauffe. La température des gaz variait de 1500 à 2500 K. Les auteurs ont constaté que

le modèle à une réaction, le modèle à deux réactions compétitives et le modèle CPD condui-

saient à des prédictions concordantes.

À l’issue de cette étude, deux modèles se démarquent : le modèle à deux réactions compétitives

et le modèle CPD. Ces modèles vont être utilisés dans la suite de l’étude de la modélisation des

flammes de charbon pulvérisé. Leur mise en place est détaillée dans la section 4.2. Pour finir,

l’ensemble des modèles empiriques de dévolatilisation testés dans cette section a également

été utilisé sous atmosphère oxydante pour étudier l’influence de l’atmosphère environnante sur

la dévolatilisation. Cette étude est présentée dans la section suivante.

2.5 Influence de l’atmosphère de combustion sur la dévolatilisation

Dans la suite et quelle que soit l’atmosphère considérée, les particules de charbon s’enflamment.

Pour rappel, l’inflammation peut être homogène, hétérogène ou hétéro-homogène (voir sec-

tion 1.2.2.1). Pour commencer, un recouvrement entre la dévolatilisation et l’oxydation des
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semi-cokes est possible lorsque des particules de moins de 40 μm de diamètre atteignent des

températures inférieures à 1400 K (Gurgel Veras et al., 1999). Dans les essais étudiés dans

cette thèse, 90 % des particules ont un diamètre compris entre 60 et 200 μm. Par conséquent,

le recouvrement entre l’oxydation du semi-coke et des composés volatils doit être limité. Si

recouvrement il y a, celui-ci devrait intervenir pour les plus petites particules de la distribution

(Lemaire et al., 2015). L’hypothèse d’une ignition hétéro-homogène peut donc être écartée.

L’oxydation de semi-coke soumis à un gradient de chauffe de l’ordre de 104 à 105 K·s−1 n’est

ensuite pas significative pendant la phase de dévolatilisation (Biagini & Marcucci, 2010). De

plus, le temps de séjour des particules dans le réacteur atteint jusqu’à 150 ms dans les condi-

tions étudiées dans cette thèse. La durée d’oxydation du semi-coke est cependant de plus d’une

seconde (voir section 1.2.2). Il est donc possible de déduire que le semi-coke ne s’oxyde pas de

manière significative dans les conditions étudiées. L’hypothèse d’une ignition hétérogène peut

donc être écartée. L’ignition est finalement considérée comme homogène. Cette déduction est

également en accord avec les observations de Molina & Shaddix (2007); Kim et al. (2014) et

Riaza et al. (2014) qui se sont intéressés à des particules de charbon soumises à un fort gradient

de chauffe (104 à 105 K·s−1) à l’échelle du laboratoire.

Le passage de l’air à une atmosphère enrichie en oxygène a été étudié par confrontation des

résultats expérimentaux obtenus avec la flamme plate C3H8/air stœchiométrique FP1 (flammes

1 et 2) et la flamme plate C3H8/air de richesse 1,06 FP4 (flammes 3 et 4). Pour rappel, le gaz

vecteur utilisé pour fluidiser les particules de charbon est de l’air pour les flammes 1 et 3. Il

est remplacé par de l’oxygène pur dans les flammes 2 et 4 présentées dans le tableau 2.2. Bien

que le gaz vecteur ne contienne que de l’oxygène, le milieu réactionnel n’est pas composé

uniquement d’oxygène. Il contient les gaz brûlés générés par la flamme plate. Dans ces quatre

conditions opératoires, le charbon de Freyming présenté dans le tableau 2.5 a été utilisé. Les

résultats expérimentaux obtenus avec la flamme plate FP4 sont présentés sur la figure 2.16.

Les incertitudes liées aux évaluations expérimentales des taux de dévolatilisation ne sont pas

représentées sur cette figure pour des raisons de lisibilité.
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Figure 2.16 Comparaison des profils de température (a) et de dévolatilisation

(b) mesurés expérimentalement pour la combustion sous air et sous air enrichi

en oxygène du charbon de Freyming, flammes 3 et 4

Lorsque l’air qui constitue le gaz vecteur est remplacé par de l’oxygène pur, le taux de dévo-

latilisation est augmenté (figure 2.16(b)). Il passe de 29 à 31 % entre les flammes 3 et 4. Le

plateau de dévolatilisation est également atteint plus rapidement. Ces tendances sont conformes

à celles relevées dans la section 1.3.2.1 de la revue de littérature. La modification du profil de

dévolatilisation est reliée à une augmentation des températures des particules lorsque l’air est

remplacé par de l’oxygène. Cette différence de température atteint jusqu’à ≈ 6 % pour un

temps de séjour de ≈ 10 ms alors que la durée nécessaire pour atteindre le plateau de dévola-

tilisation est ≈ 30 ms. Sur cet intervalle de temps, les températures mesurées sous OEC sont

en moyenne 4 % plus élevées que celles mesurées sous air. Cette augmentation de température

est due à la combustion des composés volatils relargués qui est facilitée par la quantité d’oxy-

gène présente dans le milieu. La flamme de composés volatils est plus chaude sous O2 pur que

sous air. La chaleur dégagée lors de la combustion est transférée aux particules, ce qui a pour

conséquence d’accroître leur température. Les températures accrues atteintes par les particules

sous OEC favorisent leur dévolatilisation.
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Sous oxycombustion, un mélange stœchiométrique de C3H8, O2 et CO2 est utilisé pour générer

la flamme plate FP5. Trois gaz vecteurs sont utilisés pour analyser l’influence de l’oxygène sur

la dévolatilisation : un mélange 21 % O2/79 % CO2 (flamme 6), un mélange 30 % O2/70 %

CO2 (flamme 7) et enfin de l’oxygène pur (flamme 8). Ces conditions sont présentées dans le

tableau 2.2. Le charbon de La Loma présenté dans le tableau 2.5 a été utilisé dans cette étude.

Les résultats expérimentaux obtenus pour des concentrations en oxygène dans le gaz vecteur

de 21 %, 30 % et 100 % sont présentés sur la figure 2.17. Comme sous OEC, il a été remarqué

qu’une augmentation de la teneur en O2 dans le gaz vecteur provoque une augmentation du

taux de dévolatilisation. Ce changement a également été relié à une hausse de la température

des particules.

Figure 2.17 Comparaison des profils de température (a) et de dévolatilisation

(b) mesurés expérimentalement avec des particules du charbon de La Loma sous

air et lors de l’enrichissement en oxygène du gaz vecteur sous oxycombustion,

flammes 5 à 8
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L’étude sous oxycombustion a également permis de mettre en évidence l’influence de la sub-

stitution de l’azote par du dioxyde de carbone sur les taux de dévolatilisation. Les résultats

expérimentaux obtenus sous oxycombustion sont comparés à ceux mesurés avec la flamme

plate C3H8/air stœchiométrique FP1 et avec de l’air utilisé comme gaz vecteur (flamme 5).

Sous air, le taux de dévolatilisation observé est de 33 % alors qu’il est de 29 % sous oxycom-

bustion (figure 2.17(b)). Un niveau de 30 % d’oxygène dans le CO2 est nécessaire pour obtenir

un profil de dévolatilisation similaire à celui mesuré sous air. Ces tendances sont conformes à

celles relevées dans la section 1.3.2.2 de la revue de littérature.

Le modèle empirique à une réaction et celui à deux réactions compétitives sont utilisés pour

appréhender l’influence de l’atmosphère de combustion sur les cinétiques de dévolatilisation.

Dans les études sous OEC et sous oxycombustion, les valeurs des paramètres de ces modèles

ont été tout d’abord ajustées pour minimiser l’écart quadratique moyen entre les prédictions et

les résultats expérimentaux obtenus sous air, d’après la méthodologie exposée sous atmosphère

inerte. Les valeurs des paramètres cinétiques obtenus sous air peuvent être différentes de celles

obtenues sous atmosphère inerte. Les modèles cinétiques ont ensuite été employés pour simuler

la dévolatilisation des charbons de Freyming ou de La Loma dans chaque atmosphère étudiée

tel qu’illustré sur les figures 2.18(a) et 2.18(b). Les prédictions des modèles sont cohérentes

avec la dispersion des valeurs expérimentales.

Plus précisément, sous OEC et sous oxycombustion, l’évolution du taux final de dévolatili-

sation est tracée en fonction du pic de température des particules sur les figures 2.19(a) et

2.19(b), à l’instar du travail de Ma et al. (2003). Les résultats obtenus avec les flammes 1 à 4

sont représentés sur la figure 2.19(a). Ceux obtenus avec les flammes 6 à 8 sont représentés sur

la figure 2.19(b). Les modèles étudiés prédisent la fraction dévolatilisée finale dans une marge

d’erreur absolue inférieure à +/- 2 % (soit une marge d’erreur relative de +/- 5 à 7 %), ce qui

est cohérent avec la dispersion des valeurs expérimentales.
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Figure 2.18 Comparaison des prédictions des modèles cinétiques de

dévolatilisation lors du passage de combustion à OEC, flammes 3 et 4 (a) et lors de

l’enrichissement en oxygène du gaz vecteur sous oxycombustion, flammes 6 à 8 (b)

L’ensemble de ces résultats sous OEC et sous oxycombustion (flammes 2, 4, 6, 7 et 8) est ob-

tenu sans modification des paramètres cinétiques, ce qui souligne que le seul changement du

profil de température des particules suffit à expliquer les changements observés lors de la dévo-

latilisation. La composition de l’atmosphère de combustion n’influence donc pas directement

le processus de dévolatilisation, mais indirectement par modification du profil de température

des particules. Le caractère purement thermique de la dévolatilisation a ainsi été mis en avant,

conformément à l’une des conclusions de Scheffknecht et al. (2011). Cet ensemble de résultats

met aussi en évidence l’absence d’oxydation du semi-coke dans les conditions de température

étudiées. En effet, si l’oxygène ou le dioxyde de carbone oxydait le semi-coke, cette oxydation

aurait été accrue sous OEC ou sous oxycombustion.
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Figure 2.19 Évolution de la fraction dévolatilisée en fonction de la température

maximale des particules lors de combustions sous air et sous air enrichi en oxygène,

flammes 1 à 4 (a), ainsi que lors d’oxycombustions, flammes 6 à 8 (b)

Par conséquent, les modèles cinétiques, dont les paramètres ont été ajustés sous air, auraient

sous-estimé la perte de masse du semi-coke par rapport aux résultats expérimentaux obtenus

sous OEC ou sous oxycombustion, ce qui n’est pas le cas. L’oxydation du semi-coke n’est

donc pas significative dans les flammes étudiées, car il n’y a ni réticulation, ni gazéification

observée.

2.6 Conclusion partielle de l’étude expérimentale et numérique des cinétiques de dévo-
latilisation

Les études expérimentales et numériques conduites dans le cadre de cette thèse se basent sur le

banc d’essais développé par le Professeur Lemaire (Lemaire & Menanteau, 2016). Ce banc

permet de déterminer expérimentalement les cinétiques de dévolatilisation et d’analyser la

composition de l’atmosphère de combustion. Il a originalement été caractérisé pour connaître

finement le profil de température des gaz et des particules de charbon, ainsi que leur temps

de séjour. Ces deux points sont particulièrement importants pour déterminer précisément les

cinétiques de dévolatilisation.
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Dans cette thèse, la dévolatilisation de sept charbons, dont le rang varie de bitumineux à sub-

bitumineux, a été étudiée sous atmosphère inerte, sous air, sous OEC et sous oxycombustion.

Les résultats obtenus sous atmosphère inerte ont permis d’évaluer la capacité de quatre modèles

empiriques et d’un modèle structurel de dévolatilisation à reproduire les résultats expérimen-

taux obtenus pour différentes températures de particules, ce qui complète l’objectif A1 de la

thèse. Cette étude a montré que, dans les conditions étudiées, les paramètres cinétiques pro-

posés par Badzioch & Hawksley (1970) pour le modèle à une réaction peuvent être utilisés

pour simuler la dévolatilisation de particules de charbon bitumineux. Ils doivent cependant

être calibrés pour pouvoir être utilisés avec des charbons dont le taux de carbone sur base pure

n’appartient pas à l’intervalle fermé 79 à 92 %, ce qui limite le caractère prédictif du mo-

dèle. L’approche proposée par Fu et al. (1989) qui ne considère que la température finale des

particules de charbon pour déterminer la valeur des paramètres cinétiques du modèle à une ré-

action n’est pas utilisable dans les conditions étudiées, ce qui illustre les limitations de ce type

d’approche. Les valeurs des paramètres cinétiques du modèle à deux réactions compétitives

proposées par Ubhayakar et al. (1977) sont plus adaptées aux conditions étudiées que les va-

leurs proposées par Kobayashi et al. (1977) et Authier et al. (2014). Le modèle de distribution

de l’énergie d’activation (DAE) tend à se réduire à un modèle à une réaction lorsqu’il est ajusté

pour reproduire les profils de dévolatilisation mesurés avec un fort gradient de chauffe. Le mo-

dèle structurel CPD peut être utilisé pour modéliser la dévolatilisation de charbons bitumineux

et subbitumineux, bien que les cinétiques de dévolatilisation soient légèrement surestimées à

basse température.

Les résultats expérimentaux et ceux des modèles cinétiques empiriques de dévolatilisation

ont également été utilisés pour étudier l’influence de l’atmosphère de combustion sur la dé-

volatilisation. Il a tout d’abord été remarqué que, lorsque la teneur en oxygène du gaz vecteur

augmente, les taux de dévolatilisation augmentent. Sous OEC et sous oxycombustion, la mo-

dification des taux de dévolatilisation a été attribuée à une augmentation de la température des

particules due à une température de la flamme des composés volatils accrue. De plus, les para-

mètres des modèles empiriques ne nécessitent pas de modification lors d’un changement d’at-
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mosphère. Ceci permet de conclure que la composition de l’atmosphère de combustion n’in-

fluence qu’indirectement la dévolatilisation, par modification des transferts thermiques vers les

particules et que le semi-coke n’est pas oxydé dans les conditions étudiées.

Les modèles cinétiques de dévolatilisation à deux réactions compétitives et CPD ont été re-

tenus dans cette section. Ils seront mis en oeuvre pour modéliser la cinétique de dévolatilisa-

tion dans le réseau de réacteurs. La construction du réseau de réacteurs nécessite également de

connaître la dynamique des écoulements dans la configuration expérimentale étudiée ici pour

pouvoir la simuler. Le chapitre suivant présente la modélisation et l’analyse de la dynamique

des écoulements dans la chambre de combustion.





CHAPITRE 3

MODÉLISATION DE LA DYNAMIQUE DES ÉCOULEMENTS DANS LA
CHAMBRE DE COMBUSTION

La simulation numérique réalisée dans ce chapitre a pour but de reproduire la dynamique des

écoulements à l’intérieur de la chambre de combustion, ce qui complète l’objectif A2 de cette

thèse. Aucune particule de charbon ne sera introduite dans les écoulements de gaz qui seront

modélisés à l’aide de deux logiciels commerciaux : ANSYS R© ICEM CFDTM (ANSYS Inc.,

2015h) et ANSYS R© Fluent R© (ANSYS Inc., 2015a). La simulation réalisée sera présentée

dans les sections 3.1 à 3.3. La validation des résultats obtenus sera reportée dans la section 3.4,

tandis que leur analyse sera présentée dans la section 3.5. La section 3.6 conclura enfin ce

chapitre.

3.1 Propriétés des écoulements

D’après les résultats expérimentaux obtenus dans la flamme 3, le gaz vecteur, constitué d’air et

qui entre par l’injecteur central, devrait subir une différence de température de ≈ 900 K tandis

que les gaz brûlés générés au niveau de la flamme plate C3H8/air FP4 de richesse 1,06 devraient

se refroidir de ≈ 700 K en 300 mm. Ces écoulements ne sont, par hypothèse, composés que de

gaz parfaits : O2, N2, CO2 et H2O. D’après l’équation d’état des gaz parfaits, les écarts de tem-

pérature mesurés expérimentalement modifient la masse volumique des gaz quand la pression

est constante. La masse volumique du gaz vecteur devrait ainsi être divisée par 3,9 tandis que

celle des gaz brûlés devrait être multipliée par 2,3. Les écoulements étudiés sont considérés

comme compressible pour prendre en considération ces variations de masse volumique.

Les propriétés physiques de chaque gaz, comme le coefficient de conductivité thermique, sont

également modifiées par les écarts de température subis par les gaz. Cette dépendance est mo-

délisée par un polynôme dans cette thèse. La base de données d’ANSYS Fluent (Perry & Chil-

ton, 1973; Poling et al., 2001) utilisée dans cette étude contient les évolutions polynomiales
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de la chaleur spécifique, du coefficient de conductivité thermique et de la viscosité en fonc-

tion de la température pour toutes les espèces considérées, sauf pour le dioxyde de carbone.

L’évolution de la conductivité thermique du CO2 en fonction de la température est dans ce cas

calculée à partir de résultats expérimentaux reportés par Vesovic et al. (1990). L’évolution des

propriétés d’un mélange de gaz est calculée directement par le solveur ANSYS Fluent d’après

une loi de mélange.

Un nombre de Reynolds maximal de ≈ 580 est obtenu à la sortie de l’injecteur où la vitesse

maximale de l’écoulement est de 13,5 m·s−1 et la température est de 480 K. Cette valeur est in-

férieure à 2000, ce qui indique le caractère laminaire des écoulements. Le nombre de Reynolds

est également utilisé conjointement au nombre de Grashof (Gr) pour caractériser l’importance

des forces de gravité par rapport aux forces visqueuses. Si le ratio Gr/Re2 est inférieur à 1,

l’effet de la gravité devient négligeable sur les écoulements en présence (ANSYS Inc., 2015c)

Cette condition est respectée dans tout le domaine, notamment à la sortie de l’injecteur où

Gr/Re2
moy = 0,32. L’effet de la gravité est donc négligé dans le cas étudié.

En résumé, on considère que les écoulements à l’intérieur du domaine sont constitués de gaz

parfaits compressibles en régime laminaire et à l’état stationnaire. Les forces de gravité sont

négligées. La pression est prise égale à celle atmosphérique, comme dans les conditions expé-

rimentales. La dépendance des propriétés physiques des espèces en fonction de la température

est prise en compte.

3.2 Résolution des équations de conservation appliquées aux écoulements étudiés

Dans les conditions décrites ci-dessus, le solveur d’ANSYS Fluent résout les équations de

conservation sous la forme suivante :

– conservation de la masse : équation 3.1 (ANSYS Inc., 2015d) où ρ représente la masse

volumique du fluide et −→v désigne la vitesse des écoulements considérés comme stationnaire ;

∇ · (ρ−→v ) = 0 (3.1)



89

– conservation de la quantité de mouvement : équation 3.2 (ANSYS Inc., 2015e) où p repré-

sente la pression et ¯̄τ désigne le tenseur des contraintes visqueuses.

∇ · (ρ−→v −→v ) =−∇p+∇ · ¯̄τ (3.2)

Le tenseur des contraintes visqueuses a pour expression (ANSYS Inc., 2015e) :

¯̄τ = μ
[(

∇−→v +∇−→v T)− 2

3
∇ ·−→v I

]
(3.3)

où μ est la viscosité dynamique et I est la matrice identité. Le second terme du membre

de droite est dû au caractère compressible de les écoulements. Il représente l’influence du

changement de volume sur les contraintes visqueuses ;

– conservation de l’énergie : équation 3.4 (ANSYS Inc., 2015f) où λ désigne la conductivité

thermique et T la température du mélange, h j symbolise l’enthalpie de l’espèce j et
−→
Jj son

flux de diffusion.

∇ · [−→v (ρE + p)] = ∇ ·
(

λ∇T −∑
j

h j
−→
Jj

)
(3.4)

Le premier terme du membre de droite représente le transfert de chaleur par conduction.

Le second est dû à la diffusion d’espèces qui ont des températures différentes. L’énergie du

mélange gazeux E est calculée d’après l’équation 3.5 (ANSYS Inc., 2015f).

E = h− p
ρ
+

v2

2
(3.5)

Le solveur d’ANSYS Fluent utilise la méthode des volumes finis pour résoudre les équations

de conservation dans chaque maille du domaine de calcul. Les valeurs de pression et de vitesse

sont calculées et stockées au centre des mailles. Les valeurs aux faces interviennent cependant

dans le calcul des flux convectifs. L’obtention de ces valeurs aux faces nécessite un schéma

de discrétisation spatiale. Le schéma au deuxième ordre amont (UPWIND second order) est

utilisé dans cette étude. Les valeurs aux faces sont obtenues par une série de Taylor d’ordre 2

qui dépend de la valeur au centre de la cellule précédente (ANSYS Inc., 2015g).
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Dans les équations de conservation de la masse et de la quantité de mouvement, la pression

ne peut s’exprimer indépendamment de la vitesse. Un algorithme séparé peut être utilisé pour

déterminer ces deux valeurs dans le cas d’écoulements stationnaires (Ferziger & Peric, 2002,

p. 172). L’algorithme séparé sélectionné pour cette étude est l’algorithme PISO (Pressure Im-

plicit with Splitting of Operators), qui a été initialement développé pour les écoulements com-

pressibles (Versteeg & Malalasekera, 2007, p. 193–196).

3.3 Domaine de résolution des équations de conservation

Dans cette étude, les équations de conservation sont résolues dans un domaine de calcul qui

se limite à la cheminée. Pour rappel, elle est rectangulaire de 10 cm de côté et de 40 cm de

hauteur. Sa base repose sur le brûleur circulaire, qui contient un milieu poreux de 60 mm de

diamètre percé en son centre. Un injecteur, de 1,5 mm de diamètre intérieur, est introduit au

centre du milieu poreux. L’autre extrémité de la cheminée est bouchée par une plaque percée

d’un orifice circulaire de 5 cm de diamètre à l’intérieur duquel coulisse le collecteur de 4 cm

de diamètre intérieur. La cheminée est modélisée à l’aide du mailleur ANSYS ICEM CFD.

L’axe central du brûleur, qui correspond aussi à l’axe central du collecteur, constitue l’axe de

symétrie de ces deux éléments. L’utilisation du brûleur à flamme plate et le caractère laminaire

du jet central permettent de réaliser la simulation en 2D axisymétrique (Lemaire & Menanteau,

2016). Le domaine de calcul obtenu est représenté sur la figure 3.1. Les points identifiés sur

cette figure sont utilisés lors de l’étude de la sensibilité des résultats au maillage. Ils sont ré-

partis préférentiellement dans les zones de fort gradient de température ou de vitesse telles que

près de l’entrée de gaz vecteur et aux limites de la zone d’expansion du jet central. Les autres

points sont situés dans l’écoulement cocourant.

Le domaine de calcul retenu impose l’application de sept conditions aux frontières : une pour

l’injecteur, une pour sa paroi, une pour le milieu poreux, une pour la paroi du brûleur, une pour

la paroi de la cheminée, une pour la paroi de sortie, une pour la sortie et enfin une pour l’axe

de symétrie (voir figure 3.1).
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Figure 3.1 Représentation du domaine de calcul

Les caractéristiques des conditions aux frontières identifiées sont présentées dans le tableau 3.1.

Plus précisément, le jet de gaz vecteur issu de l’injecteur central est considéré comme pleine-

ment développé. Le profil de vitesse est de type demi-parabolique pour des raisons de symétrie

avec une vitesse moyenne de 9 m·s−1 (tableau 3.1). La combinaison proposée de vitesse et

de température permet de retrouver un débit massique équivalent au 1 l·min−1 de gaz injecté

expérimentalement. Dans la flamme 3 étudiée, le gaz vecteur est constitué d’air.

Tableau 3.1 Conditions aux frontrières du domaine de calcul

Frontière Nature Propriété thermique Autres propriétés

Injecteur velocity inlet température fixe, 480 K
profil de vitesse

parabolique, gaz vecteur

Milieu poreux velocity inlet
profil de température vitesse fixe, 0,08 m·s−1

défini par l’utilisateur gaz brûlés

Paroi de l’injecteur

wall adiabatique sans glissementParoi du brûleur

Paroi de sortie

Paroi de
wall température fixe, 600 K sans glissement

la cheminée

Sortie pressure outlet / /

Axe de symétrie axis / symétrie

Le profil de température et la vitesse fixe de 0,08 m·s−1 appliqués aux gaz issus du milieu po-

reux (tableau 3.1) proviennent de Lemaire & Menanteau (2016), qui ont notamment modélisé

l’écoulement de gaz à l’intérieur du brûleur. Ces valeurs permettent de reproduire le profil de

température mesuré expérimentalement à la sortie du milieu poreux et de respecter la masse
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de gaz injectée pour générer la flamme plate C3H8/air FP4. La combustion du propane dans

l’air n’est pas modélisée dans cette thèse, le mélange introduit au niveau du milieu poreux

représente directement le mélange de gaz brûlés (tableau 3.1). La composition molaire de ce

mélange est : 12 % CO2, 16 % H2O et 72 % N2.

La paroi de sortie est modélisée comme étant un mur adiabatique (tableau 3.1), car cette condi-

tion n’influence pas les résultats dans le domaine d’intérêt (voir annexe II). La température

de la paroi de la cheminée est égale à la température mesurée expérimentalement, c’est-à-dire

600 K. Ces dernières propriétés terminent la caractérisation de la simulation numérique. Elle

doit maintenant être validée avant d’être utilisée pour construire le réseau de réacteurs.

3.4 Validation des résultats

Les sources d’erreur des simulations CFD sont situées au niveau de la conception de l’al-

gorithme de résolution des équations, de son implémentation, du choix des conditions aux

frontières, de la discrétisation, de la convergence des calculs et des modèles retenus (Ferzi-

ger & Peric, 2002, p. 34). Le choix des conditions aux frontières a été justifié dans la sec-

tion 3.3. Les influences des trois derniers facteurs sont étudiées dans cette section. Tout d’abord,

les résultats obtenus doivent être indépendants de la discrétisation spatiale utilisée. Ils doivent

dépendre des phénomènes physiques modélisés.

3.4.1 Sensibilité des résultats au maillage

La discrétisation spatiale est choisie d’après une étude de sensibilité des résultats au nombre et

à la taille des mailles. Cette étude est basée sur les trois maillages structurés présentés dans le

tableau 3.2. La répartition de la taille des mailles est illustrée sur la figure 3.2. Le nombre de

nœuds d’un segment du maillage intermédiaire a été multiplié par 0,60 pour obtenir le nombre

de nœuds du segment analogue dans le maillage grossier. Il a été multiplié par 1,40 pour obtenir

le nombre de nœuds du segment analogue dans le maillage raffiné.
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Tableau 3.2 Propriétés des maillages utilisés dans l’étude de sensibilité

Maillage
Nombre Taille des mailles (mm)

de mailles Injecteur Milieu Paroi du Axe et paroi
et sa paroi poreux brûleur de la cheminée

raffiné 652 167 0,11 0,11 à 0,42 0,42 à 0,71 0,11 à 2,71

intermé-
329 835 0,15 0,15 à 0,60 0,60 à 0,99 0,16 à 3,61

diaire

grossier 118 701 0,25 0,25 à 0,98 0,98 à 1,65 0,27 à 5,44

Figure 3.2 Aperçu de la répartition de la taille

des mailles au voisinage des entrées
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Les fonctions de distribution de la taille des mailles sont inchangées entre les trois maillages.

Celles de deux segments parallèles sont identiques pour obtenir des mailles orthogonales. Le

long de l’axe de symétrie, la taille des mailles est sensiblement constante jusqu’à une HAB de

250 mm. Les mailles sont ensuite progressivement élargies pour atteindre des mailles plus de

20 fois plus longues que les mailles initiales à HAB = 400 mm. Cette discrétisation est justifiée

par deux facteurs. Premièrement, à partir de HAB = 300 mm, le besoin en précision diminue,

car par exemple, la fraction dévolatilisée a atteint sa valeur plateau. Secondement, l’élargisse-

ment des mailles au voisinage de la sortie permet de réduire le temps de calcul de 45 % pour

des résultats équivalents dans le domaine d’intérêt. Ces derniers résultats sont présentés en an-

nexe II.

Les prédictions obtenues avec ces trois maillages sont tout d’abord comparées en termes de

température et de vitesse axiale des écoulements. La composante axiale est mesurée dans le

sens des HAB représenté sur la figure 3.1 et elle est notée vx. Les comparaisons sont présen-

tées pour un rayon de 0,38 mm sur les figures 3.3(a) et 3.3(b), ce qui correspond au milieu de

l’entrée de gaz vecteur, et au milieu de la cheminée (HAB = 200 mm) sur les figures 3.3(c) et

3.3(d). Les écarts relatifs maximaux entre les profils sont reportés sur ces figures. L’intitulé g/r

désigne l’écart entre les maillages grossier et raffiné tandis que l’écart i/r représente celui entre

les maillages intermédiaire et raffiné. L’écart maximal entre les prédictions est atteint pour le

profil de vitesse axiale vx observée radialement (figure 3.3(d)). Celui entre les profils grossier et

raffiné atteint jusqu’à 6,2 %. Par contre, il est de 1,3 % entre les profils intermédiaire et raffiné.

Il s’agit également de l’écart maximal obtenu entre les maillages intermédiaire et raffiné dans

les quatre exemples. La différence entre les prédictions réalisées avec le maillage intermédiaire

et celui raffiné n’est ainsi pas significative.

Une étude complémentaire permet de quantifier les erreurs observées entre deux maillages

consécutifs en des points précis des écoulements. La méthode de calcul de l’indice de conver-

gence de maillage (GCI) présentée par Celik et al. (2008) est mise en œuvre.
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Figure 3.3 Étude de la sensibilité de la température et de la vitesse axiale vx au

maillage. Ces grandeurs sont adimensionalisées par la valeur maximale pour un

rayon de 0,38 mm (a) et (b) et pour une HAB de 200 mm (c) et (d)

Cette méthode nécessite de générer trois maillages, de sélectionner des paramètres de compa-

raison χ , puis de retenir des points précis dans les zones d’intérêt.

– Les trois maillages doivent être choisis de sorte à avoir préférablement un facteur de raffine-

ment rGCI supérieur à 1,3 entre deux maillages consécutifs. Le facteur de raffinement rGCI

est calculé d’après les formules 3.6 et 3.7 tirées de Celik et al. (2008) où N est le nombre de

mailles et A j désigne la surface de la maille j.

https://www.clicours.com/
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rGCI = hgrossier/hprecis (3.6)

h =

[
1

N

N

∑
j=1

A j

]1/2

(3.7)

Pour les maillages présentés dans le tableau 3.2, le facteur rGCI,21 vaut 1,4 entre les maillages

intermédiaire et raffiné et le facteur rGCI,32 est de 1,7 entre les maillages grossier et intermé-

diaire. Ces trois maillages sont donc utilisés pour l’étude GCI ;

– Les paramètres de comparaison χ sont la température ainsi que la vitesse axiale vx ;.

– L’étude a considéré 15 points répartis préférentiellement dans les zones de fort gradient de

température ou de vitesse axiale, c’est-à-dire à la sortie du jet central et au voisinage de la

zone d’expansion du jet central. Les autres points sont situés dans l’écoulement cocourant.

Ces points sont représentés par des losanges sur la figure 3.1.

La méthode GCI ne peut être mise en place que pour des points où la convergence est mo-

notone, c’est-à-dire pour lesquels 0 < RGCI < 1 (Eça & Hoekstra, 2006). Le facteur RGCI se

calcule d’après l’équation 3.8 tirée de Eça & Hoekstra (2006) où χi est la valeur du paramètre

χ prédite avec le maillage i.

RGCI =
χ2 −χ1

χ3 −χ2
(3.8)

Dans le cas où la convergence est monotone, l’erreur GCI est significative si l’ordre apparent

pGCI est inférieur à l’ordre du schéma de discrétisation utilisé. Si pGCI y est supérieur, l’erreur

GCI se calcule avec pGCI égal à l’ordre du schéma utilisé (Eça & Hoekstra, 2006). L’ordre

apparent pGCI se calcule de manière itérative d’après l’équation 3.9 tirée de Celik et al. (2008).

pGCI =
1

ln(rGCI,21)
| ln(| ε32/ε21 |)+ ln

(
rpGCI

GCI,21 −1 · sgn(ε32/ε21)

rpGCI
GCI,32 −1 · sgn(ε32/ε21)

)
| (3.9)

avec

ε32 = χ3 −χ2, ε21 = χ2 −χ1 (3.10)
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Dans le cas étudié, le schéma de discrétisation est d’ordre 2. Trois points parmi les 15 consi-

dérés peuvent être utilisés pour calculer l’erreur GCI. Ils sont situés soit dans la limite de la

zone d’expansion du jet (A et C), soit dans le jet central (B). La convergence des valeurs de

température et/ou de vitesse axiale n’est pas monotone pour les 12 autres points considérés.

Plus précisément, les points A, B et C sont respectivement situés à une HAB de 10 mm et un

rayon de 0,7 mm, à une HAB de 50 mm et un rayon de 0,5 mm et à une HAB de 250 mm et

un rayon de 8,0 mm. Ils sont identifiés par des carrés sur la figure 3.1. Les paramètres utilisés

dans le calcul de RGCI et de pGCI sont présentés dans le tableau 3.3 où N désigne le nombre de

mailles et A la surface du domaine de calcul.

Tableau 3.3 Valeurs des paramètres utilisés dans l’étude GCI

Maillage N A (mm2) Point Paramètre χ
T (K) vx (m·s−1)

raffiné
652 167 20 000

A 877,44 5,97

indice 1
B 1104,91 3,28

C 878,96 0,45

intermédiaire
329 835 20 000

A 861,51 6,18

indice 2
B 1102,97 3,30

C 878,79 0,46

grossier
118 701 20 000

A 817,94 6,70

indice 3
B 1091,07 3,50

C 877,75 0,47

La valeur de RGCI et l’ordre apparent pGCI obtenus en ces trois points sont reportés dans le

tableau 3.4. L’erreur GCI peut être calculée entre deux maillages consécutifs : grossier et inter-

médiaire ainsi qu’intermédiaire et raffiné d’après l’équation 3.11 tirée de Celik et al. (2008).

GCI32 = 1,25
| χ2−χ3

χ2
|

rpGCI
GCI,32 −1

, GCI21 = 1,25
| χ1−χ2

χ1
|

rpGCI
GCI,21 −1

(3.11)

Les erreurs GCI exprimées en pourcentage sont également reportées dans le tableau 3.4. L’ordre

apparent moyen en ces trois points est de 1,79 pour la température et 1,66 pour la vitesse. Ces

valeurs sont cohérentes avec l’ordre de discrétisation du schéma numérique utilisé (c.-à-d. 2).
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Les erreurs GCI peuvent donc être interprétées. Elles sont maximales dans le jet central près de

l’injecteur. Elles peuvent atteindre jusqu’à 12 % entre les maillages grossier et intermédiaire

et 9 % entre les maillages intermédiaire et raffiné. Les valeurs moyennes reportées dans le ta-

bleau 3.4 sont représentatives de l’erreur aux points A, B et C, qui ont été retenus pour le fort

gradient de chauffe ou de vitesse rencontré. Les erreurs moyennes obtenues dans le reste du

domaine de calcul sont plus faibles. Par exemple, l’erreur GCI moyenne pour les prédictions

de températures dans l’axe central du brûleur jusqu’à HAB = 200 mm est respectivement de

0,59 % et 0,45 % entre les maillages grossier et intermédiaire et entre les maillages intermé-

diaire et raffiné. Dans les mêmes conditions, l’erreur GCI moyenne pour les prédictions de

vitesse est respectivement de 3,12 % et de 1,82 %.

Tableau 3.4 Résultats obtenus à l’issu de l’étude GCI

Point Paramètre χ RGCI pGCI GCI32 GCI21

A
T 0,37 1,38 6,14 % 6,14 %

vx 0,40 1,20 12,47 % 8,57 %

B
T 0,16 2,00 0,76 % 0,22 %

vx 0,08 2,00 4,24 % 0,58 %

C
T 0,16 2,00 0,08 % 0,02%

vx 0,29 1,77 2,41 % 1,33 %

Moyenne
T – 1,79 2,33 % 1,33 %

vx – 1,66 6,37 % 3,49 %

Ces erreurs GCI sont toutefois à mettre en parallèle avec les résultats adimensionnels représen-

tés sur la figure 3.3 et les temps de calcul nécessaires pour obtenir les résultats. La simulation

avec le maillage raffiné prend ≈ 4,5 fois plus de temps que celle avec le maillage intermédiaire,

dans des conditions matérielles équivalentes.Pour information, la simulation avec le maillage

intermédiaire est convergée en 15h34 sur un nœud de calcul de deux processeurs Quad Core

Xeon E5405 (2,0 Ghz) et de 16 GB de mémoire. Au terme de cette étude de sensibilité, le

maillage intermédiaire est un bon compromis entre précision et temps de calcul. Il est donc

retenu pour la suite de l’étude.
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3.4.2 Convergence des simulations

Une simulation CFD qui n’est pas convergée est une autre source d’erreur. La convergence

doit donc être vérifiée au niveau global et local. Au niveau global, le résidu normalisé enre-

gistré pour l’itération k est le ratio entre le résidu obtenu à l’itération k et le résidu obtenu

lors de la première itération. Il est donc sans unité. Dans le cas étudié, la simulation s’arrête

lorsque le résidu normalisé de l’équation de conservation de la masse atteint 10−7. Le résidu

normalisé de l’équation de conservation de l’énergie atteint alors 10−12 et ceux des vitesses

axiales vx et radiales vr 10−8. D’un autre côté, le bilan de conservation de la masse boucle

avec un résidu absolu de 10−12 kg·s−1. Ce résidu est négligeable devant les débits massiques

aux frontières, qui sont de ≈ 10−5 kg·s−1. La convergence globale des résidus est ainsi vérifiée.

Au niveau local, l’évolution des valeurs moyennes de la température et de la vitesse prédites

sur l’ensemble du rayon à la sortie et au milieu de la cheminée est tracée en fonction du nombre

d’itérations (voir figure 3.4). Ces valeurs sont obtenues par une moyenne pondérée par la masse

des valeurs prédites dans chaque maille du rayon.

Figure 3.4 Évolution de la température (a) et de la vitesse (b) au centre et à la

sortie de la cheminée en fonction du nombre d’itérations
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À partir de 11 000 itérations, les variations de température et de vitesse au milieu de la chemi-

née sont inférieures à 0,1 % (0,78 K et 10−4 m·s−1). Au-delà de 18 000 itérations, ces variations

en sortie de cheminée sont inférieures à 0,05 % (0,02 K et 10−4 m·s−1). Les variations de la

vitesse et de la température sont ainsi négligeables dans tout le domaine de calcul dès 18 000

itérations. Les résultats présentés dans cette thèse ont été obtenus avec une simulation conver-

gée à 19 030 itérations.

3.4.3 Comparaison entre les prédictions de la simulation et les résultats expérimentaux

Le choix des modèles physiques constitue la dernière source d’erreur des simulations CFD

investiguée dans cette section. Pour valider ce choix, les prédictions seront comparées aux

résultats expérimentaux. Pour ce faire, les profils de température des gaz prédits par CFD sont

considérés avec leur erreur relative qui est calculée à l’aide de la méthode GCI. Dans cette

méthode, une valeur du paramètre χ est extrapolée à partir des valeurs prédites par les trois

maillages testés. À l’instar du travail de Celik et al. (2008), l’écart représenté sur la figure 3.5

correspond à la différence entre cette valeur extrapolée et la valeur prédite avec le maillage

retenu dans l’axe et pour un rayon de 20 mm.

Figure 3.5 Profils de température prédits avec le

maillage intermédiaire (symboles) et erreur relative

calculée par la méthode GCI à partir des trois maillages

testés (barres d’erreur)
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Les écarts numériques ne sont toutefois pas significatifs et ne sont par conséquent pas repré-

sentés sur les figures suivantes pour des raisons de lisibilité.

Les profils de température des gaz sont tracés dans l’axe central du brûleur et pour des rayons

de 5 à 20 mm sur les figures 3.6(a) à 3.6(d). Les comparaisons s’arrêtent à une hauteur au-

dessus du brûleur de 200 mm, car, à cette hauteur, la fraction dévolatilisée a atteint sa valeur

plateau.

Figure 3.6 Comparaison des profils de températures prédits et mesurés

expérimentalement le long de l’axe central (a), pour un rayon de 5 mm (b) et de

10 mm (c) et profil de température prédit pour un rayon de 20 mm (d)
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Les profils de température prédits par CFD sont globalement en accord avec les profils expéri-

mentaux. Les températures sont cependant surprédites dès HAB = 150 mm, ce qui ne permet

pas de reproduire la chute de température mesurée expérimentalement. L’impact de cet écart

sur l’évolution des fractions massiques des espèces oxydées est négligeable, comme il sera

présenté dans la section 4.3. Il peut également être observé que les températures prédites aug-

mentent au-delà de HAB = 100 mm pour des rayons supérieurs à 15 mm. Une explication est

présentée lors de l’analyse des résultats reportée dans la section suivante.

3.5 Analyse des résultats

L’analyse des résultats est préférentiellement effectuée de manière adimensionnelle, conformé-

ment aux pratiques observées dans la littérature. Cette adimensionalisation permet de comparer

différentes dynamiques de jet en s’affranchissant des problèmes d’échelle. Elle est aussi utile

pour étudier l’influence de la vitesse de l’écoulement cocourant sur la dynamique du jet cen-

tral, à l’instar du travail de Lee (2015) duquel sont issues les adimensionnalisations effectuées

dans cette étude. Lee a notamment étudié différents jets turbulents non réactifs en écoulement

cocourant. L’analyse permet tout d’abord d’identifier les zones de recirculation dans les écou-

lements.

3.5.1 Étude générale des écoulements

Certaines lignes de courant des écoulements sont représentées sur la figure 3.7(a). Les deux

lignes représentées au centre en bleu sont issues du jet central. Les lignes représentées en rouge

sont issues du milieu poreux, pour des rayons compris entre 20 et 30 mm. Les lignes de courant

qui correspondent aux autres rayons ne sont pas représentées pour des raisons de lisibilité de

la figure. Les lignes de courant issues du jet central permettent de visualiser l’expansion du

jet tout au long de la cheminée et l’absence de zone de recirculation à l’intérieur du jet. Une

relation mathématique peut donc être établie entre la hauteur au-dessus du brûleur et le temps

de séjour des gaz ts, à l’instar de ce qui a été fait à l’échelle expérimentale. En vertu de ce lien,

la HAB et le temps de séjour sont utilisés indifféremment dans la thèse.
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Figure 3.7 Représentation des lignes de courant des

écoulements (a) et des valeurs négatives du champ de vitesse

axiale vx (b)

Le profil des lignes de courant issues des rayons compris entre 20 et 30 mm du milieu poreux

présente les caractéristiques d’un écoulement confiné avec une zone de recirculation le long

de la paroi de la cheminée. En effet, les lignes de courant s’écrasent en amont de la zone

de recirculation, puis s’élargissent en aval. Cette zone de recirculation est visualisée sur la

figure 3.7(b) qui présente le champ de vitesse axiale vx négative. Les traits verticaux représentés

sur cette figure indiquent le rayon 20 mm. D’après la théorie des jets confinés, cette zone de

recirculation permet l’auto-entrainement de la partie des gaz qui sont issus du milieu poreux et

qui ne sont pas entrainés par le jet central. Elle disparaît lorsque la différence entre la vitesse

de l’écoulement cocourant et celle du jet est faible (Monnot, 1978; Lee, 2015).
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À l’intérieur de la zone de recirculation, les vecteurs vitesse ne sont plus colinéaires, les gaz

entrainés sont accélérés et se mélangent avec les gaz recirculés qui ont eu le temps de refroi-

dir. Par conséquent, les profils de température et de vitesse prédits pour les rayons impliqués

dans la zone de recirculation (dès 20 mm dans le cas étudié) différent de ceux prédits au voi-

sinage du jet central. Dans cette étude, les températures prédites au voisinage de cette zone de

recirculation augmentent en effet (figure 3.6(d)) alors que celles prédites au voisinage de jet

central restent constantes ou diminuent (figures 3.6(b) et 3.6(c)) pour des HAB supérieures à

100 mm. La présence de la zone de recirculation influence ainsi l’écoulement pour des rayons

supérieurs à 20 mm, qui sont hors du domaine d’intérêt utilisé pour élaborer le réseau dans le

chapitre suivant.

De plus, l’évolution de la vitesse axiale vx dans le sens radial est présentée sur la figure 3.8

où vc désigne la vitesse axiale sur l’axe central, r est le rayon de mesure et rvc/2 représente le

rayon pour lequel la vitesse axiale est divisée par deux. Les profils adimensionnels de vitesse

ont été tracés pour des ratios HAB
din jecteur

de 10, 100 et 200.

Figure 3.8 Évolution adimensionnelle de

la vitesse axiale dans le sens radial des

écoulements
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Les profils adimensionnels de vitesse sont confondus de vx
vc
= 0,40 à 1. En deçà de vx

vc
= 0,40,

la zone de recirculation influence la vitesse des gaz, c’est pourquoi les trois profils adimen-

sionnels ne sont plus confondus. D’après les lignes de courant exposées sur la figure 3.7(a), le

décrochage des profils adimensionnels a lieu dans l’écoulement cocourant. Cette zone de re-

circulation impacte principalement la partie de l’écoulement cocourant qui n’est pas entraînée

par le jet central. L’impact de cette zone de recirculation (et par conséquent du confinement)

sur le jet central est plus particulièrement étudié dans la section suivante.

3.5.2 Étude de la dynamique du jet central

Dans cette section, la cohérence des résultats vis-à-vis de la théorie est vérifiée au niveau du

jet central avant d’étudier sa dynamique plus en détail. Deux points seront abordés pour ce

faire : l’évolution adimensionnelle de la vitesse axiale vx dans l’axe du jet central et l’angle

d’expansion du jet. Le profil de température des gaz le long de l’axe central a déjà été validé

dans la section 3.4.3.

– L’évolution adimensionnelle de la vitesse axiale vx dans l’axe du jet central est obtenue dans

des conditions laminaires et avec un profil de vitesse pleinement développé dès la sortie de

l’injecteur. Ces deux caractéristiques limitent les comparaisons avec des travaux antérieurs

dans la mesure où certains portent sur des jets turbulents (Becker et al., 1963; Karimipanah,

1996; Lee, 2015) et dans la mesure où, dans les cas laminaires, certains considèrent un

profil de vitesse uniforme à la sortie de l’injecteur (Landfried, 2013). La nature du profil de

vitesse impacte cependant le profil de décroissance (Symons & Labus, 1971). Le profil prédit

peut toutefois être comparé au profil obtenu à partir de la formule analytique de Lee et al.

(1997) qui ont considéré un jet rond libre, en régime laminaire, avec un profil de vitesse

pleinement développé. Les résultats de cette comparaison sont présentés sur la figure 3.9

où v0 désigne la vitesse axiale à la sortie de l’injecteur, din jecteur le diamètre interne de

l’injecteur et Rejet le nombre de Reynolds maximal du jet. Le profil de décroissance prédit

est ainsi cohérent avec la formule de Lee et al. jusqu’à
HAB/din jecteur

Rejet
≈ 0,035. L’écart observé

pour
HAB/din jecteur

Rejet
> 0,035 est expliqué dans la suite de cette section.
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Figure 3.9 Évolution adimensionnelle de la vitesse axiale

dans l’axe central de l’injecteur

– L’angle d’expansion du jet peut être défini tant que le jet suit une dynamique de jet libre. Pour

ce faire, le rayon pour lequel la vitesse axiale vx est égale à la moitié de la vitesse axiale sur

l’axe central vx,c est identifié à différentes hauteurs adimensionnelles. Les droites illustrées

sur la figure 3.10 sont obtenues dans cette étude. L’équation de régression est ensuite utilisée

pour déterminer le demi-angle d’expansion du jet α/2. D’après la figure 3.10 :

tan(α/2) =
rvx,c/2/din jecteur

HAB/din jecteur
(3.12)

Dans le cas étudié, ce demi-angle vaut 3,8˚. Cette valeur est cohérente avec celles mesurées

par Symons & Labus (1971) qui ont étudié expérimentalement des jets libres laminaires

avec un profil de vitesse développé. Ils ont considéré que la limite du jet était atteinte quand

la pression dynamique était nulle. Ils ont observé des demi-angles de 2 à 3˚ pour des jets

isothermes dont le nombre de Reynolds varie entre 427 et 1839. Dans le cas étudié, ce demi-

angle vaut 3,8˚ pour un nombre de Reynolds moyen de 370. Ces résultats sont cohérents, car

plus le nombre de Reynolds est faible, plus le jet est large.

Ces vérifications montrent ainsi que les caractéristiques de l’écoulement du jet simulé sont

cohérentes avec la théorie. Les prédictions sont donc utilisées dans la suite de la section pour

analyser la dynamique du jet, et ultérieurement dans le réseau de réacteurs.
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Figure 3.10 Détermination du demi-angle d’expansion du jet

Pour des jets libres, les évolutions du rayon de demi-fraction massique de O2 et du rapport

v0
vx

en fonction de la distance adimensionnelle sont linéaires, où v0 désigne la vitesse axiale à

la sortie de l’injecteur (Guerra, 2004, p. 12). Une différence de 10 % entre le comportement

linéaire et le comportement réel au niveau du rapport v0
vx

permet de conclure à une influence

du confinement sur un jet laminaire (Landfried, 2013, p. 22). Tout d’abord, l’évolution radiale

de la fraction massique de O2 est tracée en fonction de la distance adimensionnalisée sur la

figure 3.11(a) où ryr,c/2 désigne le rayon pour lequel la fraction massique de O2, yr, est égale à

la moitié de celle prédite sur l’axe central, yrc. Le coefficient de régression vaut 0,9991 jusqu’à

HAB
din jecteur

≈ 150. Cette linéarité est perdue dès que le ratio HAB
din jecteur

dépasse cette valeur.

Au niveau du rapport v0
vx

, l’étude proposée par Landfried nécessite une référence linéaire. La

tangente au profil de vitesse pour des distances adimensionnalisées comprises entre 20 et 180

est considérée. Elle est représentée sur la figure 3.11(b). L’évolution du rapport v0
vx

en fonction

de la distance adimensionnelle est linéaire jusqu’à HAB
din jecteur

≈ 160, soit approximativement dès

que l’évolution du rayon de demi-fraction massique de O2 en fonction de la distance adimen-

sionnelle n’est plus linéaire. De HAB
din jecteur

≈ 160 à ≈ 220, la différence entre le comportement

linéaire et le comportement réel est inférieure à 10 %.
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Figure 3.11 Corrélation entre le rayon de demi-fraction massique de O2 et

la distance axiale adimensionnalisée (a). La droite représente la tangente

calculée jusqu’à HAB
din jecteur

≈ 150. Évolution adimensionnelle de la vitesse

axiale dans le sens axial des écoulements (b). La droite représente la

tangente calculée pour 20 ≤ HAB
din jecteur

≤ 180

Au-delà, c’est-à-dire de HAB
din jecteur

≈ 220 à 267, le confinement influence le jet central. La limite

HAB
din jecteur

≈ 220 correspond à une HAB de 330 mm, qui est hors du domaine d’intérêt de cette

étude qui se limite au 300 premiers millimètres de la chambre de combustion. À l’intérieur du

domaine d’intérêt, le jet central se comporte donc comme un jet libre.

Dans l’étude évoquée précédemment, le comportement du jet pour des distances HAB
din jecteur

in-

férieures à 25 n’a pas été abordé. En effet, dans cette zone, le profil de fraction massique de

O2 prédit pour une distance adimensionnalisée HAB
din jecteur

= 10 n’est pas semblable aux profils

observés pour les autres distances étudiées (figure 3.12(a)) et le profil de vitesse axiale en

fonction de la distance adimensionnalisée n’est pas linéaire tel qu’illustré sur la figure 3.12(b).

Cette zone proche de la sortie de l’injecteur correspond en effet à une zone de transition. Elle

s’achève lorsque le profil vx
v0

n’est plus linéaire (Lee et al., 1997). Cette limite a été évaluée à

HAB/din jecteur
Rejet

≈ 0,035 d’après la figure 3.9, ce qui correspond à une distance adimensionnelle
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HAB
din jecteur

≈ 21. Cette zone de transition est à considérer lors du découpage du réseau de réacteurs,

car le jet central y subit un fort gradient de chauffe.

Figure 3.12 Évolution adimensionnelle de la fraction massique de O2

dans le sens radial des écoulements (a) et de la vitesse axiale dans le

sens axial des écoulements (b). La tangente a été calculée pour

20 ≤ HAB
din jecteur

≤ 180

3.6 Conclusion partielle de la modélisation de la dynamique des écoulements

Dans ce chapitre, les écoulements observés expérimentalement dans la cheminée a été modé-

lisé par une approche de mécanique des fluides numériques (CFD) pour atteindre l’objectif

A2. Cette modélisation a été réalisée dans une configuration 2D axisymétrique. Les logiciels

commerciaux ICEM CFD et ANSYS Fluent ont respectivement permis de générer un maillage

puis de résoudre les équations de conservation.

Au cours de l’analyse des résultats, une zone de recirculation a été identifiée le long des parois

de la cheminée. Elle est due au caractère confiné des écoulements. Elle sépare l’écoulement

cocourant en deux parties, la première est auto-entrainée alors que la seconde est entrainée par

le jet central. Cette zone de recirculation influence l’écoulement cocourant pour des rayons

supérieurs à 20 mm, qui sont situés hors du domaine d’intérêt utilisé pour élaborer le réseau.
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Le confinement influence également le jet central entre HAB
din jecteur

≈ 220 et HAB
din jecteur

= 267. La dy-

namique de la zone de recirculation et du jet central au-delà de HAB
din jecteur

≈ 200 sont cependant

hors du domaine d’intérêt. À l’intérieur du domaine d’intérêt, les simulations ont mis en évi-

dence une zone de transition jusqu’à HAB
din jecteur

≈ 21. Le jet central y subit un fort gradient de

chauffe. La discrétisation du réseau de réacteurs devra donc être raffinée à ce niveau là. Les

simulations ont également mis en évidence qu’au niveau du jet central, le temps de séjour des

gaz est directement proportionnel à leur hauteur au-dessus du brûleur. Ces deux données seront

donc utilisées indifféremment lors de la construction du réseau de réacteurs qui sera présentée

dans le chapitre suivant.



CHAPITRE 4

MODÉLISATION DES FLAMMES ÉTUDIÉES

Ce quatrième et dernier chapitre présente la prédiction des profils de dévolatilisation des parti-

cules de charbon et d’oxydation des composés dévolatilisés lors de combustions sous air, sous

air enrichi en oxygène et sous oxycombustion des charbons de Freyming et de La Loma. Un

réseau de réacteurs intégrant des cinétiques détaillées (désigné réseau par la suite) sera mis au

point dans ce chapitre à l’aide des résultats de l’étude CFD reportée dans le chapitre précédent.

Sa construction répondra aux objectifs A3 et A4 de la thèse et l’exploitation de ses résultats

sera liée à l’objectif A5.

– objectif A3 : définir la structure du réseau ;

– objectif A4 : identifier les cinétiques chimiques à grouper dans le mécanisme réactionnel

pour modéliser les processus de combustion du charbon ;

– objectif A5 : identifier les chemins réactionnels de formation du CO, du NO, du SO2 et des

précurseurs de suies sous air et sous atmosphères enrichies en oxygène.

La section suivante traite de l’atteinte de l’objectif A3. La méthodologie ainsi que les princi-

paux résultats présentés par la suite sont issus de la publication (Menage et al., 2018).

4.1 Conception du réseau de réacteurs

Dans le chapitre précédent, la dynamique des écoulements en présence à l’intérieur de la

chambre de combustion a été simulée à l’aide d’un calcul CFD. Les résultats de ce calcul

sont maintenant utilisés pour définir la structure du réseau (objectif A3). Plus précisément,

la chambre de combustion est découpée en 21 zones consécutives dans le sens de la hauteur

au-dessus du brûleur. La modélisation des écoulements dans chaque zone fait intervenir des

réacteurs parfaitement agités (PSRs), qui seront définis dans la section 4.1.1. La méthodologie

d’élaboration du réseau de réacteurs, qui inclut le zonage de la chambre de combustion, sera

détaillée dans la section 4.1.2.



112

4.1.1 Propriétés d’un réacteur parfaitement agité

Un PSR est un réacteur idéal qui fonctionne en régime permanent. Il s’agit d’un réacteur 0D

dont les espèces chimiques sont parfaitement mélangées. Des réactions peuvent aussi avoir

lieu entre ces espèces et elles sont gouvernées par leur cinétique intrinsèque, de la température

d’entrée des espèces et du temps de séjour fixé au niveau du réacteur considéré. Une fois l’avan-

cement des réactions déterminé, les réactifs et les produits sont répartis de manière instantanée

et homogène dans l’ensemble du réacteur. Les valeurs de fractions massiques des espèces et de

température obtenues à l’issue des réactions sont donc constantes dans l’ensemble du réacteur.

Elles sont aussi égales aux valeurs de sortie du PSR.

Le temps de séjour moyen des gaz à l’intérieur d’un réacteur se calcule d’après l’équation 4.1

(Turns, 2012, p. 194) où ρ désigne la masse volumique du mélange, VR est le volume du ré-

acteur et ṁin est le débit massique d’entrée des espèces. La masse volumique du mélange est

déterminée à partir de l’équation d’état des gaz parfaits pour une température égale à celle de

sortie.

ts =
ρ ·VR

ṁin
(4.1)

D’un point de vue mathématiques, les propriétés quantifiées à la sortie du réacteur (tempé-

rature, fractions massiques et enthalpie des espèces) sont obtenues à partir des équations de

conservation de la masse et de l’énergie. Elles sont définies dans un domaine de calcul qui

couvre l’intégralité du réacteur. Il est représenté en pointillés sur la figure 4.1, accompagné

par les paramètres qui interviennent dans ces équations de conservation. T représente la tem-

pérature, Yi est la fraction massique de l’espèce i, hi son enthalpie et Q̇R désigne la puissance

échangée par transfert de chaleur. L’équation de conservation de la masse 4.2 doit être résolue

pour chaque espèce i présente dans le réacteur (Turns, 2012, p. 196).

ωi ·Mi ·VR + ṁin (Yi,in −Yi,out) = 0 (4.2)
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Figure 4.1 Schéma d’un PSR, adapté de

(Turns, 2012, p.194)

Dans cette équation, Mi symbolise la masse molaire de l’espèce i et ωi désigne le taux de

production de l’espèce i pendant ts. Ce taux peut être positif en cas de formation de l’espèce

i, ou négatif en cas de consommation. L’équation de conservation de l’énergie 4.3 est résolue

(Turns, 2012, p. 196). Cette équation s’écrit :

Q̇R + Q̇ = ṁin

(
N

∑
i=1

Yi,out ·hi(Tout)−
N

∑
i=1

Yi,in ·hi(Tin)

)
(4.3)

où Q̇ représente la chaleur libérée par l’ensemble des réactions chimiques sachant que dans

le cas d’un réacteur adiabatique, Q̇R = 0. Le système d’équations à résoudre pour N espèces

contient ainsi N+1 équations.

4.1.2 Définition de la structure du réseau de réacteurs

Le réseau de réacteurs mis en place dans cette section est basé sur des PSRs. La méthodologie

mise en place pour délimiter les PSRs dans les écoulements s’appuie sur celle proposée par

Niksa & Liu (2002) (voir section 1.4.3). Elle est schématisée sur la figure 4.2. Brièvement,

l’analyse CFD conduite dans le chapitre 3 a mis en évidence la dynamique de deux écoulements

principaux : 1. un jet central, lui-même subdivisé en un cœur (JC) et une enveloppe (JE) et 2.

un écoulement cocourant (CC).
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Figure 4.2 Schématisation de la méthodologie utilisée pour modéliser les flammes

étudiées au moyen d’un réseau de réacteurs : subdivision des écoulements en 21

zones d’après le champ partiel de température prédit par CFD (a), représentation

simplifiée des transferts de masse dans les trois premières zones du réseau (b),

schéma du réseau obtenu (c)

Chaque écoulement est divisé en 21 zones dont la hauteur est fixée à partir d’une analyse de

la dynamique des écoulements et du champ de température prédit par CFD. Plus précisément,

sept zones ont été considérées pour bien modéliser les effets du fort gradient de chauffe subi par

le jet central. Ces zones 1 à 7 ont une hauteur HAB/dinjecteur = 1 (voir figure 4.2(a)). La phase

de chauffe suivante a été modélisée par six zones de HAB/dinjecteur = 7. Pour finir, la phase

de refroidissement du milieu réactif a été modélisée par huit zones. La hauteur de ces zones a

été fixée de sorte à avoir une baisse moyenne de température de 35 K dans chaque zone. Cette

division a été établie à la suite d’une étude de sensibilité des résultats au nombre de zones. En

l’occurrence, le nombre de zones a été ajusté de sorte à obtenir des profils de températures du
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jet central identiques à ceux mesurés expérimentalement. Une fois un bon accord obtenu, l’ad-

jonction de zones complémentaires ne s’est pas avéré utile afin d’obtenir de meilleurs résultats.

C’est ainsi qu’a été défini le nombre de zones sélectionné dans le cadre de ce travail numérique

afin d’étudier les chemins réactionnels de formation des espèces telles que CO, CO2, NOx et

SOx.

Chaque zone précédemment considérée a ensuite été découpée selon la dynamique des écou-

lements. Chacune contient les trois écoulements principaux : le cœur du jet central (JC), l’en-

veloppe du jet central (JE) et l’écoulement cocourant (CC). Le rayon des réacteurs JC est

fixé à 0,65 mm (voir les lignes pointillées sur les figures 4.2(a) et 4.2(b)). Ce rayon est du

même ordre de grandeur que le rayon de l’injecteur central. La majorité du jet central est ainsi

contenue dans les réacteurs JC à la sortie de l’injecteur. Le choix du rayon des réacteurs JC a

toutefois été dicté par la dimension caractéristique de la zone de mesure de températures des

particules (1,3 mm de diamètre). Les réacteurs JC ont ainsi la même zone d’intégration que les

mesures expérimentales de température. Ceci permettra de comparer les prédictions du réseau

aux résultats expérimentaux, et ce, à des fins de validation des prédictions.

Les réacteurs JE sont compris entre ce rayon de 0,65 mm et le début des réacteurs CC. La

position de la frontière entre les réacteurs JE et CC a été déterminée lors d’une procédure itéra-

tive qui évalue les transferts de masse nécessaires entre les réacteurs JE et CC afin de retrouver

numériquement le profil de température expérimental dans chaque zone des écoulements. En

raison de ces transferts de masse, la fraction massique des espèces dans la direction radiale

évolue au voisinage de la frontière. La fraction massique de H2O a été utilisée, car lors des cal-

culs CFD réalisés sans injection de particules de charbon dans le jet central, la vapeur d’eau ne

peut provenir que des gaz brûlés issus de la flamme plate (c.-à-d. de l’écoulement cocourant).

La frontière entre les réacteurs JE et CC correspond à une fraction massique de H2O qui vaut

moins de 95 % de la valeur maximale prédite dans l’écoulement cocourant (voir figures 4.2(a)

et 4.2(b)). Les réacteurs CC sont pour leur part situés entre cette frontière et la paroi de la

chambre de combustion (50 mm de rayon). Pour finir, chaque flamme plate étudiée a été mo-



116

délisée par trois réacteurs (notés FP j avec j = 1, 2 ou 3 sur les figures 4.2(b) et 4.2(c)). Ce

choix permet de mieux reproduire les variations radiales modérées de température présentes au

niveau de l’interface entre les gaz brûlés issus de la flamme plate et le jet central (réacteur FP1)

ainsi qu’au voisinage des parois de la chambre de combustion (réacteur FP3).

Au total, 66 PSRs ont été utilisés pour construire le réseau. Ce décompte n’inclut pas les mo-

dules d’entrées de gaz, de sorties de gaz, les séparateurs de flux et les mélangeurs. Une étude

de sensibilité des résultats au nombre de réacteurs a été réalisée pour aboutir à la configura-

tion précédemment exposée. Un raffinement supplémentaire n’a pas été jugé d’intérêt, car ne

conduisant pas à une amélioration de l’accord entre les prédictions du réseau présentées dans

les sections 4.2.2.4 et 4.3 et les résultats expérimentaux.

Chaque PSR utilisé dans le réseau requiert trois données d’entrée : une température initiale,

un débit massique entrant et un volume ou un temps de séjour des gaz. Les valeurs de ces

propriétés ont été directement issues des résultats de la simulation CFD décrits dans les sec-

tions 3.4 et 3.5. Plus particulièrement, les réacteurs JC01 et JE01 sont alimentés par un mélange

de gaz vecteur (air, O2 ou O2/CO2 selon la flamme étudiée) et de semi-coke. Ce mélange est

nommé « GV + semi-coke » sur les figures 4.2(b) et 4.2(c). La proportion du mélange intro-

duite dans les réacteurs JC01 et JE01 est basée sur la fraction massique de jet central qui entre

dans le domaine couvert par chacun de ces réacteurs dans les simulations CFD. La tempéra-

ture d’entrée du mélange est de 480 K, à l’instar de la valeur utilisée lors des calculs CFD. Le

réacteur CC01 est alimenté par les gaz brûlés issus des trois réacteurs FP j. La température de

chaque réacteur FP j a été choisie égale à la moyenne des températures prédites par CFD dans

la région du domaine de calcul qui correspond à chacun des réacteurs FP j. La masse de gaz

frais qui alimente les différents réacteurs FP j est déterminée proportionnellement à la longueur

de chaque section correspondante, la distribution de la masse étant homogène à la sortie du

milieu poreux du brûleur.
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Pour les réacteurs suivants, chaque réacteur JCi ou JEi est alimenté par un flux de composés

dévolatilisés Vi−1. Ce flux est modélisé par un module d’entrée de gaz (voir figure 4.2(c)). Les

propriétés de ce flux sont issues d’un modèle de dévolatilisation implémenté dans le méca-

nisme réactionnel, à l’instar du travail de Niksa & Liu (2002). Ce modèle est détaillé dans la

section 4.2.1. Le réacteur JCi est également alimenté par des produits issus du réacteur JCi−1

et par des espèces issues du réacteur JEi−1 qui diffusent radialement dans le milieu réaction-

nel. De manière analogue, chaque réacteur JEi est alimenté par des produits issus des réacteurs

JCi−1 et JEi−1. Il est aussi alimenté par des produits issus du réacteur CCi−1 et entraînés par

le jet central. Les réacteurs CCi ne sont alimentés que par l’écoulement issu du réacteur CCi−1

auto-entrainé.

Pour finir de déterminer la structure du réseau, la conservation des bilans de masse et d’énergie

a été vérifiée, à l’instar du travail de Rowan et al. (2015). Les flux massiques entre les réacteurs

JCi, JEi et CCi sont représentés par des flèches sur les figures 4.2(b) et 4.2(c). Le flux massique

de produits issu du réacteur CCi et entraîné par le jet central (noté « Gei »sur les figures 4.2(b)

et 4.2(c)) a été déterminé à partir du critère utilisé pour délimiter les réacteurs JE et CC, qui

est basé sur la fraction massique de H2O. En raison d’un élargissement progressif du jet cen-

tral en fonction des HAB (voir figures 4.2(a) et 4.2(b)), une partie des espèces contenues dans

les réacteurs JC se retrouvent progressivement dans la zone couverte par les réacteurs JE. Ce

transfert de masse a lieu en même temps que la diffusion radiale des espèces entre les réacteurs

JCi et JEi. Ces transferts sont représentés par les flèches obliques qui relient JCi à JEi+1 et

JEi à JCi+1 sur les figures 4.2(b) et 4.2(c). Ils ont été caractérisés d’après une analyse de la

dynamique des écoulements et des bilans massiques tirés des calculs CFD. La conservation de

la masse à l’intérieur de chaque zone du réseau a finalement été vérifiée. Un bilan de conser-

vation de l’énergie a également été opéré à l’intérieur de chaque PSR. Il permet de vérifier

que l’énergie qui quitte un réacteur est égale à celle qui entre dans le réacteur. L’énergie peut

quitter le réacteur par le biais d’une variation d’enthalpie des espèces avec la température ou

par conduction au niveau des frontières du volume de contrôle délimitant le réacteur considéré

(voir section 4.1.1 et Rowan et al. (2015)).
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La détermination des transferts de masse et d’énergie termine la définition de la structure du

réseau de réacteurs (objectif A3 de la thèse). Cependant, la composition du mélange de gaz

contenu dans chaque réacteur évolue d’après un ensemble de réactions contenues dans le mé-

canisme réactionnel pendant un temps de séjour donné. Le mécanisme réactionnel utilisé dans

cette thèse doit permettre de modéliser les processus de combustion du charbon pulvérisé.

L’assemblage de ce mécanisme réactionnel est présentée dans la section 4.2. Elle permettra

d’atteindre l’objectif A4 de la thèse.

4.2 Modélisation de la combustion du charbon pulvérisé

Le mécanisme réactionnel détaillé utilisé dans cette étude modélise la dévolatilisation des par-

ticules de charbon, la combustion des composés dévolatilisés et l’oxydation du semi-coke. La

modélisation de la dévolatilisation sera présentée dans la section 4.2.1 et celles de l’oxydation

des composés dévolatilisés et du semi-coke seront présentées dans la section 4.2.2. Le méca-

nisme réactionnel ainsi obtenu sera finalement validé dans la section 4.2.3 vis-à-vis de résultats

de la littérature.

4.2.1 Modélisation de la dévolatilisation dans le réseau

Dans cette étude, la dévolatilisation est modélisée à partir de l’équation simplifiée 4.4 :

charbon
kd−→ x1 CH4+x2 C2H2+x3 CO+x4 CO2+x5 H2O+x6 H2S+x7 HCN

+x8 C6H6+x9 C6H5CH3+x10 C10H8+x11 C14H10+x12 semi− coke
(4.4)

où kd désigne la cinétique de dévolatilisation et où les coefficients xj représentent les fractions

molaires de chaque espèce dans la distribution complète des produits. Ces coefficients sont

majoritairement déterminés par le modèle CPD. La détermination des autres coefficients est

exposée dans la suite de cette section.



119

Le modèle CPD prédit la proportion d’un regroupement de matières gazeuses indifférenciées,

qui contiennent notamment les espèces soufrées et azotées considérées dans ce travail. Deux

méthodes de la littérature permettent de distinguer ces espèces : la méthode de Falcitelli et al.

(2005) et celle de Jupudi et al. (2009). La méthode de Falcitelli et al. permet de prédire les

quantités relarguées de sulfure d’hydrogène (H2S), d’oxysulfure de carbone (COS) et de cya-

nure d’hydrogène (HCN), mais elle ne permet pas de prédire la proportion d’ammoniac (NH3).

La méthode de Jupudi et al. permet de prédire les proportions de HCN et de NH3 présents dans

les matières gazeuses indifférenciées, mais d’aucune espèce soufrée. Dans cette thèse, la mé-

thode de Falcitelli et al. est retenue pour sa capacité à prédire la proportion d’espèces soufrées.

Le modèle CPD prédit la proportion de goudrons, qui doit être caractérisée avant de pouvoir

modéliser leur oxydation. À pression atmosphérique, les goudrons issus de la dévolatilisation

de charbon bitumineux pulvérisé contiennent en majorité des composés aromatiques à un, deux

ou trois cycles benzéniques (Solomon et al., 1992). La proportion de chaque composé varie en

fonction de la composition du charbon bitumineux et de la température des gaz environnants

(Brage et al., 2000). Dans cette thèse, par hypothèse, les goudrons sont constitués de :

– benzène, C6H6, 20 mol.%,

– toluène, C6H5CH3, 15 mol.%,

– naphtalène, C10H8, 50 mol.%,

– phénanthrène, C14H10, 15 mol.%.

Ces espèces sont représentées sur la figure 4.3. Cette hypothèse s’appuie sur les données ex-

périmentales tirées des études de Nelson & Tyler (1988); Brage et al. (2000) et Tursun et al.

(2015).

La composition du mélange de composés dévolatilisés considéré dans l’équation 4.4 est main-

tenant déterminée. Le chapitre 2 a cependant mis en évidence que, sous atmosphère inerte, le

modèle CPD avait tendance à surestimer la dévolatilisation durant la phase de chauffe pour des

températures relativement faibles, même s’il prédisait mieux la fraction finale dévolatilisée.



120

(a) Benzène (b) Toluène (c) Naphtalène (d) Phénanthrène

Figure 4.3 Représentation des espèces chimiques constitutives

des goudrons, tirée de Chemspider (a,b,c,d)

Par conséquent, le modèle CPD a été couplé à un modèle cinétique à deux réactions compé-

titives tel que cela a été réalisé par Xia et al. (2017) dans le but d’améliorer la validité des

prédictions du réseau. Les coefficients cinétiques de ce modèle à deux réactions compétitives

ont été ajustés d’après la méthodologie exposée sous atmosphère inerte (voir section 2.4.2). Ce

modèle permet de déterminer la perte de masse subie par les particules de charbon à l’intérieur

de chaque réacteur JCi-1 et JEi-1. Cette masse perdue correspond à la quantité de composés

volatils qui entre dans chaque réacteur JCi et JEi (voir figure 4.2(c)). Les composés volatils in-

troduits dans chaque réacteur JCi et JEi auront la possibilité de s’oxyder d’après les cinétiques

présentées dans la section suivante.

4.2.2 Assemblage du mécanisme réactionnel d’oxydation des composés dévolatilisés

Le mécanisme réactionnel utilisé dans cette étude doit contenir les espèces identifiées dans

l’équation 4.4 ainsi que le propane utilisé au niveau de la flamme plate, c’est-à-dire les espèces

gazeuses carbonées jusqu’au propane, les espèces azotées, les espèces soufrées, les goudrons

et le semi-coke. À la connaissance de l’auteur, il n’existe pas de mécanisme réactionnel déjà

implémenté qui contienne l’oxydation de toutes ces espèces. Par contre, il existe au moins

une cinétique d’oxydation pour chacune d’entre elles dans la littérature (voir section 1.4.2).

Le mécanisme réactionnel utilisé dans cette thèse regroupe donc plusieurs cinétiques de la

littérature : une cinétique d’oxydation des espèces gazeuses carbonées et des goudrons, une

pour les espèces azotées, une pour les espèces soufrées ainsi qu’une pour le semi-coke. Le

choix des cinétiques est réalisé dans cette section.
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4.2.2.1 Présentation des cinétiques d’oxydation des espèces gazeuses carbonées et des
goudrons

Le cœur du mécanisme réactionnel contient donc un ensemble de réactions qui permettent

de modéliser l’oxydation des espèces qui contiennent d’un à trois atomes de carbone. Il doit

également modéliser l’oxydation des goudrons issus de la dévolatilisation. Trois cinétiques de

la littérature répondent à ces critères :

1. la cinétique d’oxydation des C1-C4 qui inclut la formation des HAPs élaborée par le

Lawrence Livermore National Laboratory, nommée cinétique du LLNL par la suite (Ma-

rinov et al., 1998; LLNL).

Elle a été validée pour des flammes riches de CH4, de C2H4 et de C2H6. Elle a ensuite

été étendue pour l’étude de la formation des suies dans une flamme de n-C3H8/O2/Ar

à pression atmosphérique. Plus précisément, dans le cas du propane, la cinétique a été

validée pour des températures comprises entre 550 et 1650 K, même si la validité de

ses prédictions est dégradée au voisinage du brûleur, c’est-à-dire pour des températures

inférieures à 800 K (Marinov et al., 1997) ;

2. la cinétique de formation des suies à pression atmosphérique du Massachusetts Institute

of Technology, nommée cinétique du MIT par la suite (Ergut et al., 2006; MIT, 2015).

Cette cinétique a été conçue pour l’étude de flammes d’éthylbenzène (C6H5-C2H5) et

de flammes d’éthanol (CH3-CH2-OH) à pression atmosphérique. L’oxydation de ces

espèces fait intervenir le propane. Les températures mesurées variaient de ≈ 1100 à

≈ 1900 K ;

3. la cinétique CaltechMech, nommée cinétique du Caltech par la suite (Blanquart et al.,

2009; Caltech, 2015).

Elle a été conçue pour l’étude de la formation des suies dans des conditions représenta-

tives de celles rencontrées dans les moteurs. Elle a été validée pour des hydrocarbures lé-

gers, dont le propane, principalement pour des pressions qui variaient de ≈ 2 à ≈ 59 atm.

La prédiction de la vitesse de flamme laminaire d’un mélange C3H8/air a toutefois été

validée à pression atmosphérique et pour des richesses comprises entre 0,6 et 1,6.
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En bref, les cinétiques du MIT et du Caltech n’ont pas été conçues spécifiquement pour des

flammes de propane. La seconde a toutefois été validée pour cette espèce. Une réserve est

émise quant à l’aptitude de la cinétique du MIT à reproduire les résultats expérimentaux de

combustion du propane en raison de l’absence de validation connue de cette cinétique pour

cette espèce. Les prédictions obtenues avec les trois cinétiques seront comparées aux résul-

tats expérimentaux dans la section 4.2.2.4. Cette étude permettra de retenir définitivement le

mécanisme réactionnel utilisé dans la suite de la thèse.

4.2.2.2 Sélection de la cinétique d’oxydation des espèces azotées et de celle des espèces
soufrées

Des cinétiques d’oxydation des espèces azotées et des espèces soufrées sont ajoutées aux mé-

canismes réactionnels basés sur les cinétiques du Caltech et du LLNL. Dans cette thèse, les

espèces azotées et soufrées contenues dans les composés dévolatilisés sont modélisées par

HCN et H2S. Seules les cinétiques qui modélisent l’oxydation de ces deux espèces sont donc

considérées. Le choix des cinétiques utilisées dans les mécanismes réactionnels est effectué par

comparaison des prédictions à des résultats expérimentaux de la littérature. Deux cinétiques

d’oxydation des espèces azotées sont étudiées. Elles sont issues :

1. de la cinétique GRI-Mech3.0 (Smith et al.).

Elle a été validée pour la formation du NO précoce et pour l’oxydation du HCN, majo-

ritairement pour de faibles pressions (≈ 0,03 atm). Elle a cependant été validée dans un

réacteur continu à pression atmosphérique ;

2. de la cinétique dédiée aux applications de combustion élaborée par l’University of Cali-

fornia San Diego, nommée cinétique de San Diego par la suite (Hewson & Bollig, 1996;

UC San Diego, 2014).

Elle a été validée pour la formation d’oxydes d’azote dans une flamme de diffusion la-

minaire de CH4/air à pression atmosphérique.

Ces deux cinétiques ont tout d’abord été ajoutées aux mécanismes réactionnels basés sur les

cinétiques du LLNL et du Caltech. En cas de réactions dupliquées, les paramètres cinétiques
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du LLNL ou du Caltech ont été conservés. Les prédictions obtenues avec ces deux mécanismes

réactionnels ont ensuite été comparées à des résultats expérimentaux de dégradation de HCN.

Ces résultats expérimentaux sont issus des travaux de Glarborg & Miller (1994) qui ont utilisé

un réacteur continu. Les résultats complets, obtenus lors du couplage à la cinétique du LLNL,

sont présentés en annexe III. Seul le cas le moins bien prédit est représenté sur la figure 4.4 où

l’évolution de la concentration de HCN et de NO est tracée en fonction de la température du

réacteur. Des résultats similaires ont été obtenus lors du couplage des deux cinétiques d’oxy-

dation des espèces azotées étudiées à la cinétique du Caltech.

Figure 4.4 Évaluation de l’aptitude des cinétiques d’oxydation des espèces

azotées à reproduire les cinétiques d’oxydation du HCN (a) et de formation du

NO (b) dans un mélange HCN/O2/CO/NO/H2O/N2 : Φ= 0,07, p = 1 atm,

ts = 54 ms (Glarborg & Miller, 1994)

Comme observé sur la figure 4.4, les prédictions obtenues avec les deux cinétiques repro-

duisent les tendances expérimentales de dégradation de HCN. Toutefois, seules les prédictions

de la cinétique GRI-Mech sont en accord avec les fractions molaires de NO mesurées expéri-

mentalement. Cette dernière cinétique est donc retenue pour la suite de l’étude.
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Trois cinétiques sont retenues pour l’étude de l’oxydation du H2S en SO ou SOx :

1. celle du Fuels and Combustion Research Laboratory de Princeton (PFCRL), nommée

par la suite cinétique de Princeton (Mueller et al., 2000; PFCRL).

Elle a été conçue pour l’étude de l’oxydation du CO dans des mélanges CO/H2O/O2/

NO/SO2. Elle a été validée à pression atmosphérique pour des températures de ≈ 1000 K ;

2. l’extension aux espèces soufrées de la cinétique d’oxydation du méthane développée par

le laboratoire de combustion de Leeds, nommée par la suite cinétique de Leeds (ver-

sion 5.2) (Hughes et al., 2005).

Elle a été validée dans des flammes prémélangées CH4/air, enrichies en SO2 et en NH3,

à des pressions inférieures à ≈ 0,13 atm ;

3. celle de l’Instituto de Investigación en Ingeniería d’Aragón (I3A), nommée par la suite

cinétique d’Aragón (Giménez-López et al., 2011).

Elle a été utilisée lors de l’étude de l’influence du SO2 dans le processus d’oxydation

du CO sous oxycombustion. Elle a été validée à pression atmosphérique et pour des

températures comprises entre 800 et 1800 K. Seule cette cinétique ne modélise pas les

interactions entre les espèces azotées et soufrées.

Les trois cinétiques d’oxydation des espèces soufrées ont été ajoutées aux mécanismes réac-

tionnels principaux, basés sur les cinétiques du LLNL ou du Caltech. Lorsque nécessaires, les

propriétés thermiques des espèces azotées ont été extraites de la base de données de la cinétique

GRI-Mech 3.0. Les prédictions obtenues avec les trois cinétiques d’oxydation des espèces sou-

frées étudiées ont été comparées à des résultats expérimentaux d’oxydation du H2S obtenus

dans un réacteur continu par Loura & Olga (1998).

Les résultats de ces comparaisons, obtenus avec le mécanisme réactionnel basé sur la cinétique

du LLNL, sont représentés sur la figure 4.5. Les écarts relatifs moyens sont respectivement

de 36 % et 44 % avec les cinétiques d’Aragòn et de Princeton. Cet écart est de 52 % avec la

cinétique de Leeds, qui est la seule à ne pas prédire d’oxydation de H2S aux environs de 720 K.

Cette cinétique n’est donc pas retenue pour la suite de la thèse. La cinétique de Princeton est

préférée à celle d’Aragòn, car elle modélise les interactions entre les SOx et les NOx.
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Figure 4.5 Évaluation de l’aptitude des cinétiques d’oxydation des espèces

soufrées à reproduire les cinétiques d’oxydation du H2S (a) et de formation du

SO2 (b) dans un mélange H2S/O2/N2 : Φ= 3,33, p = 1 atm, ts = 17 s

(Loura & Olga, 1998)

Il est cependant à noter que les écarts obtenus entre les prédictions et les résultats expérimen-

taux sont les plus élevés des écarts obtenus lors de la sélection des cinétiques qui constituent le

schéma réactionnel utilisé dans le réseau.

4.2.2.3 Sélection de la cinétique d’oxydation du semi-coke

Trois cinétiques d’oxydation du semi-coke ont été étudiées :

1. Celle à une réaction utilisée par Chui et al. (2003) pour modéliser l’oxycombustion de

particules de charbon subbitumineux. Cette étude a été conduite dans un pilote et avec

des gaz qui peuvent atteindre des températures jusqu’à ≈ 2200 K.

2. celle à trois réactions utilisée par Toporov et al. (2008) pour modéliser l’oxycombustion

d’un lignite pulvérisé dans un réacteur à flux entraîné, et ce, pour des températures de

gaz pouvant atteindre jusqu’à ≈ 1520 K.
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3. celle à trois réactions utilisée par Vascellari & Cau (2009) pour modéliser la combustion

sous air et l’oxycombustion de particules de charbon bitumineux à l’échelle du pilote.

Les gaz peuvent atteindre des températures jusqu’à ≈ 2200 K.

Les prédictions d’oxydation du semi-coke obtenues avec ces cinétiques ont été comparées entre

elles dans le cas de la flamme 2 : charbon de Freyming fluidisé par de l’oxygène pur qui ren-

contre les gaz brûlés issus de la flamme plate FP1 (voir tableaux 2.2 et 2.5). À titre d’informa-

tion, elles ont aussi été comparées aux prédictions obtenues avec la cinétique à quatre réactions

utilisée par Kong et al. (2014). Cette cinétique ne figure cependant pas dans la sélection précé-

dente, car elle a été utilisée pour modéliser la gazéification d’un charbon bitumineux pulvérisé

à une pression de ≈ 40 atm. La figure 4.6 ne présente que les taux d’oxydation du semi-coke et

les proportions molaires de CO prédites dans les réacteurs JC. Ces résultats sont représentatifs

de l’ensemble des résultats. Le taux d’oxydation du semi-coke atteint jusqu’à ≈ 10−13 mol·s−1

avec les cinétiques utilisées par Chui et al. (voir figure 4.6(a)) quand ≈ 10−4 mol·s−1 de semi-

coke sont introduits dans les réacteurs JC.

Figure 4.6 Comparaison des cinétiques d’oxydation du semi-coke (a) et des

proportions molaires de CO (b) prédites avec les différentes cinétiques

d’oxydation du semi-coke
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Ce résultat corrobore la conclusion tirée au cours de l’étude de l’influence de l’atmosphère

de combustion sur la dévolatilisation présentée dans la section 2.5, à savoir que l’oxydation

du semi-coke est négligeable dans les conditions étudiées. Ceci s’explique par la relativement

basse gamme de températures atteinte par les particules de charbon au cours des essais (voir

section 2.3.1). Par ailleurs, le choix de la cinétique d’oxydation du semi-coke ne modifie pas

l’accord entre les prédictions du réseau et les résultats expérimentaux, comme le montre l’évo-

lution de la fraction molaire de CO représentée sur la figure 4.6(b). C’est pourquoi la cinétique

à trois réactions utilisée par Vascellari et Cau, qui fournit des prédictions en bon accord avec

les résultats expérimentaux, a été retenue pour la suite de l’étude. Cette cinétique a également

été sélectionnée par Chen et al. (2010) lors de leur étude traitant de la combustion sous air et

de l’oxycombustion d’un charbon bitumineux pulvérisé. La pression était de ≈ 4 atm et les

températures prédites pouvaient atteindre 2200 K à l’échelle du pilote. La cinétique utilisée par

Vascellari et Cau contient la réaction d’oxydation du semi-coke (équation 4.5), celle du gaz à

l’eau (équation 4.6) et celle de Boudouard (équation 4.7). Les paramètres cinétiques k1 à k3 de

ces réactions peuvent être trouvés dans (Vascellari & Cau, 2009; Chen et al., 2010). Dans cette

cinétique, et par extension dans cette thèse, le semi-coke n’est considéré être composé que de

carbone.

semi− coke+1/2 O2
k1−→ CO (4.5)

semi− coke+H2O
k2−→ CO+H2 (4.6)

semi− coke+CO2
k3−→ 2 CO (4.7)

4.2.2.4 Sélection du mécanisme réactionnel

L’étude proposée dans cette section a pour but d’étudier l’influence du choix de la cinétique

d’oxydation des espèces carbonées sur les prédictions du réseau de réacteurs. Pour ce faire, les

cinétiques d’oxydation des espèces azotées, soufrées et du semi-coke sont ajoutées aux trois

mécanismes réactionnels basés sur les trois cinétiques d’oxydation des espèces carbonées :

celle du LLNL, celle du Caltech et celle du MIT (voir section 4.2.2.1). Les prédictions obte-
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nues avec les trois mécanismes réactionnels sont comparées dans les cas des flammes 1 et 2.

Ces flammes ont été obtenues avec la flamme plate C3H8/air (FP1) et lorsque de l’air et de

l’oxygène sont utilisés comme gaz vecteur lors de la fluidisation des particules de charbon de

Freyming (respectivement flamme 1 et flamme 2). La même histoire thermique des particules

est considérée dans cette étude comparative pour isoler l’influence du mécanisme réactionnel.

De ce fait, les profils de dévolatilisation prédits par les trois mécanismes réactionnels sont si-

milaires. Ce phénomène n’intervient donc pas dans la comparaison. Les prédictions obtenues

à l’aide des trois mécanismes réactionnels ont été comparées aux profils de concentration de

O2, CO2, CO, NO et SO2 obtenus expérimentalement pour les flammes 1 et 2. La figure 4.7

présente les résultats obtenus avec la flamme 2. Ceux obtenus avec la flamme 1 sont présentés

dans l’annexe IV. Les résultats obtenus avec les autres flammes ne sont pas présentés dans

cette section, car les observations et les conclusions tirées dans la suite de cette section s’y

appliquent également.

Les profils expérimentaux reportés sur la figure 4.7 (et par la suite sur la figure 4.9) ont été

obtenus en intégrant les mesures sur une surface de 10 mm de diamètre centrée sur le cœur du

jet central, au lieu d’un diamètre de 40 mm comme dans les études précédentes de Lemaire

et al. (2014, 2015). Ce choix est dû à l’attention particulière qui sera portée aux réactions chi-

miques ayant lieu dans les flammes de charbon pulvérisé dans la suite de la thèse. Les profils

expérimentaux obtenus sont toutefois cohérents avec ceux présentés dans les études de Lemaire

et al.. Les valeurs absolues reportées peuvent légèrement différer en raison du changement de

diamètre effectif du collecteur. Par souci de cohérence, les prédictions du réseau ont été in-

tégrées sur cette même surface, ce qui correspond à un rayon rcoll de 5 mm. Pour de faibles

HABs, jusqu’à ≈ 100 mm, le rayon du réacteur JE ne dépasse pas 5 mm (voir figure 4.2). La

surface d’intégration englobe alors les réacteurs JC, JE et une partie des réacteurs CC (cas 1).

Au-delà, la surface d’intégration contient les réacteurs JC et une partie des réacteurs JE (cas 2).

Dans le cas 1, la proportion de gaz des réacteurs CC contenue dans la surface d’intégration a

été fixée par le ratio rcoll−rJE
rCC−rJE

.
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Figure 4.7 Comparaison des profils de O2 (a), CO2 (b), CO (c), NO (d) et SO2 (e)

prédits avec les mécanismes réactionnels basés sur les cinétiques du LLNL, du

Caltech et du MIT aux résultats expérimentaux obtenus pour la flamme 2

Dans le cas 2, la proportion de gaz des réacteurs JE contenue dans la surface d’intégration a

été fixée par le ratio rcoll−rJC
rJE−rJC

. Ces calculs permettent de s’assurer que les prédictions sont com-

parables aux résultats expérimentaux.

En ce qui concerne les profils des espèces majoritaires comme le O2 et le CO2 (voir figures 4.7(a)

et 4.7(b)), les trois mécanismes réactionnels reproduisent les résultats expérimentaux. Pour le

CO (figure 4.7(c)), le profil de concentration est globalement bien reproduit par le mécanisme

basé sur la cinétique du LLNL (mis à part les sept premières millisecondes qui seront discutées

par la suite). Les prédictions des mécanismes basés sur les cinétiques du Caltech et du MIT
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sont plus éloignées des résultats expérimentaux. En effet, les prédictions obtenues avec le mé-

canisme basé sur la cinétique du Caltech surestiment les fractions molaires de CO mesurées à

l’échelle expérimentale de ≈ 2,1 fois en moyenne entre 10 et 200 ms alors que celles obtenues

avec le mécanisme basé sur la cinétique du MIT les sous-estiment de ≈ 1,3 fois. La surestima-

tion observée avec le mécanisme basé sur la cinétique du Caltech peut être expliquée par deux

facteurs :

– deux réactions distinctes sont implémentées dans la cinétique du Caltech pour relier CO à

HCO :

HCO+M=H+CO+M (4.8)

HCO+H2O=H+CO+H2O (4.9)

Ces réactions figurent dans le top-8 des réactions qui contribuent le plus au taux de produc-

tion (ROP) de CO. Les autres cinétiques (LLNL et MIT) considèrent H2O comme un tierce

corps M (third body) qui n’intervient que dans la réaction 4.8. Les ROPs de CO prédits par

les réactions 4.8 et 4.9 du mécanisme basé sur la cinétique du Caltech sont 13 fois plus élevés

que le ROP de CO prédit par le mécanisme basé sur la cinétique du LLNL. Ceci explique en

partie pourquoi les fractions molaires de CO prédites par le mécanisme basé sur la cinétique

du Caltech sont plus élevées que celles prédites par les deux autres mécanismes ;

– deux réactions 4.10 et 4.11, qui résultent de l’oxydation des goudrons, sont également plus

actives dans les conditions étudiées avec le mécanisme basé sur la cinétique du Caltech

qu’avec celui basé sur la cinétique du LLNL. Le ROP de CO prédit pour les réactions 4.10

et 4.11 par le mécanisme basé sur la cinétique du Caltech est quatre à huit fois supérieur à

celui prédit par le mécanisme basé sur la cinétique du LLNL.

C6H5O= C5H5+CO (4.10)

C10H7O= C9H7+CO (4.11)

L’écart observé avec le mécanisme basé sur la cinétique du MIT peut être expliqué par une

différence de cinétique au niveau de la réaction 4.12. La cinétique utilisée dans la cinétique
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du MIT est plus lente que celles utilisées dans les cinétiques du Caltech et du LLNL. Par

conséquent, le ROP de CO prédit pour la réaction 4.12 par la cinétique du MIT est six fois plus

faible que celui prédit par la cinétique du LLNL. Il ne représente alors que 5 % du ROP total de

CO, au lieu de 20 %. Ceci contribue à la sous-estimation de la fraction molaire de CO prédite

par le mécanisme basé sur la cinétique du MIT.

HCO+O2 =HO2+CO (4.12)

Le mécanisme basé sur la cinétique du LLNL est ainsi le plus apte à reproduire les profils de

concentration de CO mesurés dans cette thèse. Les prédictions obtenues avec ce mécanisme du-

rant les sept premières millisecondes ne sont cependant pas satisfaisantes vis-à-vis des résultats

expérimentaux. En effet, à ce niveau le CO mesuré à l’échelle expérimentale est principalement

issu de la dévolatilisation. L’écart observé entre les prédictions et les résultats expérimentaux

peut être expliqué par la prédiction de la quantité de CO par les modèles de dévolatilisation

et par la difficulté de mesurer précisément les quantités de CO émises juste à la sortie de l’in-

jecteur. Ceci étant dit, les principales tendances observées à l’échelle expérimentale sont bien

reproduites (voir figure 4.7(c)). Ces tendances incluent le pic de CO provoqué par l’inflamma-

tion des composés volatils pour un temps de séjour de ≈ 20 ms ainsi que l’ordre de grandeur

des fractions molaires de CO pour un temps de séjour compris entre 10 et 200 ms.

Pour le NO (figure 4.7(d)), les prédictions des trois mécanismes réactionnels reproduisent les

résultats expérimentaux. La différence la plus marquée entre les prédictions et les résultats

expérimentaux est obtenue avec le mécanisme basé sur la cinétique du MIT, qui sous-estime

les résultats expérimentaux de ≈ 20 ppm. Les paramètres cinétiques des réactions d’oxydation

contenues dans les cinétiques d’oxydation des espèces azotées ne peuvent pas être la raison de

cet écart, car pour tous les mécanismes réactionnels les cinétiques sont issues du GRI-Mech 3.0.

Une étude des prédictions du ROP de NO par le mécanisme basé sur la cinétique du MIT révèle

cependant que le ROP de NO est très sensible aux deux réactions 4.13 et 4.14. En particulier,

la réaction 4.14 produit 15 fois moins de NO lorsqu’elle est implémentée dans le mécanisme
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basé sur la cinétique du MIT que lorsqu’elle est implémentée dans celui basé sur la cinétique

du LLNL. Même si la réaction 4.13 consomme six fois moins de NO, le ROP global de NO

reste inférieur avec le mécanisme basé sur la cinétique du MIT, ce qui contribue à expliquer

l’écart observé sur la figure 4.7(d).

HO2+NO=NO2+OH (4.13)

NO2+H=NO+OH (4.14)

Pour le SO2 (figure 4.7(e)), les prédictions obtenues avec les trois mécanismes réactionnels

reproduisent les résultats expérimentaux. Ceci est cohérent avec l’utilisation d’une même ci-

nétique d’oxydation des espèces soufrées. Pour conclure cette étude, le mécanisme basé sur la

cinétique du LLNL fournit les meilleurs accords en termes d’écart entre les prédictions et les

résultats expérimentaux pour les espèces étudiées. Ce mécanisme est donc utilisé dans la suite

de l’étude. Ses principales caractéristiques sont récapitulées dans le tableau 4.1.

Tableau 4.1 Principales caractéristiques de la modélisation des

processus de combustion du charbon pulvérisé

Dévolatilisation
combustible charbon bitumineux

cinétique
modèle cinétique à deux réactions compétitives

avec paramètres cinétiques ajustés

nature des composés modèle CPD, puis différentiation des matières

dévolatilisés gazeuses et des goudrons

composition du semi-coke carbone pur

Oxydation
des espèces carbonnées cinétique du LLNL :

et des goudrons 155 espèces impliquées dans 689 réactions

des espèces azotés cinétique extraite de GRI-Mech 3.0

des espèces soufrées cinétique de Princeton

du semi-coke cinétique de Vascellari & Cau (2009)

Total 190 espèces impliquées dans 869 réactions
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Une validation complémentaire de ce mécanisme est réalisée dans la section suivante. Les

prédictions vont être discutées avec des résultats obtenus dans des conditions proches de celles

étudiées dans cette thèse et reportées dans la littérature.

4.2.3 Comparaison des prédictions du mécanisme retenu à des résultats expérimentaux
issus de la littérature

Un mécanisme réactionnel, issu de l’assemblage de plusieurs cinétiques d’oxydation, a été

retenu dans la section précédente. Ce choix repose toutefois majoritairement sur des compa-

raisons des prédictions aux résultats expérimentaux utilisés dans cette thèse. Dans cette sec-

tion, les prédictions seront comparées à des résultats issus de la littérature, et ce, pour valider

de manière plus complète le mécanisme utilisé dans le réseau. Plus précisément, cette étude

de validation porte sur l’oxydation d’espèces principales relarguées lors de la dévolatilisation

(Solomon et al., 1992) : méthane, acétylène, propane, sulfure d’hydrogène et cyanure d’hy-

drogène. Le benzène est également considéré pour donner une indication sur la modélisation

des espèces aromatiques, car il s’agit de l’élément de base qui constitue les goudrons. L’oxy-

dation du semi-coke n’est pas considérée dans cette étude, car elle est négligeable dans les

conditions étudiées dans cette thèse (voir section 4.2.2.3). Pour toutes les comparaisons, les

prédictions du mécanisme réactionnel retenu sont examinées à pression atmosphérique (sauf

pour les espèces azotées et soufrées où la pression est de 1,05 atm). Cette étude de validation

a préférentiellement porté sur l’évolution des espèces. Elle a été complétée sur certains points

par la détermination de délais d’autoinflammation. L’intégralité des conditions opératoires et

des résultats est reportée en annexe III.

Le tableau 4.2 présente les conditions opératoires étudiées ainsi que les résultats expérimen-

taux et les prédictions correspondantes obtenues avec le mécanisme réactionnel retenu. Dans

ce tableau, Φ désigne la richesse et ts le temps de séjour du mélange réactionnel. La tempéra-

ture d’évaluation T a été choisie égale à ≈ 1200 K pour être représentative des températures

moyennes attendues au niveau des flammes de charbon dans les conditions étudiées dans cette

thèse (voir section 4.4).
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Tableau 4.2 Comparaison des prédictions

du mécanisme réactionnel retenu à des

résultats expérimentaux
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Plus précisément, les résultats d’Alzueta et al. (2000, 2008) ont respectivement été utilisés pour

l’étude de l’oxydation de mélanges C6H6/air et C2H2/air en présence de H2O. Les résultats de

Glarborg & Miller (1994) et de Glarborg et al. (1996) ont été retenus pour l’étude de l’oxyda-

tion de mélanges réactionnels qui contiennent des espèces azotées ou soufrées. Dans le second

cas, les auteurs ont analysé l’influence de SO2 et de NO sur l’oxydation de CO en présence de

O2 et de H2O. Une partie de leurs résultats expérimentaux traite de la transformation de SO2

en SO3. Pour finir, toutes ces études expérimentales ont été conduites dans un réacteur continu.

Pour les espèces carbonées, les prédictions obtenues avec le mécanisme réactionnel retenu,

basé sur la cinétique du LLNL, reproduisent les résultats expérimentaux d’oxydation de C2H2

et de C6H6, avec une erreur relative maximale de 8 % (voir tableau 4.2). Cet écart atteint

cependant ≈ 30 % pour les prédictions de CO, ce qui reste cohérent avec les prédictions ob-

tenues avec la seule cinétique du LLNL. En effet, les prédictions obtenues avec le mécanisme

réactionnel retenu diffèrent de moins de 1 % de celles obtenues avec la cinétique du LLNL.

L’ajout des cinétiques d’oxydation des espèces azotées, soufrées et du semi-coke dans le méca-

nisme réactionnel retenu ne modifie donc pas significativement les prédictions de la cinétique

du LLNL. Par ailleurs, les prédictions obtenues avec le mécanisme réactionnel retenu sont

plus proches des résultats expérimentaux que celles obtenues avec la cinétique GRI-Mech 3.0

(voir tableau 4.2). Les écarts obtenus avec le mécanisme réactionnel sont de 15 % (14 ppm)

au lieu de 36 % (33 ppm) avec la cinétique GRI-Mech 3.0. Ce résultat est dû à des variations

de cinétiques d’oxydation des espèces carbonées entre la cinétique du LLNL utilisée dans le

mécanisme réactionnel retenu et celle du GRI-Mech 3.0. Les prédictions de l’évolution des es-

pèces soufrées reproduisent les résultats expérimentaux, avec une erreur relative de 7 % (voir

tableau 4.2). En bref, même si quatre cinétiques d’oxydation sont utilisées dans le mécanisme

réactionnel retenu, les prédictions obtenues avec ce mécanisme sont identiques à celles obte-

nues avec la seule cinétique du LLNL pour les espèces carbonées. De plus, l’utilisation de ce

mécanisme réactionnel reste valide pour les espèces azotées et soufrées pour des températures

de ≈ 1200 K.
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Dans cette section, l’objectif A4 de la thèse a été atteint. Un mécanisme réactionnel com-

plet a été assemblé à partir de mécanismes de la littérature et validé. Il permet de modéliser

les cinétiques de dévolatilisation des particules de charbon, puis celles d’oxydation des com-

posés dévolatilisés et du semi-coke. Ce mécanisme réactionnel va être utilisé dans le réseau de

réacteurs dont la structure a été définie dans la section 4.1 pour atteindre l’objectif A5 de la

thèse. L’aptitude du réseau ainsi conçu à modéliser les profils de dévolatilisation de particules

de charbon et de formation des produits de combustion sous air, sous air enrichi en oxygène et

sous oxycombustion sera étudiée dans la section suivante.

4.3 Comparaison des prédictions du réseau aux résultats expérimentaux obtenus sous
air et sous atmosphères enrichies en oxygène

Le réseau de réacteurs précédemment construit est utilisé dans les sept conditions opératoires

suivantes (voir tableaux 2.2 et 2.5) :

– flamme 1 : flamme plate C3H8/air FP1 avec de l’air utilisé pour fluidiser les particules de

charbon de Freyming ;

– flamme 2 : flamme plate C3H8/air FP1 avec de l’oxygène pur utilisé pour fluidiser les parti-

cules de charbon de Freyming ;

– flamme 3 : flamme plate C3H8/air FP4 avec de l’air utilisé pour fluidiser les particules de

charbon de Freyming ;

– flamme 4 : flamme plate C3H8/air FP4 avec de l’oxygène pur utilisé pour fluidiser les parti-

cules de charbon de Freyming ;

– flamme 5 : flamme plate C3H8/air FP1 avec de l’air utilisé pour fluidiser les particules de

charbon de La Loma ;

– flamme 7 : flamme plate C3H8/O2/CO2 FP5 avec un mélange O2/CO2 (30/70) utilisé pour

fluidiser les particules de charbon de La Loma ;

– flamme 8 : flamme plate C3H8/O2/CO2 FP5 avec de l’oxygène pur utilisé pour fluidiser les

particules de charbon de La Loma.

Cette étude permet de valider les prédictions du réseau lors de combustion sous air, sous air

enrichi en oxygène et sous oxycombustion, ce qui correspond à l’objectif A5 de cette thèse.
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Cette validation portera sur deux aspects : la prédiction des cinétiques de dévolatilisation (sec-

tion 4.3.1) et la prédiction des profils de concentration de O2, CO2, CO, NO et SO2 (sec-

tion 4.3.2).

4.3.1 Évaluation de la prédiction des cinétiques de dévolatilisation

Comme indiqué dans la section 1.4.1, la dévolatilisation est un processus qui affecte l’ensemble

du processus de combustion des particules de charbon. Une modélisation inadéquate à ce ni-

veau empêcherait le réseau de reproduire les profils de concentration de O2, CO2, CO, NO et

SO2 mesurés expérimentalement. C’est pourquoi l’aptitude des modèles cinétiques de dévola-

tilisation à reproduire les résultats expérimentaux a été étudiée dans la section 2.4. Dans cette

section, les fractions dévolatilisées prédites par le réseau sont présentées sur la figure 4.8 en

fonction des fractions dévolatilisées expérimentales mesurées avec les charbons de Freyming

et de La Loma sous air, sous OEC et sous oxycombustion. Le coefficient R2, qui caractérise la

dispersion des prédictions autour de la droite y = x (présentée en pointillés sur la figure 4.8),

est ≈ 0,981 dans cette étude.

Figure 4.8 Corrélation entre les fractions dévolatilisées

prédites par le réseau et celles obtenues

expérimentalement sous air, OEC et oxycombustion avec

les charbons de Freyming et de La Loma
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Ceci montre que le réseau reproduit bien les résultats expérimentaux en termes de fractions

dévolatilisées. Ce résultat est d’autant plus important qu’il illustre que les cinétiques ajustées

dans la section 2.4 et que le maillage mis en place dans le réseau dans la section 4.1.2 sont

adaptés à la reproduction des profils de dévolatilisation mesurées dans les sept conditions opé-

ratoires étudiées, c’est-à-dire sous air, sous OEC et sous oxycombustion pour deux charbons

bitumineux.

4.3.2 Évaluation de la prédiction des fractions molaires de CO2, O2, CO, NO et SO2 en
fonction du temps de séjour

L’étape suivante de la validation consiste à comparer les profils de consommation du O2 et de

formation du CO2, du CO, du NO et du SO2 prédits aux résultats expérimentaux. Ces pro-

fils sont tracés sur la figure 4.9 pour les flammes 3, 4, 5, 7 et 8. Les profils obtenus avec les

flammes 1 et 2 sont similaires à ceux obtenus avec les flammes 3 et 4 et sont disponibles en

annexe IV.

L’écart entre les prédictions et les résultats expérimentaux a été évalué au moyen d’un écart-

type relatif moyen calculé sur tout le temps de séjour pour les sept flammes étudiées. Dans le

cas de CO2, cet écart-type vaut 4,9 %. Dans le cas de O2 et de SO2, il est inférieur à 13 %.

Ces résultats indiquent que les prédictions des profils de fraction molaire de CO2, O2 et SO2

reproduisent les résultats expérimentaux quelle que soit l’atmosphère de combustion étudiée.

Les profils de CO prédits présentent deux pics (voir par exemple les figures 4.9(c) et 4.9(e)).

Le premier pic est observé à la sortie de l’injecteur. Il provient du CO relargué au cours des

premiers instants de la dévolatilisation et du CO produit au niveau de la flamme plate. Le

deuxième pic, plus ou moins marqué, est dû à l’inflammation des composés volatils. Même si,

comme expliqué dans la section 4.2.2.4, cette succession de pics de CO est difficile à observer

à l’échelle expérimentale, les prédictions reproduisent les fractions molaires de CO avec un

écart-type de 22,4 %. Plus précisément, les écarts-types varient de 8,5 % pour la flamme 4 à

40,7 % pour la flamme 7 pour des temps de séjour compris entre 10 et 200 ms.
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Figure 4.9 Comparaison des profils de fraction molaire de CO2, O2, CO, NO

et SO2 prédits et mesurés expérimentalement (symboles) en fonction du temps

de séjour des particules dans les flammes 3 (a), 4 (b), 5 (c), 7 (d) et 8 (e)

Dans le cas de NO, les profils expérimentaux sont globalement bien reproduits tant en termes

de tendances que de valeurs, avec un écart-type calculé sur tout le temps de séjour de ≈ 19,9

%. Un écart-type de ≈ 38,7 % peut cependant être observé dans le cas de la flamme 4. Pour

finir, l’écart-type calculé sur tout le temps de séjour pour les espèces CO2, O2, CO, NO et SO2
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et pour toutes les flammes considérées est de 14,8 %. Cette valeur reste cohérente avec une

incertitude expérimentale estimée à ≈ 11,3 %.

À l’issue de ces travaux de validation, il ressort que le réseau prédit adéquatement les ciné-

tiques de dévolatilisation et les profils de concentration des espèces O2, CO2, CO, NO et SO2

en fonction du temps de séjour dans les conditions étudiées dans cette thèse, c’est-à-dire sous

air, sous air enrichi en oxygène et sous oxycombustion. Ces travaux ont également mis en évi-

dence que le réseau reproduit les tendances soulignées dans les articles (Lemaire et al., 2014,

2015). Brièvement, lors du passage d’une combustion sous air à une combustion sous air en-

richi en oxygène, les concentrations de CO2 et de SO2 augmentent. Un pic plus important de

concentration de NO a également été observé au début de la combustion sous air enrichi en

oxygène. Lors du passage d’une combustion sous air à une oxydation réalisée sous oxycom-

bustion, la concentration de CO et celle de SO2 augmentent. La quantité de CO2 augmente

aussi logiquement sous oxycombustion. Lorsque le gaz vecteur initialement composé par un

mélange O2/CO2 (flamme 7) est finalement remplacé par de l’oxygène pur (flamme 8), il a été

observé une diminution importante de la quantité de CO formée alors que les fractions molaires

de NO et de SO2 augmentent.

En plus de reproduire ces tendances, le réseau de réacteurs permet d’étudier l’impact de l’at-

mosphère de combustion sur les chemins réactionnels principaux qui conduisent à la formation

d’espèces d’intérêt telles que le CO, le SO2 et le NO. Les chemins réactionnels d’oxydation

des goudrons sont également d’intérêt, car le benzène (C6H6), le naphtalène (C10H8) et le

phénanthrène (C14H10) contenus dans les goudrons sont des précurseurs de suies bien connus

(Nelson & Tyler, 1988; Fletcher et al., 1997). Pour ce faire, les chemins réactionnels prédits

dans les flammes 5, 7 et 8 vont être analysés dans la section suivante. Cette étude permet-

tra de justifier les tendances observées à l’échelle expérimentale et d’atteindre l’objectif A5,

dernier objectif de la thèse. Plus précisément, la comparaison des chemins réactionnels entre

les flammes 5 et 7 permettra d’évaluer les effets du remplacement du gaz diluant (N2 pour la

flamme 5 contre CO2 pour la flamme 7). La comparaison des chemins réactionnels entre les
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flammes 7 et 8 permettra quant à elle d’évaluer les effets de l’enrichissement en oxygène du

gaz vecteur sous une atmosphère de combustion fixée (30 % pour la flamme 7 contre 100 %

pour la flamme 8 sous oxycombustion).

4.4 Influence de l’atmosphère de combustion sur les chemins réactionnels de formation
du CO, du NO, du SO2 et des précurseurs de suies

La dix-septième zone du réseau a été retenue pour l’étude de l’influence de l’atmosphère de

combustion sur les chemins réactionnels de formation du CO, du NO, du SO2 et des pré-

curseurs de suies. Cette zone se finit à une hauteur au-dessus du brûleur adimensionalisée

(HAB/dinjecteur) de 130, ce qui correspond à un temps de séjour des particules de ≈ 50 ms. La

fraction dévolatilisée a alors atteint sa valeur plateau et l’oxydation des composés dévolatilisés

est en cours. Des températures moyennes de ≈ 1140 K (pour les flammes 5 et 7) et 1350 K

(pour la flamme 8) ont été prédites dans cette zone. Ces températures, qui peuvent paraître

faibles de prime abord, permettent de caractériser les processus de combustion rencontrés dans

certaines zones des chambres de combustion industrielles (voir Lemaire et al. (2014, 2015)).

Les chemins réactionnels de formation du CO, du NO et du SO2 ainsi que ceux d’oxydation des

goudrons ont été étudiés. Ils sont présentés sur les figures 4.10 à 4.12 en suivant le formalisme :

– une flèche représente une réaction élémentaire (ou un ensemble de réactions élémentaires) ;

– les réactifs principaux sont présentés dans des rectangles situés à la base des flèches ;

– les réactifs secondaires sont inscrits sur les flèches ;

– les produits principaux sont présentés dans des rectangles situés à la pointe des flèches.

4.4.1 Étude des chemins réactionnels de formation du CO

À l’échelle expérimentale (section 4.3), les fractions molaires de CO mesurées sous oxycom-

bustion (flamme 7) sont supérieures à celles mesurées sous air (flamme 5). Elles sont réduites

de manière drastique lorsque le mélange O2/CO2 utilisé pour fluidiser les particules de charbon

(flamme 7) est remplacé par de l’oxygène pur (flamme 8). Ces tendances observées expérimen-

talement peuvent être expliquées par l’évolution du taux de production de CO calculé lors de
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l’analyse des chemins réactionnels présentés sur la figure 4.10. Plus précisément, la quantité

de CO produite par le chemin réactionnel qui implique HCO est augmentée de 55 % (c.-à-d.

+4,85·10−8 mol·cm−3·s−1) lors du passage d’une combustion sous air (flamme 5) à une oxy-

dation réalisée sous oxycombustion (flamme 7). Cette différence est liée à un accroissement

de la quantité de HCO formé par CH2O. La quantité accrue de CH2O est elle-même due à des

réactions qui impliquent CH2CHCHCH et CH3O. Le taux de production de CH2O par ces che-

mins réactionnels est augmenté de respectivement 94 % et 84 % entre les flammes 5 et 7 (voir

une augmentation de l’épaisseur des flèches correspondantes à ces réactions entre les figures

4.10(a) et 4.10(b)). Outre ce chemin réactionnel qui implique HCO, les chemins réactionnels

qui relient c-C5H5O à CO et C6H5CO à CO sont d’autres chemins principaux de formation du

CO. Plus particulièrement, le ROP de CO produit par ces chemins réactionnels est augmenté de

1,20·10−8 et de 1,15·10−8 mol·cm−3·s−1 lors du passage d’une combustion sous air (flamme 5)

à une oxydation réalisée sous oxycombustion (flamme 7) (voir l’épaisseur des flèches corres-

pondantes à ces réactions sur les figures 4.10(a) et 4.10(b)). Les espèces c-C5H5O et C6H5CO

sont produites lors de l’oxydation des goudrons, qui est amplifiée sous oxycombustion (voir

section 4.4.4). L’augmentation de la quantité de CO formé par ces trois chemins réactionnels

(HCO, c-C5H5O et C6H5CO) permet d’expliquer l’augmentation de la quantité de CO mesurée

expérimentalement entre les flammes 5 et 7.

D’autre part, le ROP total des cinq réactions qui contribuent le plus à la formation du CO

dans le cas de la flamme 7 est diminué de 1,26·10−7 mol·cm−3·s−1 quand de l’oxygène pur est

utilisé en tant que gaz vecteur (flamme 8) au lieu d’un mélange O2/CO2 (flamme 7). Même si

HCO reste le principal précurseur du CO (voir figures 4.10(b) et 4.10(c)), la quantité de CO

produite par ce chemin réactionnel est diminuée de 29 % (c.-à-d. -4,02·10−8 mol·cm−3·s−1)

lors du passage de la flamme 7 à la flamme 8. Les quatre autres réactions qui contribuent le

plus à la formation du CO dans le cas de la flamme 7 impliquent C10H7O, C6H5O, indenyl et

c-C5H5O.
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Figure 4.10 Chemins réactionnels de formation du CO et

d’oxydation des goudrons dans les flammes 5 (a), 7 (b) et 8 (c)
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Leur ROP total est cependant diminué de 8,58·10−8 mol·cm−3·s−1, ce qui conduit à ne plus les

considérer parmi les cinq réactions qui contribuent le plus à la formation du CO dans le cas de

la flamme 8. Ces réactions sont remplacées par des réactions qui impliquent d’autres espèces

issues de l’oxydation des goudrons : c-C5H4O, HCCO, C2H2 et C6H5CO (voir figure 4.10(c)).

Le ROP total des cinq réactions principales dans le cas de la flamme 8 est cependant trop

faible pour compenser la baisse de 8,58·10−8 mol·cm−3·s−1 précédemment évoquée. L’oxyda-

tion du CO est également accrue lorsque de l’oxygène pur est utilisé en tant que gaz vecteur

(flamme 8) au lieu d’un mélange O2/CO2 (flamme 7). Elle est plus de 10 fois supérieures dans

la dix-septième zone du réseau. La diminution de la quantité de CO formé par les cinq réac-

tions principales et l’augmentation de l’oxydation du CO permettent d’expliquer la baisse de

la quantité de CO mesurée expérimentalement entre les flammes 7 et 8.

Pour finir, la réaction 4.15, qui implique le CH2, est principalement active sous oxycombustion,

c.-à-d. pour les flammes 7 et 8 (voir figures 4.10(b) et 4.10(c)). Elle est même la réaction de

réduction du CO2 la plus importante dans les conditions étudiées dans cette thèse. La réduction

du CO2 par des radicaux comme CH3 et CH est quant à elle négligeable. Ces résultats sont co-

hérents avec les observations réalisées par Glarborg & Bentzen (2008) au cours de leur étude

portant sur l’effet des fortes teneurs en CO2 sur l’oxycombustion du méthane. La réduction

du CO2 par la réaction 4.15 est cependant ≈ 6 fois plus faible dans leurs travaux que dans la

présente étude. Cette différence peut être expliquée par l’importance de la réduction du CO2

par l’hydrogène, réaction 4.16, dans les travaux de Glarborg et Bentzen. Cette réaction est en

effet significative pour des températures supérieures à ≈ 1400 K, qui ne sont pas atteintes dans

la présente étude.

CH2+CO2 = CH2O+CO (4.15)

CO2+H= CO+OH (4.16)
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4.4.2 Étude des chemins réactionnels de formation du NO

À l’échelle expérimentale, aucune réduction significative de la quantité de NO formé n’a été

observée lors du passage d’une combustion sous air (flamme 5) à une oxydation réalisée sous

oxycombustion (flamme 7). Cette tendance a été confirmée par l’analyse des prédictions du ré-

seau effectuée dans la section 4.3. Des fractions molaires de NO environ trois fois plus élevées

ont cependant été mesurées et prédites lorsque le mélange O2/CO2 utilisé pour fluidiser les

particules de charbon (flamme 7) est remplacé par de l’oxygène pur (flamme 8) (voir figures

4.9 (c) à 4.9 (e)). Les chemins réactionnels de formation du NO tracés sur la figure 4.11 sont

analysés dans cette section pour expliquer ces observations.

Figure 4.11 Chemins réactionnels de formation du NO dans les flammes 5 (a),

7 (b) et 8 (c)

La formation du NO dans les flammes 5 et 7 fait principalement intervenir HNO et NH (voir

figures 4.11(a) et 4.11(b)). La production de NO par le chemin réactionnel qui implique HNO

est environ deux fois plus importante sous oxycombustion que sous air. Cette augmentation,

tout comme l’augmentation des fractions molaires de NH et par conséquent de HNO, peut être
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reliée d’une part à l’oxydation accrue du HCN par l’oxygène d’après la réaction 4.17 et d’autre

part à l’apparition du chemin réactionnel qui implique HNCO (voir figure 4.11(b)).

HCN+O=NH+CO (4.17)

La quantité de NO consommée par la réaction inverse de l’équilibre 4.14 est accrue sous oxy-

combustion, ce qui produit plus de NO2. Le ROP de NO2 produit dans la flamme 7 est en effet

1,4 fois plus important que celui de NO2 produit dans la flamme 5. Une telle augmentation de la

production du NO2 est cohérente avec les tendances relevées par Ndibe et al. (2013) lors de leur

étude traitant de l’oxydation d’un lignite et d’un charbon bitumineux dans un réacteur à flux en-

traîné chauffé à 1373 K sous air et sous oxycombustion. La production du NO2 depuis NO tend

finalement à légèrement réduire la fraction molaire de NO prédite dans la dix-septième zone

du réseau. L’influence de l’atmosphère de combustion (air ou oxycombustion) sur l’équilibre

entre le NO et le NO2 est limitée par les relativement faibles températures rencontrées dans les

flammes 5 et 7. De telles températures ne permettent pas la production de NO-précoce et de

NO-thermique (voir section 1.2). Par conséquent, le retrait de l’azote du milieu réactionnel lors

du passage d’une combustion sous air (flamme 5) à une oxydation réalisée sous oxycombus-

tion (flamme 7) n’a aucune influence sur la formation du NO par les voies précoce et thermique.

En ce qui concerne la flamme 8, la formation du NO par HNO et par NCO est accrue (voir

l’évolution de l’épaisseur des flèches entre les figures 4.11(b) et 4.11(c)). La quantité de NO

formée par HNO passe en effet de 8,72·10−11 à 2,72·10−9 mol·cm−3·s−1 lorsque le mélange

O2/CO2 utilisé pour fluidiser les particules de charbon (flamme 7) est remplacé par de l’oxy-

gène pur (flamme 8). Dans les mêmes conditions, la quantité de NO formée par NCO passe de

2,69·10−12 à 1,23·10−9 mol·cm−3·s−1. De plus, les plus fortes températures rencontrées avec

la flamme 8 favorise la réduction du NO2 en NO par la réaction 4.14. Ces facteurs permettent

d’expliquer l’accroissement des fractions molaires de NO mesuré à l’échelle expérimentale

(voir figure 4.9(e)).
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En bref, et comme illustré sur la figure 4.11, le NH et le HNO restent les deux précurseurs prin-

cipaux du NO quelle que soit l’atmosphère de combustion considérée. Ce constat est cohérent

avec l’analyse proposée par Yoshiie et al. (2011). Leurs études expérimentales et numériques

ont porté sur la formation des oxydes d’azote lors de la combustion d’un charbon bitumineux

soumis à des températures qui varient de 1073 à 1223 K sous air et sous oxycombustion, c.-à-d.

dans des conditions relativement proches de celles étudiées dans cette thèse. Contrairement à

l’étude de Yoshie et al., NH3 n’a cependant pas été considéré parmi les composés volatils relar-

gués par le charbon dans la présente étude. Ceci est dû à l’utilisation de la méthode de différen-

tiation proposée par Falcitelli et al. (2005), comme expliqué dans la section 4.2.1. Malgré cette

différence, le principal chemin réactionnel de formation du NO lors d’une combustion sous air

(flamme 5) peut être résumé par HCN → NH → NO, comme tracé sur la figure 4.11(a). Ce

chemin réactionnel est cohérent avec celui proposé par Yoshie et al. pour une combustion sous

air. De plus, les principaux chemins réactionnels de formation du NO empruntés lors d’une

oxydation réalisée sous oxycombustion (flammes 7 et 8) sont HCN → HNCO → NH → NO

(voir figure 4.11(b)) et HCN → NCO → HNCO → HNO → NO (voir figure 4.11(c)). Ces deux

chemins réactionnels ont également été identifiés par Yoshie et al..

4.4.3 Étude des chemins réactionnels de formation du SO2

Comme identifié dans la section 4.3, les émissions de SO2 mesurées à l’échelle expérimentale

augmentent lors du passage d’une combustion sous air (flamme 5) à des conditions d’oxy-

combustion (flammes 7 et 8). Les prédictions du réseau, présentées sur les figures 4.9(c) à

4.9(e), reproduisent ces tendances. L’analyse des chemins réactionnels de formation du SO2

tracés sur la figure 4.12 révèle que le principal chemin réactionnel (H2S → SH → SO → SO2)

reste inchangé quelle que soit l’atmosphère de combustion étudiée. Ceci est cohérent avec les

tendances reportées par Stanger & Wall (2011).
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Figure 4.12 Chemins réactionnels de formation du SO2 dans les flammes 5 (a),

7 (b) et 8 (c)

Une étude attentive de la figure 4.12 révèle cependant que le ROP de SO2 formé par les che-

mins réactionnels qui font intervenir SH et SO ou SH et HSO diminue entre la flamme 5 et

la flamme 8 dans la dix-septième zone du réseau (voir l’épaisseur des flèches correspondantes

sur les figures 4.12(a) et 4.12(c)). Il faut cependant se souvenir que l’émission de composés

volatils est plus rapide avec la flamme 8 qu’avec les flammes 5 et 7 (voir section 2.5) et que la

cinétique des réactions de conversion de volatile-S est accrue avec la flamme 8 en raison d’une

pression partielle d’oxygène et de températures plus élevées. Par conséquent, la majorité des

composés volatils soufrés relargués pendant la dévolatilisation des particules de charbon dans

le cas de la flamme 8 est oxydée en amont de la dix-septième zone du réseau.

Ceci explique le ROP de SO2 réduit observé sur la figure 4.12(c) alors que les émissions de

SO2 augmentent globalement avec la flamme 8. Elles sont en moyenne 2 fois plus importantes

que dans le cas de la flamme 5.

Pour conclure, cette étude a mis en évidence que la production de SO2 dépend principale-

ment de la quantité de composés volatils soufrés relargués pendant la dévolatilisation et de la

pression partielle locale d’oxygène. Cette conclusion est cohérente avec les observations de
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Zheng & Furimsky (2003) basées sur des calculs d’équilibre chimique et avec les tendances

reportées dans les revues de Toftegaard et al. (2010) ou de Stanger & Wall (2011) par exemple.

4.4.4 Étude des chemins réactionnels d’oxydation des goudrons

Le benzène (C6H6), le naphtalène (C10H8) et le phénanthrène (C14H10) contenus dans les

goudrons sont des précurseurs de suies bien connus (voir section 4.3.2). L’évolution de leurs

concentrations relatives peut donc être considérée comme étant un indicateur pertinent de la

quantité de suies produites dans les flammes étudiées. Les fractions molaires des quatre espèces

qui constituent les goudrons dans cette thèse, à savoir le benzène, le toluène, le naphtalène et le

phénanthrène (voir section 4.2.1), sont divisées en moyenne par respectivement 1,5 et 6,5 lors

du passage de la flamme 5 à la flamme 7 et de la flamme 7 à la flamme 8. Ces facteurs sont en

accord avec ceux relevés par Khatami et al. (2015) lors de leur étude traitant de l’oxydation de

charbons bitumineux dans un four à chute chauffé à 1400 K sous air et sous oxycombustion, et

ce, avec des fractions en oxygène comprises entre 21 et 100 %. Ces auteurs ont en effet mesuré

une fraction volumique de suies réduit respectivement de 1,7 et de 5 fois lors du passage d’une

atmosphère de combustion composée de O2/CO2 (30/70) ou d’oxygène pur au lieu d’air.

Ces tendances peuvent être expliquées par l’étude des chemins réactionnels d’oxydation de

l’anion cyclopentadienyl, c-C5H5. En effet, l’oxydation du benzène, du toluène et du naphta-

lène passe par l’anion cyclopentadienyl, c-C5H5 (voir figures 4.10(a) à 4.10(c)). Cette espèce

est également impliquée dans la formation des suies, par le biais des réactions de cyclisation

4.18 à 4.20. Le c-C5H5 est cependant plus impliqué dans des réactions d’oxydation que de

cyclisation quelle que soit l’atmosphère de combustion considérée dans cette étude. De plus,

la quantité de c-C5H5 impliquée dans les réactions 4.18 à 4.20 diminue respectivement d’un

facteur 1,2 et 4,6 lors du passage de la flamme 5 à la flamme 7 et de la flamme 7 à la flamme 8.
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2c−C5H5 = C10H8+2H (4.18)

indenyl+c−C5H5 = C14H10+2H (4.19)

benzo(a)indenyl+c−C5H5 = benzo(a)phenanthrene+2H (4.20)

Le principal chemin réactionnel d’oxydation du c-C5H5 fait intervenir le cation pyrylium,

c-C5H5O, dans les flammes 5 et 7. Le c-C5H5O est par la suite oxydé en HCO et C2H2 (voir fi-

gures 4.10(a) et 4.10(b)). Le taux de c-C5H5 oxydé par HO2 est cependant deux fois plus faible

sous air que sous oxycombustion. Un autre chemin réactionnel d’oxydation du c-C5H5 inter-

vient au niveau de la flamme 8. Il fait intervenir des réactions entre c-C5H5 et O ainsi qu’entre

c-C5H5 et OH. Ces réactions conduisent à la formation du c-C5H4OH et du c-C5H4O, puis du

C2H2. Le taux de c-C5H5 oxydé par O et OH est 3,4 fois plus élevé dans la flamme 8 que dans

la flamme 7. L’augmentation de l’oxydation du c-C5H5 sous oxycombustion contribue à expli-

quer la diminution de la fraction molaire de HAPs. Cette diminution est par ailleurs cohérente

avec la baisse de la fraction volumique de suies mesurée expérimentalement par Khatami et al.

(2015).

4.5 Conclusion partielle de la modélisation des flammes étudiées

Ce chapitre a permis d’atteindre les objectifs A3 à A5 de la thèse, à savoir :

– objectif A3 : définir la structure du réseau ;

– objectif A4 : identifier les cinétiques chimiques à grouper dans le mécanisme réactionnel

pour modéliser les processus de combustion des particules de charbon ;

– objectif A5 : identifier les chemins réactionnels de formation du CO, du NO, du SO2 et des

précurseurs de suies sous air et sous atmosphères enrichies en oxygène.

Pour atteindre l’objectif A3, un réseau de 66 réacteurs parfaitement agités (PSRs) a été mis en

place. Ce réseau permet de modéliser la dynamique du jet central, de l’enveloppe du jet central
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et de l’écoulement cocourant. Pour atteindre l’objectif A4, un mécanisme chimique détaillé a

été validé dans les conditions étudiées dans cette thèse. Il contient originalement 190 espèces

impliquées dans 869 réactions élémentaires. Il permet de modéliser la dévolatilisation des par-

ticules de charbon, l’oxydation des composés dévolatilisés gazeux ainsi que celle du semi-coke

résiduel. Les prédictions du réseau de réacteurs ont ensuite été validées avec les résultats expé-

rimentaux obtenus pour sept flammes de charbon pulvérisé. Cette étude couvre la combustion

sous air, celle sous air enrichi en oxygène et l’oxydation sous oxycombustion de deux charbons

bitumineux pulvérisés. Dans tous les cas étudiés, le réseau a reproduit les profils de dévolatili-

sation expérimentaux et les principaux changements de profils de concentration de CO, de NO

et de SO2 observés lors du changement d’atmosphère de combustion.

C’est pour expliquer ces changements de profils de concentration qu’une étude des chemins

réactionnels a été réalisée. Elle couvre la formation du CO, du NO, du SO2 ainsi que l’oxy-

dation des goudrons, et ce, sous air et sous atmosphères enrichies en oxygène. Elle permet

d’atteindre l’objectif A5 de la thèse. Les principales conclusions de cette étude sont que l’aug-

mentation de la concentration de CO mesurée sous oxycombustion est due à une production

accrue de HCO et à une augmentation de l’oxydation des goudrons. Sous oxycombustion tou-

jours, cette étude a mis en évidence des chemins de formation de NO alternatifs dont les che-

mins HCN → HNCO → NH → NO et HCN → NCO → HNCO → HNO → NO. La formation

de SO2 dépend quant à elle principalement de la quantité de H2S relarguée pendant la dé-

volatilisation et de la pression partielle locale en oxygène. Le chemin principal de formation

de SO2 n’est en effet pas significativement affecté par le changement d’atmosphère de com-

bustion. L’analyse des chemins réactionnels d’oxydation des composés aromatiques tels que

le benzène, le naphthalène et le phénanthrène a finalement fourni des éléments qui permettent

d’expliquer une baisse de la production de suies sous oxycombustion, récemment reportée dans

la littérature.





CONCLUSION ET RECOMMANDATIONS

Le charbon est le combustible majoritairement utilisé pour produire de l’électricité à l’échelle

mondiale. Sa consommation devrait augmenter dans le futur. La combustion du charbon génère

cependant du CO2 et des espèces polluantes. Des limites d’émissions ont été mises en place

pour, par exemple, limiter le phénomène de changement climatique. Un moyen de limiter les

rejets de CO2 tout en soutenant la production d’électricité mondiale est la capture et la séques-

tration du CO2. Dans cette optique, les centrales à charbon pulvérisé déjà existantes peuvent

recourir à des atmosphères de combustion différentes de l’air. La fraction d’oxygène dans le

gaz vecteur peut alors dépasser 21 % dans un mélange O2/N2 dans le cas de combustions sous

air enrichi en oxygène et dans un mélange O2/CO2 lors d’oxycombustions. Le recours à ces

atmosphères peut modifier les processus physico-chimiques de combustion des particules de

charbon. Il convient donc de pouvoir appréhender ces modifications.

L’objectif principal de cette thèse était d’identifier les mécanismes importants qui interviennent

lors de la combustion de charbon pulvérisé sous différentes atmosphères enrichies en oxygène,

pour les intégrer à terme dans des outils de calcul CFD. Pour ce faire, un réseau de réacteurs a

été mis au point pour analyser un jeu de flammes de charbon pulvérisé finement caractérisées

expérimentalement et obtenues lors de combustion sous air, sous air enrichi en oxygène et lors

d’oxycombustions. À la connaissance de l’auteur, cette démarche est inédite.

Plus particulièrement, la première partie de cette thèse a porté sur l’étude des cinétiques de

dévolatilisation. Des mesures expérimentales ont été réalisées sous atmosphère inerte, sous air,

sous OEC et sous oxycombustion en amont de cette thèse. Les résultats obtenus sous atmo-

sphère inerte ont été utilisés dans cette thèse pour évaluer la capacité de modèles cinétiques de

dévolatilisation empiriques et structurel à reproduire les résultats expérimentaux. Au cours de

cette étude, le modèle empirique à deux réactions compétitives et le modèle structurel CPD ont
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été retenus pour modéliser la dévolatilisation dans le réseau de réacteurs. Les résultats obtenus

lors de combustions sous air, lors d’OEC et lors d’oxycombustions ont été utilisés conjointe-

ment avec les prédictions de deux modèles cinétiques empiriques. Ils ont permis de montrer

que la composition de l’atmosphère de combustion n’influence qu’indirectement la dévolati-

lisation, par modification des transferts thermiques vers les particules, dans les conditions de

gradient de chauffe et de températures étudiées dans cette thèse.

La deuxième partie de ce travail a permis de modéliser la dynamique des écoulements à l’in-

térieur de la chambre de combustion. Cette étude a permis de caractériser la dynamique des

écoulements, et en particulier le champ de température et le champ de concentration de H2O

utilisé pour déterminer la structure du réseau de réacteurs. La troisième partie de ce travail a

consisté à construire le réseau de réacteurs, qui est constitué de 66 PSRs. Le mécanisme réac-

tionnel assemblé contient 190 espèces impliquées dans 869 réactions. Il permet de modéliser

les processus de combustion des particules de charbon dans les conditions de pression et de

température rencontrées avec le banc d’essais.

Les prédictions du réseau ont finalement été exploitées pour expliquer les modifications ob-

servées expérimentalement lors du recours à des atmosphères de combustion non convention-

nelles. Les principales conclusions de cette étude des chemins réactionnels de formation du

CO, du NO, du SO2 ainsi que d’oxydation des goudrons sont :

– lors du passage d’une combustion sous air à une oxydation sous oxycombustion, il a été

observé expérimentalement que la fraction molaire de CO augmente. L’analyse des chemins

réactionnels a mis en évidence que cette augmentation est liée d’une part à une plus grande

oxydation des goudrons sous oxycombustion et d’autre part à la hausse de la production de

HCO depuis CH2O. Cette hausse est elle-même liée à une réactivité accrue de CH2CHCHCH

et CH3O. Lorsque la quantité d’oxygène présente dans le gaz vecteur est accrue, le pic initial
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de formation de CO est plus important. Il est suivi par une diminution de la fraction molaire

de CO également plus importante. Ce résultat est dû à une fraction dévolatilisée accrue,

puis à une oxydation des composés dévolatilisés plus précoce et plus complète sous une

atmosphère riche en oxygène ;

– les températures atteintes lors de combustion sous air et sous oxycombustion ne sont pas as-

sez élevées pour permettre la formation de NO-thermique et de NO-précoce. Ceci a permis

d’expliquer pourquoi la fraction molaire de NO n’est pas modifiée lors du passage d’une

combustion sous air à une oxydation sous oxycombustion. La fraction molaire de NO aug-

mente cependant lorsque la quantité d’oxygène présente dans le gaz vecteur est accrue.

L’analyse des chemins réactionnels a mis en évidence que cette augmentation est due à

une production accrue de NO par HNO et NCO ;

– en ce qui concerne le SO2, le principal chemin de formation reste H2S → SH → SO → SO2

quelle que soit l’atmosphère de combustion considérée. L’augmentation de la fraction mo-

laire de SO2 relevée lorsque la quantité d’oxygène présente dans le gaz vecteur est accrue

est liée à une fraction dévolatilisée de H2S accrue ainsi qu’à une concentration locale en

oxygène plus élevée ;

– l’analyse des chemins réactionnels d’oxydation des goudrons a mis en évidence que la quan-

tité de c-C5H5 impliquée dans des réactions de cyclisation diminue sous oxycombustion.

Lorsque la quantité d’oxygène présente dans le gaz vecteur est accrue, l’oxydation accrue

de c-C5H5 par HO2, O et OH permet d’expliquer la diminution de la quantité de précurseurs

de suies.

Le réseau de réacteurs construit dans cette thèse peut ainsi être utilisé pour étudier l’impact de

l’atmosphère de combustion sur des espèces non mesurées à l’échelle expérimentale, comme

les précurseurs de suies. De tels résultats sont d’intérêt, au sein du laboratoire de thermofluide

pour le transport de l’École de technologie supérieure, dans le cadre d’études expérimentales
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en cours sur la formation des suies. Sous réserve de modification de la modélisation des pro-

cessus de combustion présentée dans la section 4.2, il serait également possible d’utiliser le

réseau de réacteurs pour étudier des mélanges de charbon et de biomasse. Il faudrait alors, par

exemple, utiliser le modèle Bio-CPD au lieu du modèle CPD pour prédire la composition du

mélange de composés dévolatilisés et compléter le mécanisme réactionnel pour y ajouter les

cinétiques d’oxydation du résidu solide issu de la dévolatilisation de la biomasse. Dans son

ensemble, cette thèse a permis d’identifier les réactions chimiques principales sous différentes

atmosphères de combustion. La connaissance de ces réactions chimiques permet de dévelop-

per des cinétiques réduites, qui sont plus facilement utilisables lors d’études par CFD. Ceci

est un pas de plus vers le développement d’outils numériques utilisables pour dimensionner

des chambres de combustion industrielles qui fonctionnent sous air enrichi en oxygène ou sous

oxycombustion.



ANNEXE I

COMPLÉMENTS SUR LA COMPARAISON DES PRÉDICTIONS DES MODÈLES
CINÉTIQUES DE DÉVOLATILISATION SOUS ATMOSPHÈRE INERTE

Sept charbons ont été utilisés pour tester l’aptitude des modèles cinétiques de dévolatilisation à

reproduire les résultats expérimentaux obtenus sous atmosphère inerte. La section 2.4 présente

les résultats obtenus pour un charbon bitumineux (Fola ou Middleburg) et le charbon subbitu-

mineux de Highvale. Cette annexe détaille les résultats obtenus avec l’ensemble des charbons

bitumineux testés.

1. Température des particules

Le profil de température moyenne des particules est présenté sur la figure-A I-1. Les barres

d’erreur représentent la dispersion des valeurs obtenues expérimentalement pour chaque char-

bon bitumineux.

Figure-A I-1 Température des particules de charbons

bitumineux mesurée avec la flamme plate C3H8/air FP1
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La dispersion maximale des températures autour de la valeur moyenne correspond à 1,5 % de

cette température moyenne. Les profils de températures mesurés pour l’ensemble des charbons

bitumineux étudiés sont donc tous similaires.

2. Modèle empirique à une réaction

Tableau-A I-1 Valeurs des paramètres cinétiques utilisés dans le modèle à une réaction

Jeu Paramètre
Charbon

Foxleigh Freyming La Loma
Zarech-

Fola
Middle-

naya burg

1.1
k0 [s−1] 4,96·105 4,99·105 4,05·105 3,68·105 4,55·105 5,12·105

Q [/] 1,74 1,57 1,51 1,49 1,54 1,58

1.2
k0 [s−1] 3,83·105 4,88·105 4,35·105 4,31·105 4,72·105 4,96·105

Q [/] 1,74 1,57 1,51 1,49 1,54 1,58

1.3
k0 [s−1] 4,96·105 4,99·105 4,05·105 3,68·105 4,55·105 5,12·105

Q [/] 1,61 1,56 1,55 1,57 1,56 1,57

Figure-A I-2 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle à une réaction pour les

charbons de Foxleigh (a) et de Freyming (b)
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Figure-A I-2 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle à une réaction pour les charbons

de La Loma (c), de Zarechnaya (d), de Fola (e) et de Middleburg (f) – suite
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3. Modèle empirique à deux réactions

Tableau-A I-2 Valeurs des paramètres cinétiques utilisés dans le modèle à deux

réactions compétitives

Jeu Paramètre
Charbon

Foxleigh Freyming La Loma
Zarech-

Fola
Middle-

naya burg

2.1

α1 [/] CV0

α2 [/] 1

k0,1 [s−1] 2,0·105

k0,2 [s−1] 1,3·107

E1 [J·mol−1] 1,05·105

E2 [J·mol−1] 1,68·105

2.2

α1 [/] CV0

α2 [/] 0,8

k0,1 [s−1] 3,70·105

k0,2 [s−1] 1,46·1013

E1 [J·mol−1] 7,37·104

E2 [J·mol−1] 2,51·105

2.3

α1 [/] 0,26 0,49 0,56 0,56 0,52 0,36

α2 [/] 1

k0,1 [s−1] 3,83·105 4,88·105 4,35·105 4,31·105 4,72·105 4,88·105

k0,2 [s−1] 1,30·107

E1 [J·mol−1] 7,40·104

E2 [J·mol−1] 1,68·105

2.4

α1 [/] CV0

α2 [/] 0,8

k0,1 [s−1] 3,70·105

k0,2 [s−1] 1,46·1013

E1 [J·mol−1] 6,87·104 6,71·104 6,91·104 6,90·104 6,76·104 6,91·104

E2 [J·mol−1] 2,51·105
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Tableau-A I-3 Valeurs des paramètres cinétiques utilisés dans le modèle à deux

réactions compétitives – suite

Jeu Paramètre Charbons

2.5

α1 [/] CV0

α2 [/] 0,8

k0,1 [s−1] 3,70·105

k0,2 [s−1] 1,46·1013

E1 [J·mol−1] 6,79·105

E2 [J·mol−1] 2,51·105

Figure-A I-3 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle à deux réactions compétitives

pour les charbons de Foxleigh (a) et de Freyming (b)
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Figure-A I-3 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle à deux réactions compétitives

pour les charbons de La Loma (c), de Zarechnaya (d), de Fola (e) et de

Middleburg (f) – suite
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4. Modèle empirique de distribution de l’énergie d’activation

Tableau-A I-4 Valeurs des paramètres cinétiques utilisés dans le modèle DAE

Jeu Paramètre
Charbon

Foxleigh Freyming La Loma
Zarech-

Fola
Middle-

naya burg

3.1

k0 [s−1] 1,67·1013

E0 [J·mol−1] 2,29·105

σ [J·mol−1] 7,2·104

3.2

k0 [s−1] 1,67·1013

E0 [J·mol−1] 2,34·105 2,31·105 2,33·105 2,33·105 2,32·105 2,31·105

σ [J·mol−1] 1,5·104

Figure-A I-4 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle DAE pour les charbons de

Foxleigh (a) et de Freyming (b)
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Figure-A I-4 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle DAE pour les charbons de

La Loma (c), de Zarechnaya (d), de Fola (e) et de Middleburg (f) – suite
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5. Modèle structurel CPD

Tableau-A I-5 Valeurs des paramètres cinétiques utilisés dans le modèle CPD

Paramètre
Charbon

Foxleigh Freyming La Loma
Zarech-

Fola
Middle-

naya burg
Mδ 13,7 26,1 27,4 28,7 26,9 22,7

Mck 230,8 286,7 266,6 312,9 291,4 260,5

P0 0,807 0,583 0,594 0,533 0,570 0,694

σ +1 4,13 4,62 4,83 4,92 4,75 4,76

c0 0,360 0,055 0,000 0,000 0,000 0,084

Figure-A I-5 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle CPD pour les charbons de

Foxleigh (a) et de Freyming (b)
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Figure-A I-5 Comparaison des profils de dévolatilisation mesurés

expérimentalement et prédits à l’aide du modèle CPD pour les charbons de

La Loma (c), de Zarechnaya (d), de Fola (e) et de Middleburg (f) – suite



ANNEXE II

COMPLÉMENTS SUR LA MODÉLISATION DE LA DYNAMIQUE DES
ÉCOULEMENTS DANS LA CHAMBRE DE COMBUSTION

Deux choix de modélisation effectués dans le chapitre 3 sont justifiés dans les deux sections

de cette annexe. La première section revient sur le choix de considérer les parois de l’injecteur,

du brûleur et de sortie comme adiabatiques. La deuxième section traite de l’élaboration des

maillages utilisés, et plus particulièrement du choix de ne pas raffiner les mailles au voisinage

de la sortie de la chambre de combustion.

1. Choix de la condition adiabatique aux parois de l’injecteur, du brûleur et de sortie

Dans cette thèse, les murs qui constituent la paroi de sortie sont supposés adiabatiques (voir

section 3.3). Une étude comparative a été effectuée pour évaluer l’influence de la condition

d’adiabaticité de la paroi de sortie sur les profils de température et de vitesse prédits dans le

domaine d’intérêt. La simulation de référence est celle où la paroi de sortie est adiabatique.

Dans l’autre simulation, la température de la paroi de sortie est égale à la température de la

paroi de la cheminée, soit 600 K. Les résultats obtenus sont présentés dans le tableau II-1 où

r désigne le rayon auquel le profil de température est prédit. L’écart moyen entre les profils de

température prédits pour une HAB jusqu’à 300 mm et pour des rayons inférieurs ou égaux à

20 mm est de 0,03 %. L’écart maximal est de 0,4 %, soit 2,85 K. L’écart moyen entre les profils

de vitesse prédits dans l’axe central du brûleur de 0,2 %. L’écart maximal est de 1,7 %, soit

0,01 m·s−1. Les écarts observés dans cette section ne sont pas considérés comme significatifs

et, par conséquent, les murs qui constituent la paroi de sortie sont choisis adiabatiques. Pour

finir, la condition adiabatique est également appliquée aux parois de l’injecteur et du brûleur, à

l’instar du travail de Lemaire & Menanteau (2016).
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Tableau-A II-1 Écarts relatifs entre les profils de température et de vitesse prédits

avec les conditions adiabatique et température fixe pour la paroi de sortie

écart relatif Température Vitesse
axe r = 5 mm r = 10 mm r = 15 mm r = 20 mm dans l’axe

moyen 0,00 % 0,01 % 0,03 % 0,05 % 0,06 % 0,23 %

maximal 0,00 % 0,04 % 0,15 % 0,30 % 0,41 % 1,66 %

2. Influence du raffinement du maillage au voisinage de la sortie

Dans cette thèse, les mailles ont été élargies en fonction de la hauteur au-dessus du brûleur.

Elles n’ont pas été raffinées au voisinage de la sortie. Ce choix est justifié dans la section 3.4.1

par « l’élargissement des mailles au voisinage de la sortie permet de réduire le temps de calcul

de 45 % pour des résultats équivalents dans le domaine d’intérêt. ». Cette affirmation se base

sur les résultats développés dans cette section.

Dans cette étude, seule la discrétisation axiale a été modifiée. La discrétisation axiale du

maillage de référence contient 2500 éléments entre HAB = 250 mm et la paroi de sortie (HAB

= 400 mm). La discrétisation axiale du maillage non raffiné dans cette zone contient 2000 élé-

ments. Les fonctions de distribution de la longueur des mailles utilisées sont reproduites sur

la figure-A II-1. Le maillage de référence présente des mailles de taille identique à celles pré-

sentes à la sortie de l’injecteur, soit 0,15 mm de large. Pour le maillage non raffiné, les mailles

présentes au voisinage de la paroi de sortie mesurent jusqu’à 3,61 mm de large.

Les calculs ont ensuite été effectués sur un nœud de calcul de deux processeurs Quad Core

Xeon E5405 (2,0 Ghz) et de 16 GB de mémoire. Le calcul de référence dure 28 h 09. Le calcul

où les mailles ne sont pas raffinées dure 15 h 34, soit 46 % de temps en moins. Ce résultat est

cohérent avec la justification avancée dans la section 3.4.1.
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Figure-A II-1 Longueur des mailles

utilisées dans la direction axiale des

écoulements

Les profils de température et de vitesse prédits avec les deux maillages ont également été com-

parés. Le tableau II-2 présente les écarts relatifs entre les profils de température prédits sur

l’axe central et pour des rayons de 5, 10, 15 et 20 mm ainsi que les écarts relatifs entre les

profils de vitesse prédits dans l’axe central du brûleur. L’écart relatif maximal entre les tempé-

ratures prédites est de 0,3 %, soit 1,80 K. L’écart relatif maximal entre les vitesses prédites sur

l’axe est de 0,2 %, soit 0,01 m·s−1. Ces écarts ne sont pas considérés comme étant significatifs.

Tableau-A II-2 Écarts relatifs entre les profils de température et de vitesse

prédits avec et sans un raffinement des mailles au voisinage de la sortie

écart relatif Température Vitesse
axe r = 5 mm r = 10 mm r = 15 mm r = 20 mm dans l’axe

moyen 0,04 % 0,02 % 0,02 % 0,02 % 0,02 % 0,05 %

maximal 0,30 % 0,11 % 0,14 % 0,14 % 0,12 % 0,23 %

Cette étude a été complétée par une comparaison des profils de température et de vitesse pré-

dits en fonction du rayon au voisinage de la sortie (HAB = 380 mm). L’écart relatif maximal

entre les températures prédites est de 0,06 %, soit 0,43 K. L’écart relatif maximal entre les

vitesses prédites est de 1,86 %, soit 3,1·10−4 m·s−1. Cet écart est de 0,12 % au voisinage de
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l’axe central du brûleur. Une nouvelle fois, ces écarts ne sont pas considérés comme étant si-

gnificatifs. Les résultats obtenus avec les deux maillages considérés dans cette étude sont donc

équivalents dans le domaine d’intérêt, conformément à ce qui a été indiqué dans la section

3.4.1. En conclusion, le maillage non raffiné entre les HAB de 250 mm et de 400 mm est un

bon compromis entre temps de calcul et précision des résultats dans le domaine d’intérêt. C’est

pourquoi il a été utilisé dans l’étude numérique de la dynamique des écoulements.



ANNEXE III

COMPLÉMENTS SUR LA CONCEPTION ET SUR LA VALIDATION DU
MÉCANISME RÉACTIONNEL UTILISÉ DANS LE RÉSEAU DE RÉACTEURS

La section 4.2 est consacrée à l’assemblage et à la validation du mécanisme réactionnel re-

tenu pour modéliser les flammes étudiées. Ce mécanisme réactionnel est basé sur la cinétique

du LLNL. La section 4.2.2 présente notamment la sélection des cinétiques d’oxydation des

espèces azotées et soufrées présentes dans le mécanisme réactionnel retenu. La section 4.2.3

présente les principales conclusions en lien avec la validation du mécanisme réactionnel retenu

avec des données issues de la littérature. Ces conclusions s’appuient sur la base de résultats

plus complète détaillée dans cette annexe.

1. Choix des cinétiques consituant le mécanisme réactionnel retenu

Le choix des cinétiques d’oxydation des espèces azotées et soufrées est reporté dans une section

distincte dans la suite de cette annexe.

1.1 Cinétique d’oxydation des espèces azotées

Tableau-A III-1 Conditions opératoires retenues pour

l’étude de l’oxydation des espèces azotées

Référence Mélange
Φ P (atm) ts (ms)expérimentale réactionnel

(Glarborg & Miller, 1994)
HCN, O2, CO,

0,05 1 54
H2O, N2

(Glarborg & Miller, 1994)
HCN, O2, CO,

0,07 1 54
NO, H2O, N2

(Dagaut et al., 2000) NO, C3H6 1,25 1 160
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Figure-A III-1 Évaluation de l’aptitude des cinétiques d’oxydation des espèces

azotées à reproduire les profils d’oxydation de HCN et de formation des NOx dans

les conditions étudiées par Glarborg & Miller (1994) (a) à (f). Les conditions

reportées dans la première ligne du tableau correspondent aux figures (a) à (c) et

celles reportées dans la deuxième ligne aux figures (d) à (f)
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Figure-A III-1 Évaluation de l’aptitude

des cinétiques d’oxydation des espèces

azotées à reproduire les profils

d’oxydation de formation de NO dans les

conditions étudiées par Dagaut et al.
(2000) (g) – suite

1.2 Cinétique d’oxydation des espèces soufrées

Tableau-A III-2 Conditions opératoires retenues pour l’étude de l’oxydation des

espèces soufrées

Référence Mélange
Φ P (atm) tsexpérimentale réactionnel

(Glarborg et al., 1996) SO2, O2, CO, H2O 0,02 1,05 200 à 300 ms

(Loura & Olga, 1998) H2S, O2, N2 3,33 1 33,90 s
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Figure-A III-2 Évaluation de l’aptitude des cinétiques d’oxydation des espèces

soufrées à reproduire le ratio SO3/SO2 en fonction de la température dans les

conditions étudiées par Glarborg et al. (1996) (a) et dans les conditions étudiées par

Loura & Olga (1998) (b) et (c)

2. Comparaison des prédictions du mécanisme réactionnel retenu aux résultats

expérimentaux

Pour valider le mécanisme réactionnel retenu, basé sur la cinétique du LLNL, les prédictions

obtenues avec ce dernier sont comparées à celles obtenues avec les cinétiques du LLNL et du

GRI-Mech 3.0. Cette validation porte sur les concentrations de produits issus de l’oxydation

du méthane, de l’acétylène, du benzène, du cyanure d’hydrogène et du sulfure d’hydrogène

ainsi que sur les délais d’ignition de mélanges contenant du méthane, de l’éthane, de l’éthy-

lène, du propane et du propène. Les conditions opératoires étudiées sont présentées dans les
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tableaux-A III-3 à -A III-5 où Φ représente la richesse du mélange réactionnel, P la pression

opératoire et ts le temps de séjour. Les résultats obtenus sont présentés sur les figures-A III-3

à -A III-5 où les valeurs présentées dans les encarts correspondent à l’écart observé entre le

profil prédit par le mécanisme réactionnel retenu et celui prédit par la cinétique du LLNL.

2.1 Espèces carbonées

Tableau-A III-3 Conditions opératoires retenues pour

l’étude de l’oxydation des espèces carbonées contenant un

atome de carbone (CH4)

Référence Mélange
Φ P (atm) ts (ms)expérimentale réactionnel

(Chang et al.) CH4, O2, N2 0,98 1 /

(Aul et al., 2013) CH4, O2, Ar 0,50 0,82 à 0,87 /

Figure-A III-3 Évaluation de l’aptitude du mécanisme réactionnel

retenu à reproduire les profils d’oxydation d’espèces carbonées

contenant un atome de carbone (CH4) dans les conditions étudiées par

Chang et al. (a) et Aul et al. (2013) (b)
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Tableau-A III-4 Conditions opératoires retenues pour

l’étude de l’oxydation des espèces carbonées contenant deux

atomes de carbone (C2H2, C2H4 et C2H6)

Référence Mélange
Φ P (atm) ts (ms)expérimentale réactionnel

(Eiteneer & Frenklach, 2003) C2H2, O2, Ar 0,06 à 1,66 1 /

(Alzueta et al., 2008)
C2H2, O2 1,43 1 140 à 280
H2O, N2

(Horning, 2001) C2H4, O2, Ar 1 1,10 à 1,23 /

(Aul et al., 2013) C2H6, O2, Ar 0,5 1 /

Tableau-A III-5 Conditions opératoires retenues pour

l’étude de l’oxydation des espèces carbonées contenant entre

trois et six atomes de carbone (C3H6, C3H8 et C6H6)

Référence Mélange
Φ P (atm) ts (ms)expérimentale réactionnel

(Qin et al., 2001) C3H6, O2, Ar 1 0,95 à 1,20 /

(Horning, 2001) C3H8, O2, Ar 1 1,10 à 1,20 /

(Alzueta et al., 2000)
C6H6, O2,

0,96 1 ≈ 150
H2O, N2
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Figure-A III-4 Évaluation de l’aptitude du mécanisme réactionnel

retenu à reproduire les profils d’oxydation d’espèces carbonées

contenant deux atomes de carbone (C2H2, C2H4 et C2H6) dans les

conditions étudiées par Eiteneer & Frenklach (2003) (a), Alzueta et al.
(2008) (b) à (d), Horning (2001) (e) et Aul et al. (2013) (f)
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Figure-A III-5 Évaluation de l’aptitude du mécanisme réactionnel retenu

à reproduire les profils d’oxydation d’espèces carbonées contenant trois

atomes de carbone (C3H6 et C3H8) dans les conditions étudiées par Qin

et al. (2001) (a), Horning (2001) (b) ou un cycle benzénique dans les

conditions étudiées par Alzueta et al. (2000) (c) à (e)
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2.2 Cyanure d’hydrogène

Tableau-A III-6 Conditions opératoires retenues pour l’étude de

l’oxydation des espèces azotées

Référence Mélange
Φ P (atm) ts (ms)expérimentale réactionnel

(Glarborg & Miller, 1994)
HCN, O2, CO,

0,05 1 54
H2O, N2

(Glarborg & Miller, 1994)
HCN, O2, CO,

0,07 1 54
NO, H2O, N2

(Dagaut et al., 2000) NO, C3H6 1,25 1 160

Figure-A III-6 Évaluation de l’aptitude du mécanisme réactionnel retenu à

reproduire les profils d’oxydation du HCN et de formation des NOx dans les

conditions étudiées par Glarborg & Miller (1994) (a) à (f). Les conditions

reportées dans la première ligne du tableau correspondent aux figures (a) à (c) et

celles reportées dans la deuxième ligne aux figures (d) à (f)
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Figure-A III-6 Évaluation de l’aptitude du mécanisme réactionnel retenu à

reproduire les profils d’oxydation du HCN et de formation des NOx dans les

conditions étudiées par Dagaut et al. (2000) (g) – suite



ANNEXE IV

COMPLÉMENTS SUR LES COMPARAISONS DES PRÉDICTIONS DU RÉSEAU DE
RÉACTEURS AUX RÉSULTATS EXPÉRIMENTAUX OBTENUS SOUS AIR ET

SOUS ATMOSPHÈRES ENRICHIES EN OXYGÈNE

Sept flammes ont été utilisées pour comparer les prédictions du réseau aux résultats expéri-

mentaux lors de combustion sous air, sous air enrichi en oxygène et lors d’oxydation sous

oxycombustion. Cette annexe présente les résultats obtenus avec les flammes 1 et 2 qui n’ont

pas été présentés dans les sections 4.2.2.4 et 4.3. Pour mémoire, les flammes 1 et 2 sont ob-

tenues avec la flamme plate C3H8/air FP1. De l’air est utilisé pour fluidiser les particules de

charbon de Freyming dans le cas de la flamme 1. Cet air est remplacé par de l’oxygène pur

dans la flamme 2.

1. Comparaison des prédictions des mécanismes réactionnels basés sur les cinétiques

du LLNL, du Caltech et du MIT

La figure-A IV-1 présente la comparaison des profils de CO2, O2, CO, NO et SO2 prédits

avec les mécanismes réactionnels basés sur les cinétiques du LLNL, du Caltech et du MIT aux

résultats expérimentaux, et ce, dans le cas de la flamme 1.

2. Comparaison des prédictions du mécanisme réactionnel retenu aux résultats

expérimentaux

La figure-A IV-2 présente les profils de consommation de O2 et de formation de CO2, CO,

NO et SO2 prédits avec le mécanisme réactionnel retenu, basé sur la cinétique du LLNL. Ces

profils sont comparées aux résultats expérimentaux pour les flammes 1 et 2.
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Figure-A IV-1 Comparaison des profils de O2 (a), CO2 (b), CO (c), NO (d) ainsi

que SO2 (e) prédits avec les mécanismes réactionnels basés sur les cinétiques du

LLNL, du Caltech et du MIT aux résultats expérimentaux obtenus pour la flamme 1
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Figure-A IV-2 Comparaison des profils de fraction molaire de CO2, O2, CO,

NO et SO2 prédits et mesurés expérimentalement dans les flammes 1 (a) et 2 (b)
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