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Nomenclature

Lettres Latines

dB(T)

dB ,coeur

facteur d’amortissement pariétal de la diffusivité
turbulente

paramétre de la corrélation d’Unal (1976)
concentration d’aire interfaciale

concentration d’aire interfaciale moyennée sur la
section

constante empirique du facteur d’amortissement
A(r), B=16

nombre d’ébullition, Bo 2 %

paramétre de la corrélation d’Unal (1976)
constante de proportionnalité

parameétre de distribution

constante d’ajustement de la zone a coeur
constante d’ajustement de la zone de proche paroi
coefficient de frottement pariétal

constante du modéle k — ¢

capacité calorifique massique & pression constante
de la phase k

capacité calorifique massique de la surface chauffée
diamétre d’une conduite

diameétre hydraulique d’une conduite

diameétre de Sauter

coefficient de diffusion total du gaz dans le liquide
diamétre maximum des bulles au décollement en
paroi donné par la corrélation d’Unal (1976)
distribution radiale du diamétre de bulles
diamétre moyen des bulles dans la zone du cceur
de I’écoulement
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diameétre des bulles en paroi

diametre des bulles moyenné sur la section de

conduite

épaisseur de la zone de proche paroi ot le diamétre

de bulles est imposé nul dans la diffusivité turbu-

lente due aux bulles

épaisseur de tube

énergie interne massique de la phase k

énergie interne massique fluctuante de la phase k

épaisseur de la zone pariétale thermique = R — Ry
GQ

p*gD

variable f scalaire ou vectorielle fonction du temps

et de l'espace

vitesse massique dans la conduite

vecteur d’accélération de pesanteur

enthalpie massique débitante de la phase k moyen-

née sur la section de passage

enthalpie de saturation de la phase k

coefficient de transfert thermique

condition d’enthalpie du mélange au centre de la

conduite

enthalpie massique locale de la phase k

coefficient d’échange de chaleur entre I'interface et

la phase k

nombre de Froude, Fr 2

coefficient d’échange de chaleur entre 'interface et
la phase k moyenné sur la section

composante de ’enthalpie massique du mélange
dépendante de r

tenseur unitaire

flux de masse de vapeur dans le mélange
vitesse débitante axiale de la phase k (vitesse su-
perficielle)

vitesse locale superficielle du mélange
constante de proportionnalité
énergie cinétique fluctuante dans le modéle k — ¢
constante de Von-Karman =0.4
constante de de diffusivité turbulente due aux
bulles =1.2
chaleur latente de vaporisation du fluide
longueur chauffante de la conduite
échelle turbulente de longueur de la zone & coeeur
échelle turbulente de longueur de la zone pariétale
échelle de longueur du modéle de turbulence
débit massique sur la section de passage
débit massique passant au travers un disque de
rayon r
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. 2.87)
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A h

Nu nombre de Nusselt, Nu = —
n vecteur unitaire normal & l'interface et dirigé vers
I’extérieur de la phase k
P pression dans le fluide (Pa)
GD
Pe nombre de Peclet, Pe 2 )\Cp (Eq. 3.37)
A HCp
Pr nombre de Prandtl, Pr = ~ (Eq. 3.17)
Pro nombre de Prandtl turbulent, Prp 2 ML (Eq. 2.81)
€TL
P pression en sortie de section d’essais (Pa)
Dk pression locale de la phase k (Pa)
Q puissance électrique dissipée dans le fluide par effet (W)
Joule direct
erit flux thermique critique (W.m™?)
e flux thermique surfacique dans la phase k (W.m™?) (Eq. 2.22)
A flux thermique surfacique turbulent dans la phase (W.m™?) (Eq. 2.23)
k
7P flux thermique surfacique de diffusion dans la (W.m™?) (Eq. 2.25)
phase k
qy flux volumique de chaleur échangée dans la phase (W.m™3) (Eq. 7.34)
k a l'interface
%
qiot flux de chaleur total dans le mélange (W.m™?) (Eq. 2.72)
Qw flux surfacique de chaleur pariétal (W.m™?) (Eq. 2.46)
R rayon de la conduite (m)
GD
Re nombre de Reynolds, Re 2=
: dgU
Rey, nombre de Reynolds de bulle, Rey, = (Eq. 7.44)
v
Rr rayon de transition thermique entre la zone a coeur  (m)
et la zone de proche paroi
r coordonnée radiale (m)
7 vecteur position (m)
S section de passage du fluide (m?)
T période temporelle du systéme, temps d’observa- (s)
tion total du systéme T = tg + 1,
T, température au flux critique (°C ou K)
Ty température de film, moyenne géométrique entre la  (°C ou K) (Eq. 2.113)
température moyenne du liquide et la température
de paroi
Ty température de la phase k (*CouK)
T, fluctuation de température de la phase k autour (°C ou K) (Eq. 2.72)
de la valeur moyennée en temps pondérée par la
masse
Ty, tenseur des contraintes totales de la phase k (Pa) (Eq. 2.24)
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Tmin

Ty

température minimale en ébullition par film (tem-
pérature de Leindenfrost)

température liquide moyenne débitante a une sec-
tion donnée (température du bulk)

température de paroi mouillée

température de paroi mouillé suffisante pour dé-
clencher le début de I'ébullition nucléée (ONB)
temps

temps de présence de la phase k

échelle turbulente de vitesse de la zone a cceur
échelle turbulente de vitesse de la zone pariétale
échelle de vitesse du modele de turbulence

vitesse relative liquide/gaz moyennée dans la sec-
tion approximée dans le modéle de Sato et Seko-
guchi (1975) par la vitesse de dérive moyenne
vitesse relative liquide/gaz locale

vitesse de frottement

variable radiale d’intégration

condition de vitesse de mélange au centre de la
conduite

vitesse relative liquide/gaz de dérive moyenne
_ aaVais

Vs = < ) :

vitesse de dérive locale de la phase k

vecteur vitesse de la phase k

composante radiale de la vitesse

composante axiale de la vitesse

fluctuation du vecteur vitesse de la phase k par

rapport a la moyenne pondérée par la masse

2
nombre de Weber, We £ GpaD
titre massique de vapeur moyen
fonction indicatrice de la phase k (FIP)
titre thermodynamique a I’équilibre moyen sur la
section
titre thermodynamique a 1’équilibre moyen sur la
section au point d’apparition significative de va-
peur (OSV)
titre thermodynamique & 1’équilibre local
titre massique de vapeur local, fraction massique
condition de titre massique local au centre de la
conduite
distance a la paroi = R —r
distance a la paroi adimensionnalisée
coordonnée axiale
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Lettres Grecques

aq paramétre de la corrélation d’Unal (1976) (Eq. 5.19)

a, taux de présence local de la phase k (Eq. 2.7)

ag taux de présence local de la phase gaz, taux de (Eq. 2.7)
vide

I5; titre volumique de vapeur (Eq. 3.30)

[k taux local de production de masse de phase k par (kg.m™ .s7!) (Eq. 7.13)
unité de volume

Y paramétre de la corrélation d’Unal (1976) (Eq. 5.18)

AV IS écart entre la température d’entrée et la tempéra- (°C ou K) (Eq. 4.22)
ture de sortie (bilan thermique 1D)

AT écart entre la température donnée par la corréla- (°C ou K) (Eq. 3.21)

tion de Gnielinski (1976) et la température de pa-
roi expérimentale

AT, surchauffe de température pariétale = Ty — Ty (°C ou K) (Eq. D.3)

Az pas d’espace axial (m)

0T /e écart adimensionnel par rapport a la I’écart entre (°C ou K) (Eq. 4.22)
la température d’entrée et la température de sortie

€ taux de dissipation turbulente dans le modéle k—e  ('s71)

€ rugosité de la paroi prise égale a 0 dans note étude (m)
(tube hydrauliquement lisse)

e1(r) contribution turbulente due a l'agitation des bulles (m?.s7!) (Eq. 5.5)
dans la zone a coeur

go(T) contribution turbulente due a l'agitation des bulles (m?.s71) (Eq. 5.6)
dans la zone pariétale

E Mk diffusivité turbulente mécanique de quantité de (m?.s™') (Eq. 4.11)
mouvement de la phase k

ETk diffusivité turbulente thermique d’enthalpie de la (m?.s7!) (Eq. 2.73)
phase k

g diffusivité turbulente liquide (m%.s71) (Eq. 2.80)

e” diffusivité turbulente due a I'agitation des bulles ~ (m?.s7!) (Eq. 2.80)

7 temps de relaxation du modéle HRM (s) (Eq. 7.25)

Ak conductivité thermique de la phase k (Wm LK)

As conductivité thermique de la surface chauffée (Wm LK)

ke viscosité dynamique de la phase k (Pa.s)

Hr viscosité turbulente du modele k£ — ¢ (Pa.s)

v(r) fréquence d’interception des bulles par la sonde (s71) (Eq. 3.6)

Vg viscosité cinématique de la phase k (m?.s71)

Pk masse volumique de la phase k (kg.m™3)

Ps masse volumique de la surface chauffée (kg.m™3)

o tension de surface du fluide (N.m™1)

Tk tenseur des contraintes visqueuses dans la phase k  (Pa) (Eq. 2.49)

Thaz contrainte visqueuse normale dans la phase k (Pa)
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Thor contrainte visqueuse de cisaillement dans la phase
k

?kD tenseur des contraintes de diffusion dans la phase
k

%Z tenseur des contraintes turbulentes dans la phase
k

?ZM tenseur des contraintes totales dans la phase k

Tw contrainte de frottement pariétal exercée par le
fluide sur la paroi

d paramétre de la corrélation d’Unal (1976)

PrLo rapport entre la perte de pression par frottement
de I’écoulement étudié et la perte de pression d’un
écoulement purement liquide réel présentant le
méme débit de masse

oh dissipation visqueuse du mélange

Opérateurs

=k

f moyenne temporelle phasique pondérée par la
masse de la grandeur f

?k moyenne temporelle phasique de f

~

® <l ]
SR

moyenne temporelle de f
vecteur

tenseur d’ordre 2

moyenne de f sur la section de passage

produit tensoriel doublement contracté de fet g
gradient de f

divergence de f

produit tensoriel

Exposants
D diffusion
k phase k
T turbulent
tot total
0 visqueux
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Indices

B,b
bulles

c
calcule(e)
coeur

crit
EXP

e

eau
entree

eq

/

FD
Friedel
Freon

G

G
Gnielinski
H

homo

)
impose(e)
inter face
J

k

L

Lahey — Moody

Lb

Li

Levy
McAdams

ML

condition au centre de la conduite

zone a, coeur

zone pariétale

calculé par bilan 1D

relatif a Dair

bulle

relatif aux bulles

critique

calculé par le modeéle

coeur

critique (flux critique)

expérimental

entrée de section d’essais , externe

relatif a 'eau

entrée de section d’essais

équilibre

film, frottement

température de Frost et Dzakowic (1967)

estimé a l'aide de la corrélation de Friedel (1979)
relatif au Fréon

phase gaz /vapeur

échange entre le gaz et l'interface

estimé par la corrélation de Gnielinski (1976)
hydraulique

estimé a l'aide du modéle homogéne mécanique-
ment

interne, interfacial

parameétre imposé dans le modéle

relatif a l'interface liquide/vapeur

dérive

phase k

phase liquide

estimé & l'aide du modeéle de Lahey et Moody
(1977)

bulk, liquide

échange entre le liquide et I'interface

estimé a 'aide du modéle de Levy (1967)

estimé & l'aide de la corrélation de McAdams
(1954)

mécanique dans la phasique liquide
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max
modele
ONB

oSV

sortie
sat

T

TL

tot
transit

Unal
W, w

mélange diphasique

maximum

calculé par le modéle

point d’apparition de I’ébullition nucléée, onset of
nucleate boiling

point d’apparition significative de vapeur, onset of
significant void

paroi

paroi

composante radiale

sortie de section d’essais, Sauter, surface chauf-
fante

différence entre la sortie et 'entrée de la conduite
sortie de section d’essais

saturation

turbulent

thermique dans la phase liquide

total

relatif au temps passé par une particule dans la
conduite

estimé a l'aide de la corrélation d’Unal (1976)
paroi

composante axiale
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Chapitre 1
Contexte scientifique et industriel

Ce chapitre introductif a pour objet de présenter le sujet de I'étude dans son
contexte industriel et pose les bases utiles et nécessaires a la compréhension du pro-

bléme.

1.1 La thermohydraulique des réacteurs nucléaires

1.1.1 Les réacteurs a eau pressurisée

Le réacteur a eau pressurisée (REP) est le réacteur électrogéne le plus répandu
dans le monde. Cette filiére équipe I'ensemble des centrales nucléaires frangaises, soit
58 réacteurs qui fournissent 80 % de I'électricité produite dans le pays. Cette électricité
est produite a partir de la fission du combustible nucléaire dans le cceur du réacteur. Ce
type de réacteur utilise principalement un combustible & oxyde d’uranium légérement
enrichi, ou un combustible mixte composé d’'un mélange d’oxyde d’uranium appauvri
ou faiblement enrichi et d’oxyde de plutonium (combustible MOX).

Le coeur des REP est constitué d’une centaine d’assemblages de crayons de combus-
tible composés chacun de pastilles fissiles. Le fluide caloporteur (eau) circulant autour
de ces crayons agit également comme modérateur. Cette eau permet donc a la fois :

— de favoriser la réaction de fission en thermalisant les neutrons rapides (les neu-

trons ralentis ayant plus de probabilité de rencontrer un noyau d’uranium fissile),

— et de modérer la réaction de fission quand sa température augmente (plus sa

température augmente et moins les neutrons sont ralentis).

Le controle du réacteur est assuré par des barres de controle et un absorbant neu-
tronique (acide borique) présent en solution dans le caloporteur.

Deux circuits fermés d’eau et un circuit ouvert sont nécessaires au fonctionnement
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Générateur de vapeur
(échangeur de chaleur)

m— Turbine Alternateur

Barres de commande Pressurisaur Vapeur d'eau

Eau en ébuliition
Cuve

L

chaud (320 °C)
Cosur du réacteur \ |
N\
Condenseur  Refroidisseur :
riviére ou mer
ou aéroréfrigérant

Reéacteur nucleaire
Pompe  Caloporteur froid (280 °C)  Pompe

FIGURE 1.1 — Schéma simplifié¢ du fonctionnement d’un REP.

d’un REP :

— le circuit primaire (en rouge sur la figure 1.1), dans lequel circule le fluide de

refroidissement du ceeur,

— le circuit secondaire (en bleu et blanc sur la figure 1.1), qui sert a la production

de vapeur et a la production d’énergie mécanique a la turbine,

— Le circuit de refroidissement (en jaune sur la figure 1.1), qui sert a la reconden-

sation de la vapeur du circuit secondaire.

Afin d’optimiser le rendement, il est nécessaire que la température du caloporteur
soit la plus élevée possible. L’eau du circuit primaire circulant autour des assemblages,
est élevée a une température d’environ 320 °C en sortie du coeur, contre environ 290 °C
en entrée en fonctionnement normal, sous une pression de 155 bar pour prévenir I'ébul-
lition. Dans ces conditions, la puissance volumique d’'un REP 1300 MW est d’environ
100 MW /m?. L’eau du circuit primaire est ensuite acheminée vers les générateurs de
vapeur alimentés par un circuit secondaire d’eau a 230 °C.

L’eau du circuit secondaire est soumise & une pression plus faible (72 bar pour un
réacteur de type N4) de telle sorte qu’elle est portée a ébullition (T, ~ 290 °C) au
contact des tubes des générateurs de vapeur. La vapeur créée entraine alors un turbo-
alternateur produisant de ’électricité. Celle-ci est ensuite ramenée a 1’état liquide gréace
a un condenseur dans lequel circule ’eau du circuit de refroidissement provenant de la
mer ou d'un fleuve.

La stireté des REP est garantie par trois barriéres de confinement de la radioactivité

visant a prévenir tout risque de contamination de I’environnement :
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— la gaine des crayons de combustible,

— la cuve du réacteur,

— le batiment réacteur.

C’est pourquoi il est nécessaire de prendre en compte, lors de la conception ther-
mohydraulique des REP, tous les phénoménes possibles pouvant affecter ces barriéres,
en considérant tous les régimes de fonctionnement de la centrale : nominal, transitoire
normal ou accidentel.

La principale limitation au fonctionnement d’un réacteur nucléaire est liée aux quan-
tités d’énergie que le fluide caloporteur peut évacuer du coeur tant en fonctionnement

normal, qu’en fonctionnement accidentel.

1.1.2 Le dimensionnement thermique des réacteurs

Afin de garantir des marges de sécurité raisonnables, il est essentiel de mener des
études de stireté spécifiques pour chaque installation nucléaire. En effet, le coeur ainsi
que les systémes associés de refroidissement, de controle et de protection doivent étre
congus de fagon a ce que leurs limites ne soient pas atteintes dans les états de fonction-
nement normaux ou incidentels!.

Les composants du circuit de refroidissement doivent donc étre dimensionnés de
facon a résister aux changements dynamiques résultant des transitoires de fonctionne-
ment. La conception des composants doit étre telle que d’une part, la défaillance des
¢éléments internes soit peu probable et que d’autre part, les dommages résultant sur
les autres entités du circuit primaire, en particulier les crayons de combustible, soient
faibles.

En fonctionnement normal, les limites de puissance sont déterminées essentiellement
par les capacités des systemes de production d’électricité, mais également par des régles
permettant de s’assurer que la production d’énergie reste controlable a tout instant et
que les contraintes thermiques et mécaniques sur le combustible permettent d’assurer
I'intégrité de la gaine.

En fonctionnement accidentel, la plupart des transitoires étudiés feront appel a
la puissance dégagée par le coeur aprés 'arrét du réacteur, c’est-a-dire la puissance
résiduelle qui résulte de la décroissance des produits de fission apreés insertion des barres
d’arrét. La crise d’ébullition est I'un des phénoménes critiques qui pourrait conduire a
la rupture des gaines des crayons de combustible; elle fait 'objet d’études spécifiques

lors de la conception thermohydraulique des REP.

1. Hors accident grave - fusion du ceeur.
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Notre étude est une contribution a la description de ce phénomeéne, considéré comme

I'une des problématiques primordiales concernant la stireté des installations nucléaires.

1.2 Les problématiques scientifiques mises en jeu

1.2.1 Les écoulements bouillants convectifs

Cette section rappelle quelques généralités sur les configurations d’écoulements
bouillants convectifs.

Les écoulements bouillants convectifs peuvent étre classés en plusieurs configura-
tions. Ces configurations sont basées sur la répartition spatiale et la quantité de vapeur
présente dans I’écoulement qui évolue en fonction des conditions thermohydrauliques
de I’écoulement et des conditions thermiques a la paroi. Chacune des configurations
d’écoulements bouillants convectifs est également caractérisée par un ou plusieurs ré-
gimes d’échange thermique a la paroi.

Sur la figure 1.2, inspirée de Collier (1981), sont reproduites les différentes confi-
gurations d’écoulements rencontrées dans un tube vertical chauffé uniformément par
une faible densité de flux thermique. Le tube est alimenté en entrée par un liquide
sous-saturé, c’est-a-dire avec un titre thermodynamique a 1’équilibre? X,, négatif et
est de longueur suffisamment grande pour autoriser un écoulement de vapeur pure en
sortie.

Si 'on détaille I’évolution des différents régimes, & une cote donnée de la paroi
chauffante, la température de paroi devient suffisante pour déclencher I'apparition de
bulles de vapeur (onset of nucleate boiling , ONB). En amont, I’écoulement est convectif
monophasique liquide. A cette cote, débute I’ébullition nucléée sous-saturée et le régime
d’écoulement a bulles. La température du liquide a la paroi Ty onp est alors supérieure
de quelques degrés a la température de saturation tandis que la température liquide
au ceeur de I’écoulement reste inférieure & la température de saturation.

Au début de I'apparition de ’ébullition nucléée, on est en régime d’ébullition sous-
saturée partielle, les bulles se forment & la paroi sur des sites dits de nucléation actifs
dont le nombre et la densité va augmenter avec le flux thermique. Ensuite, a partir

du moment ou les premiéres bulles de vapeur décollent de la paroi et envahissent

2. Le titre thermodynamique a I’ équilibre X., dans un écoulement est défini au chapitre 2 (Eq.
2.102) comme ’écart entre 'enthalpie moyenne débitante du mélange a une cote donnée et I’enthalpie
liquide & la saturation rapporté a I’enthalpie de changement de phase.
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Ne——1
Ecoulement monophasique I Convection monophasique
vapeur — ------o- gt dans la vapeur
Ecoulement & gouttelettes | | ."".| | Région déficitaire en liquide

Ecoulement annulaire
avec entrainement

Convection forcée au

travers du film liquide

Ecoulement annulaire

Ecoulement a poches

Ecoulement monophasique Convection monophasique

liquide liquide
Configurations Régimes de transfert
d’écoulement thermique

FIGURE 1.2 — Configurations d’écoulements et régimes thermiques associés dans un tube vertical
chauffant a faible flux thermique d’apres Collier (1981).
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la conduite, commence le régime d’ébullition sous-saturée pleinement développée. Ce
point s’appelle 'OSV, (onset of significant void).

La transition entre 1’ébullition nucléée sous-saturée et I’'ébullition nucléée saturée
survient des que le titre thermodynamique a ’équilibre X, devient supérieur a zéro.
L’augmentation du titre thermodynamique conduit a de nouveaux changements de
configuration avec l'apparition de structures d’écoulement a poches et d’écoulement
annulaire. Le transfert de chaleur par ébullition nucléée est alors remplacé par la convec-
tion forcée au travers du film liquide entrainant une diminution de son épaisseur (par
vaporisation & l'interface liquide/vapeur ainsi que par arrachement).

L’évaporation compléte du film liquide conduit alors au phénoméne d’asséchement
de la paroi qui se caractérise , dans un systéme a flux imposé, par une augmentation
de la température de paroi, et qui peut conduire au phénomeéne de crise d’ébullition de
type asséchement (dry out). Si le film liquide a complétement disparu & la paroi, on
peut en revanche encore trouver du liquide sous forme de gouttelettes présentes dans
le coeur de I’écoulement.

Enfin I’écoulement monophasique vapeur survient lorsque toutes ces gouttelettes se
sont évaporées. On est alors en convection monophasique vapeur.

Si le flux de chaleur est plus élevé, la crise d’ébullition de type caléfaction peut
apparaitre pour des écoulements a faible titre thermodynamique (~ 2 MW/ /m? en
eau & 150 bar, X., = —0.05). La configuration de I’écoulement et les mécanismes de
transfert thermique conduisant & ce phénomeéne violent sont plus divers, moins bien

définis et ne font pas 'unanimité (Bricard, 1995).

1.2.2 La crise d’ébullition par caléfaction

L’ébullition constitue un mode de transfert de chaleur trés efficace et ce pour deux

raisons principales :

— une partie du flux de chaleur pariétal est directement consommée par la vapo-
risation. Ce phénoméne maintient la température de paroi & une valeur proche
de la température de saturation,

— la production de vapeur (en phase d’ébullition sous-saturée convective) s’accom-
pagne d’'une augmentation de la turbulence induite par la phase dispersée sur
la phase continue. Il en résulte alors une augmentation du coefficient d’échange
de chaleur local qui conduit & un meilleur refroidissement que dans le cas mo-

nophasique.
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Malheureusement, ce phénomeéne est limité par le phénoméne d’échauffement cri-
tique, caractérisé par une brutale diminution du coefficient d’échange de chaleur entre
le fluide et la paroi. Cette chute entraine alors une augmentation de la température de
la paroi chauffante dans un systéme a flux imposé. Elle peut atteindre une variation
de plusieurs centaines de degrés par seconde aprés un régime permanent. Ce phéno-
meéne appelé crise d’ébullition par caléfaction est marqué par la fin de 1’ébullition
nucléée (departure from nucleate boiling , DNB). Le flux de chaleur pariétal pour lequel
le phénomeéne de crise d’ébullition apparait est appelé flux critique g¢..;;.

La figure 1.3 représente la courbe d’ébullition dite courbe de Nukiyama (1934) en
convection naturelle d’un systéme a flux imposé. On admet que I’allure générale de cette
courbe demeure inchangée en écoulement en convection forcée. Le point 3 correspond
au flux critique entrainant la crise d’ébullition. Pour ce flux, on va observer une forte
et brutale élévation de la température de paroi conduisant au régime d’ébullition en
film, régime qu’il faut chercher a éviter en coeur de réacteur, la température de paroi
associée pouvant étre supérieure a la température de fusion du combustible (point 5
de la figure 1.3).

De nombreux travaux de recherche ont été menés pour tenter d’expliquer les méca-
nismes physiques responsables de cette transition. Le flux critique dépend d’un certain
nombre de paramétres comme le titre thermodynamique, la géométrie ou encore la dis-
tribution axiale du flux. Selon les conditions expérimentales, les mécanismes observés
ne sont pas tous identiques. Plusieurs modéles mécanistes ont été avancés pour tenter
d’expliquer 'apparition de la crise d’ébullition en condition REP. Ils seront détaillés a
la section suivante. Toutefois aucun consensus n’est aujourd’hui admis concernant ces
modeles qui demeurent encore peu précis et peu prédictifs notamment en dehors de
leur domaine de validité. C’est pour cette raison qu’on leur préfére actuellement des
corrélations empiriques.

En situation incidentelle (perte de débit de réfrigération par arrét des
pompes, retrait intempestif de barres de controle, ...) la crise d’ébullition
peut survenir. Dans ces conditions de fonctionnement (pression comprise
entre 100 et 150 bar, vitesse comprise entre 1 et 7 m/s), le titre thermody-
namique a I’équilibre est négatif. Les transferts de chaleur s’effectuent donc

par ébullition nucléée sous-refroidie.
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3-4 : Ebuliition de transition Tmin. : Température minimale en ébullition
45 Ebullition par film par film (temp. de Leidenfrost)

FIGURE 1.3 — Courbe d’ébullition de Nukiyama (1934).

1.3 Meéthodologie de prédiction de la crise d’ébulli-

tion en cceur de réacteur

Au vu des conséquences catastrophiques de la crise d’ébullition, la nécessité de
prévoir les conditions d’apparition du flux critique est primordiale. Les travaux sur la

prédiction de la crise d’ébullition sont donc nombreux et on distingue deux familles

d’approches :
— l'approche empirique,

— l’approche physique.

L’approche empirique consiste en ’élaboration de corrélations a partir de mesures

de flux critique. Celles-ci se présentent généralement sous la forme suivante :

Qerit = f<P7G7 L7 DaXeq)
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Le flux critique est noté ¢..i;, la pression notée P, G est la vitesse massique, L la
longueur du tube chauffant, D le diameétre du tube et X,, le titre thermodynamique
a I’équilibre. Les parameétres intervenant dans cette corrélation sont des grandeurs qui

sont moyennées a ’échelle du sous-canal (figure 1.4).

12.5mm

9.5mm

FIGURE 1.4 — Schématisation de I’espace d’un sous-canal REP.

On considére en effet aujourd’hui que c’est cette échelle spatiale qui constitue le
meilleur compromis entre la connaissance des écoulements mis en jeu, la finesse de leur
description et la précision des outils de calculs utilisés dans le cas réacteur.

Comme toute approche purement corrélative, elle présente I'inconvénient d’avoir un
domaine de validité restreint au domaine des conditions expérimentales pour lesquelles
les corrélations ont été établies. Leur extrapolation est donc risquée car elle n’est en
principe jamais justifiée et nécessite une validation.

L’approche physique consiste a tenter d’identifier et de modéliser les mécanismes
régissant la crise d’ébullition de type caléfaction dans le but d’étendre le domaine de
validité des corrélations empiriques.

Bricard (1995) dresse dans sa thése une liste des différents mécanismes susceptibles
d’expliquer le flux critique en cas d’écoulements a faible titre thermodynamique. Il
retient 3 types de mécanismes :

— asséchement d’un site de nucléation (Steven et Kirby, 1964),

— accumulation de bulles a la paroi (Kutateladze et Leont’ev, 1966, Weisman et

Pei, 1983),
— asséchement d’un film liquide sous une poche de vapeur (Lee et Mudawar, 1988).
Cependant, aucun d’entre eux ne permet d’expliquer ou de prédire de fagon totale-

ment satisfaisante 'apparition de la crise d’ébullition de type caléfaction.
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Il faut noter que l'identification expérimentale des mécanismes est rendue tres dif-
ficile par le fait que d’une part, les échelles de temps et d’espace associées a la crise
d’ébullition ne sont pas connues voire inaccessibles et probablement trés faibles et
d’autre part que la nature essentiellement pariétale du phénomeéne en rend 1’observa-

tion extrémement compliquée.

1.3.1 L’Approche Prédictive Locale - APL

Une voie de progrés envisagée repose sur le pari de I’approche prédictive locale qui
consiste a développer des outils de prédiction (ou de calcul) du flux critique en utilisant,
a la place des paramétres moyennés sur la section d’un sous-canal, des valeurs locales
des parameétres thermohydrauliques. L’originalité de ’approche prédictive locale réside
donc dans le choix de l'échelle de modélisation retenue pour décrire le phénomeéne
étudié.

Dans son principe, 'approche prédictive locale présente deux intéréts majeurs :

— d’une part, ce changement d’échelle devrait permettre de mieux tenir compte
des liens entre la caléfaction et la structure locale des écoulements diphasiques
bouillants,

— d’autre part, de mieux appréhender les relations entre le flux critique et les
différents paramétres thermohydrauliques (forme de profil de flux, présence de
paroi froide) ou géométriques, relations qui sont aujourd’hui mal comprises et
qui impliquent donc un recours systématique a I'expérimentation afin de pouvoir
étre correctement prises en compte.

A terme, on espére que les outils développés dans le cadre de cette approche offriront

une capacité d’extrapolation supérieure aux corrélations actuelles.

Le prérequis nécessaire au développement de I’approche prédictive locale ainsi qu’a
sa mise en ceuvre repose donc sur l'utilisation d’un outil fiable et qualifié permettant
de décrire le plus précisément possible les caractéristiques des écoulements bouillants.
C’est le code de CFD?3 NEPTUNE CFD qui est & ce jour retenu pour instruire 1’ap-

proche prédictive locale.

1.3.2 Le code NEPTUNE CFD

Le projet NEPTUNE (Guelfi et al., 2005) est un programme de Recherche et Dé-

veloppement lancé en 2001 et impliquant les quatre principaux acteurs du nucléaire

3. Computational Fluid Dynamics.
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francais - CEA, EDF, IRSN et AREVA-NP - dont 'objectif final est de développer une
plate-forme d’outils de simulation thermohydraulique adaptée aux besoins spécifiques
de I'industrie nucléaire.

Trois applications industrielles majeures sont concernées :

— étude du choc froid,

— étude de laccident de perte de réfrigérant primaire (APRP),

— prédiction du flux critique en conditions réacteur.

Le code NEPTUNE CFD est l'outil de calcul thermohydraulique développé dans ce
cadre. Reposant sur une approche eulérienne, ce code calcule I’évolution des grandeurs
locales moyennées dans le temps en résolvant les 3 équations de bilan suivantes dans
chaque phase :

— masse,

— quantité de mouvement,

— enthalpie.

A ces 6 équations, on peut également coupler une équation de transport d’aire
interfaciale. Montout (2009) décrit le modéle de fagon exhaustive dans sa thése.

Néanmoins, si le code a aujourd’hui atteint un degré de maturité jugé satisfaisant au
dire des partenaires et au regard de la majorité des applications industrielles d’intérét,
de nombreux développements sont encore nécessaires pour améliorer les relations de
fermeture du code. Montout (2009) cite ainsi par exemple, la modélisation des termes
d’échange d’énergie interfaciaux ou encore la turbulence de la phase continue. Ce der-
nier fait également remarquer que la complexité du code tant du point de vue du
nombre de relations de fermeture, que du point de vue des aspects numériques rendent
tout développement physique extrémement compliqué. De plus, toute validation ex-
périmentale est impossible a cette échelle au regard de la connaissance actuelle des

écoulements.

1.3.3 La modélisation de la turbulence en écoulement dipha-
sique

L’APL nécessite de disposer d’un outil de prédiction des conditions locales qualifié.
Or, comme indiqué par Montout (2009), un certain nombre de relations de fermeture
du code ne sont pas validées.

Au regard de la thématique de I’ébullition et du flux critique en particulier, il
nous parait intéressant, si ce n’est essentiel, de nous concentrer en premier lieu sur les

mécanismes pilotant le transport de 1’énergie depuis la paroi qui représente la source
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vers les puits que constituent le liquide et les interfaces.

Nous nous sommes intéressés dans le cadre de cette étude au transport turbulent. En
effet, on peut aujourd’hui faire le constat que les modéles classiquement retenus pour
la modélisation de la turbulence en ébullition sont des modéles directement empruntés
au domaine des écoulements monophasiques ou diphasiques adiabatiques a faible taux
de vide (k — ¢, R;; — ). Ces modeéles ne sont absolument pas qualifiés en situation
d’ébullition. Le modéle k — e exprime la viscosité turbulente par la fermeture suivante :
Ur = CH";—2, ou pur est la viscosité turbulente, k 1’énergie cinétique turbulente et ¢ la
dissipation turbulente. Rien ne permet aujourd’hui de garantir, par exemple, que la
valeur communément admise pour la constante C,, (= 0.9) dans I'expression du modéle
reste valable dans le cas d’un écoulement bouillant sans méme parler de la validité
des équations de transport et de leurs fermetures en diphasique. Rien ne garantit par
ailleurs qu’un tel niveau de raffinement pour la description de la structure mécanique
des écoulements soit nécessaire pour comprendre et modéliser les mécanismes de crise
d’ébullition.

Sato et Sekoguchi (1975) observent dans les essais qu’ils ont réalisés, le lien direct
entre la turbulence et le profil de température liquide, indiquant par la méme que
la connaissance du profil de température liquide pouvait permettre d’accéder a des
informations caractérisant la structure turbulente de 1’écoulement.

Par ailleurs, méme si aujourd’hui le mécanisme de la crise d’ébullition n’est pas
clairement identifié, il est en revanche tout a fait imaginable que ce phénoméne soit
plus ou moins directement lié a l'existence d’un mécanisme qui ralentit ou supprime
I’évacuation de I’énergie depuis la paroi vers le reste de ’écoulement. C’est notamment
ce concept sur lequel repose le modéle de crise d’ébullition de Weisman et Pei (1983).
Selon ces auteurs, le flux critique survient lorsque dans ’écoulement, une couche pa-
riétale de bulles suffisamment dense se forme, bloquant 1’évacuation de 1’énergie par
transport turbulent. Le critére de flux critique se caractérise ici par une notion de taux

de vide critique en paroi supposé égal a 0.82, & I’apparition de la crise d’ébullition.

1.4 Les objectifs de la thése

1.4.1 Objectifs

Les objectifs de ce travail découlent directement de la thématique exposée précé-
demment.

Notre étude n’a pas pour vocation de valider un ou plusieurs modéles mécanistes
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pour expliquer la crise d’ébullition de type caléfaction, comme a pu le faire Bricard
dans sa thése (1995), ni de proposer des voies d’amélioration directe dans 1'outil NEP-
TUNE_CFD, comme a pu le faire Montout dans son récent travail (2009). Cette thése
constitue un début de réflexion visant a un retour a des outils de calculs simplifiés. Le
présent travail doit donc étre considéré comme une premiére étape visant a comprendre
la structure des écoulements diphasiques bouillants en conditions REP haute pres-
sion en configuration d’écoulements & bulles. L’objectif minimal de ce travail vise a
identifier les paramétres clefs dont il faudrait disposer pour caractériser 1’écoulement
bouillant. On cherche donc a identifier dans un modéle local aux variables
moyennées en temps, les ingrédients rendant compte des observations expé-
rimentales (profil de taux de vide, profil de température, profil de vitesse,

température de paroi, etc.).

1.4.2 Stratégie de I’étude

Pour proposer un modéle plus simple que le modéle 3D généraliste du code NEP-
TUNE _CFD, nous nous focaliserons sur les écoulements en conditions REP, tant du
point de vue des conditions de fonctionnement thermohydraulique, que du point de
vue géométrique.

D’un point de vue géométrique, ces écoulements se caractérisent par un grand
rapport d’aspect longueur sur diamétre (L/D). Nous nous placerons dans un pre-
mier temps dans ce cadre afin de simplifier les équations et d’établir un modéle bi-
dimensionnel axi-symétrique en régime stationnaire quasi-établi moyenné en
temps en conduite circulaire. Cette configuration présente en outre l'avantage d’étre
la plus documentée. Puis, dans un deuxiéme temps, on s’orientera vers un modeéle
bi-dimensionnel permettant le calcul de I’établissement d’un écoulement bouillant *.

En ce qui concerne les domaines de fonctionnement thermohydraulique, nous nous
intéresserons en priorité au domaine des écoulements a bulles convectifs bouillants a
haute pression (P>10 MPa en eau/vapeur). Dans ces conditions, I’étude récente menée
par Frangois et Delhaye (2011) montre que les écoulements présentent un caractére
assez homogeéne du point de vue mécanique, I’écoulement semblant se comporter comme
une émulsion ou une mousse (froth flow) lorsque la quantité de vapeur augmente. Les
phases apparaissent donc fortement couplées mécaniquement et on supposera que leur

comportement est proche et assimilable & celui du mélange. Cet argument nous conduit

4. Dans la suite du document, par souci de simplification nous appellerons ce modéle, modéle
bi-dimensionnel axi-symétrique non-établi.
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alors a nous orienter vers une approche de type modéle de mélange en considérant

les équations associées.

1.4.3 Plan du mémoire

Ce document comportera deux parties principales.

La premiére partie, constituée de 5 chapitres, sera consacrée a l’élaboration
d’un modele d’écoulement bi-dimensionnel quasi-établi axi-symétrique destiné & dé-
crire les profils de différentes grandeurs thermohydrauliques dans le cas d’un écoule-
ment bouillant. La description des équations de bilan et des relations de fermeture,
ainsi que la méthodologie de résolution fera 'objet du chapitre 2. Ce chapitre repren-
dra en partie les résultats de Sato et Sekoguchi (1975) concernant la fermeture de la
turbulence en écoulement a bulles. Le modéle proposé implique de renseigner un cer-
tain nombre de paramétres de controle comme la pression et le débit mais également
des données expérimentales comme le profil de taux de vide dans le tube, ainsi que des
échelles de turbulence comme la taille moyenne des bulles.

Afin de pouvoir renseigner ces différents paramétres et de pouvoir apprécier les
résultats du modele, la banque de données expérimentale REP, DEBORA sera utilisée.

Le chapitre 3 sera consacré a sa description. Elle servira de support au dévelop-
pement et a la validation des modéles utilisés. Une analyse de cohérence des données
y sera en particulier présentée afin de juger, au préalable, de la qualité des mesures
utilisées.

Le chapitre 4 présentera la comparaison entre les résultats du modéle décrit au
chapitre 2 et les données expérimentales. L’analyse de ces résultats conduira & proposer
un modeéle de turbulence alternatif au modéle de Sato et Sekoguchi (1975) spécifique-
ment adapté & nos conditions de fonctionnement bouillantes dont la description et les
résultats feront 'objet du chapitre 5.

Le chapitre 6 conclura I’ensemble des travaux présentés dans cette premiére partie.
Il dressera un bilan des résultats fournis par les différents modeéles de turbulence testés
et montrera en particulier l'intérét d’utiliser une modélisation en deux zones pour
décrire la structure turbulente d’un écoulement bouillant.

La seconde partie de ce manuscrit, composée de 2 chapitres, sera consacrée a la
mise au point d’un modéle permettant de calculer le développement d’un écoulement
bouillant en géométrie axi-symétrique bi-dimensionnel (r, z) en résolvant de fagon cou-
plée 'ensemble des équations de bilan du modéle.

Le chapitre 7 sera consacré a la présentation du systéme d’équations permettant
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de calculer le développement de I’écoulement du mélange diphasique en présence de
déséquilibre thermodynamique (modéle homogéne local avec relaxation thermodyna-
mique).

Le chapitre 8 présentera alors la comparaison entre les résultats de ce modéle et
les données expérimentales.

Enfin un chapitre de conclusion rappellera les principaux résultats de cette étude
comme la pertinence de 'approche par modéle de mélange avec prise en compte des
déséquilibres thermodynamiques, la modélisation de la turbulence en deux zones et
I'intérét de considérer en premiére approche ’écoulement comme établi. Ce chapitre
proposera également quelques perspectives pour la poursuite de ce travail :

— nécessité de réaliser de nouvelles expériences,

— extension du modeéle a des géométries différentes en vue d’exploiter d’autres

banques de données expérimentales,

— amélioration de la modélisation des lois de fermetures.
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Premiére partie

Travaux sur la modélisation 2D
axi-symétrique des écoulements
bouillants établis en régime
stationnaire en conduite circulaire et a

haute pression

Cette partie présente un modeéle de mélange bi-dimensionnel axi-symétrique permettant
de décrire la structure mécanique et thermique des écoulements bouillants. Ce modéle fait
intervenir la fermeture turbulente proposée par Sato et Sekoguchi (1975). Les résultats de ce
modéle seront confrontés aux résultats de la banque de données DEBORA, dédiée a [’étude
de la topologie des écoulements diphasiques & haute pression. Un chapitre sera consacré a la
description et a l'analyse de ces données.

Dans le dernier chapitre de cette partie, un modéle de fermeture turbulente o deux zones
a été développé a partir des résultats obtenus. Cette fermeture se veut spécifiquement adaptée

aux transferts d’énergie en écoulements diphasiques bouillants de type REP.
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Chapitre 2

Présentation du modéle 2D
quasi-établi axi-symétrique en régime

stationnaire

Dans ce chapitre, nous présentons un modeéle de mélange bi-dimensionnel en régime
quasi-établi. Les principales équations et relations de fermeture y seront décrites et
discutées. Les équations présentées dans ce chapitre serviront de point de départ a
I’établissement d’'un modele bi-dimensionnel axi-symétrique en régime non-établi qui

sera présenté dans la deuxiéme partie de ce document.

2.1 Etablissement des équations du modéle 2D quasi-

établi

2.1.1 Présentation du systéme étudié

Nous nous plagons dans le cadre de I’étude des écoulements diphasiques ascendants
newtoniens, pour des fluides en conduite verticale circulaire de rayon R. On raisonnera
a partir des 3 équations de bilan (masse, quantité de mouvement et enthalpie) locales
moyennées dans le temps écrites pour le mélange en régime stationnaire.

Un schéma des coordonnées du systéme est présenté a la figure 2.1, ot 7 et 2z sont
respectivement les coordonnées radiales et axiales du systéme.

Les équations de bilan locales du modéle de mélange s’obtiennent par sommation

sur chaque phase, des équations de bilan phasiques (Delhaye, 2008, pages 256-259).
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FIGURE 2.1 — Schéma des coordonnées du systéme.

Bilan de masse stationnaire du mélange

Cette équation s’écrit (Delhaye, 2008, page 256) :

?. (pm‘7m)> =0

(2.1)

La masse volumique du mélange p,, est définie par :

A —
Pm = Z akﬂkk, (2.2)
k=L,G

. , —
et la vitesse du centre de masse du mélange V,,, par :

L et GG sont les indices respectivement relatifs a la phase liquide et gazeuse.
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Les grandeurs moyennes sont définies par :

T%ﬂé%[ﬂ7ﬁ% (2.4)

ﬂﬂé%éﬂ?@@ (2.5)

—k
—k
- PrJk
Pk
ou t; est le temps de présence de la phase k et T la période totale T' =t + tg.
7k et pr désignent respectivement la vitesse de la phase k et sa masse volumique.
Le taux de présence local de la phase k, «a;, est défini par la relation :
= t
ap = Xk( r 7t) = %7 (27)
ot X, (7 ,t) est la Fonction Indicatrice de Phase (FIP) définie par :

N ) A { 1 si a l'instant t, le point 7 appartient a la phase k (2.8)

0 si a I'instant t, le point Kl n’appartient pas a la phase k '

L’équation 2.1 présente la méme forme que I’équation de bilan de masse stationnaire

en écoulement monophasique.

Bilan de quantité de mouvement stationnaire du mélange

Cette équation s’écrit (Delhaye, 2008, page 257) :

—G—G
T (T 9 T0) = Fom = P 4 ¥ (7t 70— LT (T 0T ) ) (29

ame

La pression moyenne du mélange est définie par :

A _
Pm = Z PR, (2.10)
k=L,G

ou pi désigne la pression dans la phase k.

Le tenseur des contraintes totales dans le mélange s’écrit :
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FHET N O g (2.11)

Le tenseur des contraintes visqueuses moyennes dans le mélange 7,, est défini par :
= A =*k
Tm — E ATk - (212)
k=L,G

Le tenseur des contraintes turbulentes dans le mélange ?ﬁ est défini par :

7oA arr, - (2.13)
k=L,G
Le tenseur des contraintes turbulentes phasique ?Z s’écrit :

E—————1
?Z = —mkvk’ & ?}k/ s (214)

ot v’ est la fluctuation de vitesse définie autour de la moyenne pondérée par la masse :

Vi =€k+7k. (2.15)

Le tenseur des contraintes de diffusion dans le mélange ?,Dn, lié au fait que chaque

phase ne s’écoule pas a la vitesse du mélange mais a sa vitesse propre, est défini par :

_ pcrY [  —
TS —% <VGj ® VGj) ; (2.16)
LPm

—
ou Vg; est la vitesse de dérive locale de la phase dispersée :

—q
A —
Vej =Ve — 7, (2.17)
— . . ) .
et j est la vitesse débitante du mélange * :
—L =G
— = =
J=alVp +acVe . (2.18)

L’équation 2.9 présente une forme tout a fait semblable a I’équation de bilan de
quantité de mouvement stationnaire en écoulement monophasique 2. Seul apparait un
terme homogéne a un tenseur appelé tenseur des contraintes de diffusion de la phase
dispersée dans le mélange. Ce terme apparait car les phases s’écoulent a une vitesse

différente de celle du mélange.

1. Cette grandeur est encore appelée vitesse apparente ou vitesse du centre de volume du mélange.
2. Elle traduit le bilan volumique des forces extérieures s’exercant sur une particule de fluide.
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Bilan d’enthalpie stationnaire du mélange

Cette équation s’écrit (Delhaye, 2008, page 258) :

—G—L [
v. (pmhmﬁm> -V (Tm + 3T 4 aglePr (EG - h_LL> @)

m

— oot —pa —
4 {vm . aguvaj] P+ ot

m

(2.19)

L’enthalpie du mélange h,, est définie par :

1 —k

Pm k=L,G
Notons que hy et h,, sont les enthalpies locales respectivement de la phase k et du
mélange, qui seront & distinguer de Hy, et H,,, les enthalpies débitantes moyennées sur

une section de passage qui seront définies par les équations 2.99 et 2.98.

Le flux de chaleur total dans le mélange est défini comme la somme de trois com-

posantes :

tot — —T

o A
@ S G+ G+ (2.21)

Le flux thermique surfacique dans le mélange G est défini par

A k
I =) ot - (2.22)
k=L,G

Le flux thermique surfacique turbulent dans le mélange ¢,7 est défini par

L

—T A VE /—>,m ol —),k
qm = Z A | Pe | €t + 7 V™ — Tk.vk s (223)
k=L,G

ou e; est I'énergie interne massique de la phase k et T, est le tenseur des contraintes

de la phase k défini par :

Ty = —Pij + T, (2.24)

oit T est le tenseur unitaire. L’exposant ' désigne la fluctuation par rapport a la valeur
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moyenne pondérée par la masse.

Le flux thermique surfacique de diffusion dans le mélange b sécrit :

200 [(—¢ —L\ —
gD A aGpGpi (hG — ) 78 (2.25)

Enfin, la dissipation visqueuse du mélange s’exprime par :

—k
o= IS AT (2.26)
k=L,G
L’équation 2.19 présente la méme forme que I’équation de bilan d’enthalpie station-
naire en écoulement monophasique. Deux contributions supplémentaires, I’'une dans le
flux de chaleur total et 'autre dans le terme divergence en pression, rendent compte

de la diffusion d’enthalpie de la phase dispersée par rapport au mélange.

2.1.2 Intégration des équations de bilan de quantité de mouve-

ment et d’enthalpie du mélange
Bilan de quantité de mouvement du mélange

En utilisant le bilan de masse pour développer le terme convectif, puis en projetant

le bilan 2.9 sur 'axe Oz ascendant, on obtient :

0 (Vinz) OVis O(pm) 10(rrtt) ortt
— _ - mzr mzz 2.2
m Vinr or pmVim 0z 9Pm 0z + r or + 0z (2.27)

Les composantes radiales et axiales de la vitesse de mélange sont notées respecti-
vement V.. et V,,.. La contrainte normale et la contrainte de cisaillement du mélange

sont notées respectivement 7% et 7t

mzz mar:

On va maintenant introduire une série d’hypotheses. L’objectif de ce travail est
d’identifier rigoureusement les hypothéses qui ont conduit a I’établissement du systéme
d’équations proposé par Sato et Sadatomi (1981) (Eq. [8] et [9] pages 183 et 186) dans
leurs travaux sur la modélisation de la turbulence en écoulement diphasique.

— H1 : On suppose que I’écoulement est mécaniquement établi selon

Paxe Oz.

Toutes les dérivées selon z de la vitesse axiale sont nulles. Cette hypothése permet

de simplifier I’équation 2.27 car, comme 1’écoulement est supposé newtonien, la com-

tot

posante axiale du tenseur des contraintes 7,7.. est proportionnelle au gradient axial de
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vitesse axiale.
— H2 : On se place dans I’hypothése de couche limite.
Selon cette hypotheése, les deux premiers termes de ’équation étant du méme ordre
de grandeur, on néglige donc également le premier terme de I’équation 2.27.
— H3 : On suppose que la pression est uniforme dans une section droite
de ’écoulement.

Le bilan de quantité de mouvement 2.27 s’écrit alors :

dpm(2) N 1d(rmp,)

0=—gpm — ——— mer, 2.28
P dz rdr ( )
On intégre 1’équation précédente sur un disque de rayon r :
T r d . T 1 d tot
0=— /gmeWudu - / p—(z)27rudu + / —M%rudu, (2.29)
dz u  du
0 0 0
compte tenu que r72% (0) =0, on a :
T d . 9
0=— /gpmudu — pdz(Z) % + 7t (r). (2.30)
0
Ecrite en r=R, I’équation 2.30 conduit a :
/ d R?
0=— /gpmudu - p;l”(z> & + Rl (R), (2.31)
z

0

ou 7% (R, z) représente la contrainte de cisaillement appliquée par la paroi sur le fluide.

Elle est naturellement résistante et on note :

7' (R) 2 7, avec T, >0, (2.32)

mzr

ou 7, est la contrainte de frottement pariétal exercée par le fluide sur la paroi.
On définit I'opérateur de moyenne spatiale suivant sur la section de passage du

fluide, et on I'applique & la masse volumique du mélange. Il vient :

R
1
(Pm)y = 7 Pm2mudu. (2.33)

0
En éliminant le gradient de pression entre les équations 2.30 et 2.31, on obtient

alors I’équation suivante pour la contrainte de cisaillement totale dans le mélange :
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ety = =t L [ (o= (o)) ud (2.34)

Bilan d’enthalpie du mélange

Les hypotheéses suivantes sont appliquées dans 1’équation de bilan d’enthalpie du
mélange (Eq. 2.19) :

— H4 : On néglige le terme de divergence en pression.

— H5 : On néglige la dissipation visqueuse du mélange.

Ces hypotheéses sont appliquées par analogie avec le cas monophasique pour lequel
un calcul d’ordre de grandeur montre la prépondérance des flux convectifs et des flux
thermiques diffusifs devant ces deux termes.

Le bilan d’enthalpie du mélange 2.19 se réécrit alors :

v. <pmhmx7>m> — G (2.35)

m

Ce qui, compte tenu du bilan de masse, conduit a :
— —_
Vi Pl = — ¥ g%, (2.36)

— H6 : On fait ’hypothése que 1’enthalpie du mélange h,,, qui est une
fonction des coordonnées spatiales r et z, peut se décomposer de la

fagon suivante :

hin (1, 2) = Hp(2) + he(r), (2.37)

ot H,,(z) est I'enthalpie débitante de mélange moyennée sur la section de passage S

du fluide. Elle est définie par :

—h =" —k=F
A S k=L,G S k

=L,G
S \k=L,G

Le débit massique du fluide dans la conduite est noté . Il est défini par :

(2.38)
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R
2 /pmezZWudu. (2.39)
0

L’équation 2.36 se réécrit alors :

dH,,(2) dh.(r) _ 19(rqm;)  0(gns)

L’hypothése d’écoulement établi (H1) permet de suprimer les termes de transport
radial d’enthalpie et de gradient axial de flux de chaleur total dans le mélange.

L’équation 2.40 se réécrit alors :

dH,,(2) 1d (qu;i)

B VA = 2.41
P dz r dr ( )
On intégre 1’équation précédente sur un disque de rayon r :
r dH,, [1d(ugt
/pmeZJZWUdu = — / —M%Tudu, (2.42)
dz u  du
0 0
soit :
dH,,
i (1) = ) _ gt (), (2.43)
z

avec 1¢°(0) = 0 et m, le débit massique de fluide passant a travers un disque de

rayon r défini par :

r

., (r )é /pmeZQWudu (2.44)
0

Ecrite en r = R, ’équation 2.43 conduit & :

. dH,,(2)
mn dz
tot

ol ¢’ (R) est le flux surfacique de chaleur total regu par le mélange en paroi en W.m™2

= —27qutOt (R) (245)

Il est naturellement dirigé de la paroi vers le centre de 1’écoulement et on pose :

g (R) = —qu avec g, >0, (2.46)

ol ¢, est le flux de chaleur surfacique transmis par le fluide a la paroi.
En éliminant le gradient d’enthalpie débitante entre les équations 2.43 et 2.45, on

obtient alors I’équation suivante pour le flux de chaleur radial total dans le mélange :
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Riin(r)

rom

(1) = o (2.47)

2.2 Relations de fermeture

Afin de pouvoir résoudre les équations de bilan de quantité de mouvement et d’en-
thalpie, il est nécessaire d’exprimer la contrainte totale de cisaillement subie par le

mélange 7% | ainsi que la composante radiale du flux thermique total transporté par

mzr)

tot
mr*

le fluide ¢
Dans la suite on supposera, comme on est en régime stationnaire que :
— HT7 : les propriétés physiques des phases sont localement constantes

dans le temps.

2.2.1 Modélisation de la contrainte totale

On rappelle que d’aprés ’équation 2.11, la contrainte totale de cisaillement dans le
mélange s’écrit :

tot A T D
Tmzr = Tmar + Tmzr + Tmzr (248)

Ol Tper, T et T2 sont respectivement les contraintes de cisaillement visqueuses,
turbulentes et de diffusion de la phase dispersée.

La contrainte totale s’écrit donc :

A2 S et ol - T (T ). e
k=L,G k=L.G LPm

Le probléme de la fermeture de la contrainte totale se résume donc a la fermeture
des termes 7L et 7D .

A ce stade on fait les hypothéses suivantes :

— HS8 : On néglige la contribution 7.7 .
On choisi de se focaliser sur la modélisation de la contribution turbulente.
— H9 : On néglige la contribution de la phase dispersée devant la contri-

bution liquide : o, (TZTL + EL) dans la contrainte totale du mélange.
Pour un fluide newtonien, la contrainte visqueuse moyennée dans le temps s’écrit

pour la phase liquide :
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L
oVy. OVi,
TLer = UL ( (97[’/ + a; ) 5 (250)

ol puy, est la viscosité dynamique de la phase liquide en Pa.s.

D’aprés 'hypothése des propriétés physiques constantes dans le temps (H7) :

Lt = pr, (2.51)
et
art = . (2.52)
Il vient alors :
=T (2.53)
L’équation 2.50 se réécrit alors :
— —L
Tt = L a‘g?f + 6‘(;2" (2.54)

En écoulement établi (H1), on se place alors dans I’hypothése de couche limite (H2,
Candel, 1995) qui permet de supprimer le gradient axial de vitesse radiale devant le

gradient radial de vitesse axiale. L.’équation 2.54 se réécrit alors :
—

oV,
Tt = | o | (2.55)

La contrainte de cisaillement turbulente 77 . dans la phase liquide est définie,

d’apres I’équation 2.14, par :

T =
TLzr = —PLULY'VLZ (2.56)

o vy, et v7, sont les fluctuations des composantes radiales et axiales de vitesse liquide

définies autour de la vitesse moyenne liquide pondérée par la masse.
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tot

La contrainte de cisaillement totale dans le mélange 7,7, s’écrit donc :

L
- pLULr/ULz/ (257)

tot —L T
Tomzr — QLTLzr + OLTr = QL | ML

Afin de modéliser la partie turbulente de la contrainte, nous faisons a ce stade de
I’étude le choix d’utiliser une approche simplifiée par gradient avec une fermeture du
type longueur de mélange. En effet, dans un premier temps, il nous a semblé opportun
de rechercher le meilleur compromis entre simplicité et généralité du modéle. Si les
modeles a plusieurs équations (k—e, R;;—¢, etc.) sont par nature plus riches et complets
que les modéles a 0 équation, leur fermeture implique de renseigner des termes pour
lesquels on ne dispose que de peu ou pas d’information, notamment en écoulement
bouillant.

— H10 : Nous retenons une approche de type viscosité turbulente avec

fermeture par gradient.

On pose donc :

Lo = —PLUL/VL. = premL or (2.58)

ol €y, désigne la diffusivité turbulente de quantité de mouvement de la phase liquide

ou diffusivité turbulente mécanique en m?.s7!.

La contrainte de cisaillement totale dans le mélange s’écrit donc au final :
—

OVr.
Tovty = 01, (1L + prears) =5 (2.59)

On introduit la viscosité cinématique du liquide v;, en m?.s7! :

v 2 EL (2.60)
PL
Il vient :
Vi
Toner ~ (1= ag) pr, (Vi + enr) aLTZ : (2.61)

On considére que le taux de vide ag et la masse volumique pg sont suffisamment
faibles, pour supposer :

— H11 : azpr = pm-
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On peut alors écrire :

ot o o, . 2.62
Trnzr P (VL+€ML) or ( )

Nous faisons pour finir I’hypothése suivante :
— H12 : Le gradient radial de vitesse liquide axiale est égal au gradient

radial de vitesse de mélange axiale.

—r
oVr., oV,
~ . 2.
or or (2.63)

La validité de cette hypothése sera discutée ultérieurement lors de la comparaison

des résultats fournis par le modéle avec les résultats expérimentaux.

Finalement, la contrainte totale de cisaillement dans le mélange s’écrit :

Vi
Toer = Pm (VL F E011) == (2.64)

Au dela des hypotheses H8 et H9, la principale hypothése de fermeture du modéle
consiste a supposer que la contrainte totale dans le mélange est proportionnelle

au gradient radial de vitesse axiale.

2.2.2 Modélisation du flux de chaleur total

On rappelle que, d’aprés I’équation 2.21, la composante radiale du flux de chaleur
total dans le mélange s’écrit :

ot A
@t = e + e+ G (2.65)

OU Gmrs Gr’ €t Qmy” sont respectivement les composantes radiales du flux thermique
surfacique moléculaire, turbulent et de diffusion dans le mélange.

Cette équation peut également se réécrire :

g 2 Z o + Z ey + OJGIOGG—pLL (ﬁG — h:LL> ‘ZZ (2.66)
k=L,G k=L,G Pm
Le probléme de la fermeture du flux total radial dans le mélange se résume alors, comme
pour la contrainte totale, & la fermeture des termes ¢,,," et gpm,”.
On fait les hypotheses suivantes :

— H13 : On néglige la contribution ¢~ .
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Comme pour la contrainte, on se focalisera sur la modélisation du flux thermique
turbulent.

Pour un fluide newtonien, le flux de chaleur gf s’exprime grace a la loi de Fourier :

k k
@ =M v T (2.67)

ol ), désigne la conductivité thermique de la phase k en W.m 1K= et T}, est la
température de la phase k.

D’aprés 'hypothése des propriétés physiques localement constantes dans le temps
(H7), il vient :

k —k
w = _/\k€~Tk : (2.68)
On projette I’équation 2.68 sur 'axe Or. Il vient :

—k
0Ty,
— %
==
dk k ar

. (2.69)

On considére maintenant le flux thermique surfacique turbulent. On fait I’hypothése
suivante :
— H14 : On néglige I’énergie cinétique devant 1’énergie interne et le
travail des forces visqueuses et des forces de pression (moyennes et
fluctuantes) devant ’enthalpie dans I’équation 2.23.

Le flux thermique turbulent s’écrit alors :

—_—k
ot hj, est la fluctuation d’enthalpie autour de la valeur moyenne pondérée par la masse
en Jkg !
Cette équation se réécrit, en supposant les effets de pression négligeables sur 1’en-

thalpie :

_—k k
T — —
ag) == kakak/Uk, ~ ,Okaka/Uk/ y (271)

ol ¢y, la capacité calorifique massique & pression constante en J.kg 1K™t

La fluctuation de température 7}, est définie par :

—k
T =T, — Ty . (2.72)

o6



Pour modéliser le flux de chaleur d’origine turbulente, une approche de type visco-
sité turbulente est également retenue (H10). La composante radiale du flux de chaleur

turbulent s’écrit donc :

—k
G’ = _pkcpkng77 (2.73)
ol ey, désigne la diffusivité turbulente d’enthalpie de la phase k ou diffusivité turbu-
lente thermique en m?.s7!.

Compte tenu de I'équation 2.21, le flux thermique radial échangé dans le mélange

s’écrit :

¢t =" (o (@ +au")). (2.74)
k=L,G

En combinant les équations 2.69, 2.73 et 2.74, on obtient :

—k —k
oT;, o7},
tot — _ E A ) 2.75
Gy 2 ag | Ak or + PECpkETE or ( )

— H15 : On suppose que ’interface liquide/vapeur est a ’équilibre ther-
modynamique et que la température de la vapeur est uniforme et
égale a la température de saturation. On néglige donc le flux de cha-
leur dans la phase vapeur.

On a alors d’aprés ’équation 2.75 :

—
oT,
Q%a = —oay (A + preprers) ai

Au dela des hypothéses H13 et H15, la principale hypothése de fermeture du

(2.76)

modeéle consiste & supposer que le flux de chaleur total dans le mélange est
proportionnel au gradient radial de température liquide.
La combinaison des équations 2.34 et 2.47 avec les équations 2.64 et 2.76 conduit

alors au systéme suivant :

OV r g /
Pm, [VL -+ 5ML] Or = _ETw + ; / (pm - <pm>2) udu
0

. (2.77)
oT;, _ EmT(T)

or room

ar [AL + preprers)

Ce systéme peut se réécrire :

o7



/ T
V. — LTy %of o) Wdt
or Prm [VL + 5ML] (2 78)
—L
T, 1 R, (r)
\ or aj, [/\L + pLCpLgTL] r o m v

Pour retrouver le systéme d’équations obtenu dans les travaux de Sato et Sadatomi
(1981) (Eq. [8] et [19] pages 183 et 186) il suffit de ne pas introduire les hypothéses
H11 et H12 (on garde appy et VLZ ) et de rajouter une hypothése sur les profils de

vitesse plats® qui implique :

m,(r) r?

m R?

Cette partie a permis d’établir de fagon rigoureuse, les différentes hypothéses condui-

(2.79)

sant & 'obtention des équations proposées par Sato et Sekoguchi (1975) et Sato et
Sadatomi (1981) dans leurs travaux.
Afin de pouvoir intégrer ce systéme d’équations, il est désormais nécessaire de spéci-

fier des relations pour les diffusivités turbulentes de quantité de mouvement et d’éner-

gie.

2.2.3 Fermeture des termes turbulents

Sato et Sekoguchi (1975) proposent de modéliser les diffusivités turbulentes en sup-
posant qu’en écoulement diphasique, la turbulence dans le liquide est augmentée d’une
contribution turbulente induite par la présence des bulles. Ils proposent donc I'expres-

sion suivante pour la diffusivité turbulente de quantité de mouvement :

emr =€ +¢”, (2.80)

ou &’ représente la diffusivité turbulente dans le liquide et £” la diffusivité turbulente
induite par la présence des bulles.

Sato et Sekoguchi (1975) font alors I’hypothése que les diffusivités turbulentes de
quantité de mouvement et d’énergie sont égales, ce qui revient & considérer un nombre

de Prandt] turbulent ¢ unitaire.

3. Cette hypotheése implique de supposer que le profil de vitesse axiale est uniforme et égal a la
vitesse moyenne dans toute la section.
4. Construit comme le rapport de ces deux diffusivités.
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On a donc :

Prr=—-=1 = EML = €ETL (281)
ETL

Pour la diffusivité turbulente dans le liquide, Sato et Sekoguchi (1975) utilisent la

corrélation de Reichardt (1951), établie en écoulement monophasique :

e = %u* ll - (%)2] [1 +2<}%>2} , (2.82)

ou ky et u* désignent respectivement la constante de Von-Karman (k;=0.4) et la vitesse
de frottement définie en écoulement monophasique par :
wd e (2.83)
PL
avec T, la contrainte de cisaillement & la paroi.
L’analyse des résultats expérimentaux de Laufer (1954) par Van Driest (1956) ayant
montré que ’expression précédente conduisait & une surestimation des transferts turbu-

lents en trés proche paroi, ce dernier propose d’introduire un facteur d’amortissement

A(r) deéfini par :

A(r) = [1 — exp {— U;;L”u*] } 2, (2.84)

qui peut aussi s’écrire :

)= [1- e [-2]) s

avec yT la distance a la paroi adimensionnalisée :

yt = <Ry_ "y (2.86)

La constante sans dimension B est ajustée & partir des essais de Laufer a une
valeur égale a 16. Elle représente la distance a la paroi a partir de laquelle le facteur
d’amortissement tend vers I'unité (amortissement nul). Dans nos conditions d’étude
(REP, expérience DEBORA) cette distance est comprise entre 15 et 80 um, ce qui est
de l'ordre de grandeur du diamétre des bulles au détachement.

D’un point de vue dimensionnel, la diffusivité turbulente induite par la présence
des bulles s’exprime comme le produit d'une échelle de longueur L par une échelle de

vitesse Uy :
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6// ~ LTUT. (287)
Sato et Sadatomi (1981) proposent donc Iexpression suivante pour la diffusivité
induite par les bulles :

dB(T) =

e’ = A(r)kqag(r) 5 Us, (2.88)

ot ag(r), dg(r) et Up désignent respectivement le profil radial de taux de présence
de gaz, le profil radial de taille de bulles et la vitesse relative gaz/liquide moyennée
dans la section. En I’absence de bulles (ag = 0), cette contribution devient nulle et on
retrouve le cas limite monophasique.

La constante ko est ajustée a partir d’essais diphasiques eau/air a faible nombre
de Reynolds. Signalons que pour ces essais, du glycérol a été rajouté a 'eau afin de
diminuer les contraintes visqueuses et par conséquent de maximiser les contraintes
turbulentes. La valeur de ky = 1.2 a été retenue.

La vitesse relative gaz/liquide est estimée par Sato et Sadatomi (1981) a l'aide de
clichés photographiques pour des écoulements a bulles en liquide stagnant. Il proposent
de considérer une valeur constante et égale a 0.2 m/s.

Dans le cadre de notre étude, nous avons choisi de remplacer cette vitesse par la

vitesse de dérive moyenne relative aux écoulements a bulles définie par :

— A (acVajz)

Ve = (ac) (2.89)

ou Vgj. est la composante axiale de la vitesse locale de dérive de la phase gaz (Eq.
2.17).

Nous retiendrons pour cette grandeur, la corrélation proposée par Ishii (1977) :

. oAp\ T
o= Ve = V2 (252 (1~ (o)™ (2.90)
L

ou g désigne la gravité en m.s~2

, 0 la tension de surface en N/m, Ap = pp — pg et
(ag), le taux de vide moyenné sur la surface de passage du fluide.

Si cette corrélation est cohérente avec 'ordre de grandeur retenu par Sato et Sada-
tomi (1981) pour des écoulements eau/air & pression atmosphérique, elle nous semble
en revanche plus adaptée au cas des écoulements a forte pression et permet en outre
de tenir compte d’effets liés a 'augmentation du nombre de bulles dans I’écoulement.

Le profil radial de taille de bulles est décrit par un modéle a trois zones (figure 2.2).
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r.9s  R-20um R

FIGURE 2.2 — Distribution radiale du diamétre de bulles dans la conduite.

On retrouve :

— une zone a coeur ou le diamétre de bulles est supposé uniforme et égal a a;
(diameétre des bulles moyenné sur la section),

— une zone en proche paroi d’une épaisseur de E=20 ym dans laquelle on supposera
ce diameétre nul (pas de bulles),

— une zone de racordement de type loi parabolique.

Le profil global s’écrit :

(dp dp
s < r< I
2 — Osrsh=-=
dp+r—R d
dp(r) = 4(R—r>M ————— R——2<r<R-20pum  (291)

2 2

0— — — — — — — R—20pum<r <R

Deux remarques sur le modéle de Sato et Sadatomi (1981) peuvent étre

formulées :

1. La modélisation du profil radial de taille de bulles nous semble sujette a caution.
En effet en écoulement bouillant, la vapeur est directement produite a la paroi. Il n’y a
donc a priori pas de raison que le profil radial de taille de bulles se raccorde avec une
valeur nulle en paroi comme le suggérent Sato et Sadatomi (1981). Notons cependant

que pour des écoulements liquide/gaz dans lesquels le gaz n’est pas produit ou injecté
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au travers de la paroi, le modéle ne semble en revanche pas incohérent.

2. Ce modéle qui consiste a introduire une diffusion supplémentaire ne peut a priori
pas reproduire des situations d’écoulements pour lesquels il y aurait suppression de la
turbulence par les bulles (Wang et al., 1987).

2.3 Mise en ceuvre du modéle

2.3.1 Deétermination du profil de vitesse de mélange

Compte tenu de ce qui a été présenté précédemment, le calcul de la vitesse de
mélange V,,,, s’obtient par résolution du systéme 2.92 constitué de I’équation de bilan
de quantité de mouvement et du bilan de masse, équation qui servira de condition
d’arrét de 'algorithme. La méthode de résolution RUNGE-KUTTA d’ordre 4 a pas
adaptatif sera mise en ceuvre selon 'algorithme décrit sur la figure 2.3.

Le langage de programmation adopté dans toute cette étude est MATLAB®.

En résumé, on donne expérimentalement :

— les propriétés physiques et de transport a la pression et a la température moyenne
du liquide 77, la pression étant supposée uniforme dans tout le tube,

— le profil de taux de vide radial ag(r) expérimental,

— la valeur expérimentale du diameétre des bulles c/l; moyenné sur la section,

— la valeur expérimentale de la vitesse massique G.

On ferme :

— la valeur de la vitesse de dérive moyenne sur la section @ estimée a 'aide de
la corrélation d’Ishii (1977) et du taux de vide moyen mesuré sur la section,

— la vitesse de frottement u* supposée uniforme et dont la valeur est calculée a
'aide d’une corrélation adaptée (McAdams, 1954 et Friedel, 1979).

On cherche :
— le profil radial de vitesse axiale de mélange V;,,.(r),

— la valeur de la contrainte de frottement pariétal 7,,.
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Equations de bilan

oV, 1 r g ["
= —=Tw - m m d
g = et 2 [ (o = (o) ua
(2.92)
1 R
= PmVimz2mudu  Condition d’arrét de I'algorithme.
™ 0
Relations de fermeture
ErL = & _l_gll
R—7) 1°kR 2 2
= e [ e e o (] o2
€ [ exp{ Bu, U H 6 U [ - + A
R—r) | 2 dp(r) —
g = [1 — exp [—( B )u H ko (1) 32( >UB
B =16 k=04 ko =1.2
(2.93)
_ Ap\ 4 »
UB_\@(QOQP) (1-(a >2)175 N
PL PL
(dp dp
B B
b5 ___ <r< p_2t
2 — Osrsf==
d — d
dp(r) = ¢ 4(R—r)<B++R) ————— R—§<r§R—20um
 o------———-——- R—-20um <r <R
Condition a la limite
Vinz(R) =0 (2.94)
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DEPART PARAMETRES CONNUS

G: OL(I'), db (r)3 Ub3 u*

Contrainte pariétale + propriétés physiques

7., valeur initiale

A

Résolution Numérique Runge-Kutta 4
V(1)
e V_(R)=0
T,T,TA
A l
Gt G=— "oV 27ud
calculé = 7Z'R2 J.O pm mz Tudu
NON l
|Gcalc = Gl <&
oul
STOP

FIGURE 2.3 — Diagramme du calcul itératif pour la distribution de vitesse.
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2.3.2 Deétermination du profil de température liquide

La détermination du profil de température liquide s’obtient par résolution du sys-
teme d’équations 2.95. On doit encore résoudre un systéme a deux équations de deux
inconnues, qui sont T:LL et la température du liquide a la paroi Tyy.

L’analyse des équations a résoudre montre, qu’en plus des parameétres nécessaires
a la résolution de I'intégration du profil de vitesse, il faut également disposer :

— de la vitesse de mélange V,,, pour calculer le débit massique local m,.(r). Cette

vitesse s’obtient a partir de la résolution du systéme précédent (Eq. 2.92),
— de I'enthalpie liquide débitante moyennée sur la section, qui s’obtient grace au
bilan thermique 1D (intégration de I'équation 2.45),

— de la vitesse liquide Tz ,

— du flux de chaleur pariétal ¢, (donnée expérimentale).

Notons que, contrairement au cas de l'intégration du profil de vitesse, la condition
a la limite Ty est une inconnue & déterminer.

L’algorithme de résolution est décrit sur la figure 2.4.

En résumé, on donne expérimentalement :

— les propriétés physiques et de transport a la pression et a la température moyenne
du liquide, la pression étant supposée uniforme dans tout le tube,

— le profil de taux de vide radial aq(r) expérimental,

— la valeur expérimentale du diameétre des bulles c/l; moyenné sur la section,

— la valeur expérimentale de la vitesse massique G,

— le flux de chaleur expérimental pariétal g,

— l'enthalpie liquide débitante H; obtenue par bilan 1D.

On ferme :
— la valeur de la vitesse de dérive moyenne sur la section (7; estimée a 'aide de
la corrélation d’Ishii (1977) et du taux de vide moyen expérimental,

— la vitesse de frottement u* supposée uniforme et dont la valeur est calculée a
l'aide d’une corrélation adaptée (McAdams, 1954 et Friedel, 1979).

La résolution mécanique donne :

— le profil radial de vitesse axiale du mélange : V,,,..

On cherche : y

— le profil radial de température liquide 77 (r) ,

— la valeur de la température de paroi mouillée Ty .
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Equations de bilan

—L
or, 1 R, (r, 2)
or ar [A\r + preprerc) rom(z) Y
R_—p, — (2.95)
fVLZ prepTr 2mrdr
H, =2 - Condition d’arrét de ’algorithme.
[ V1. pr2mrdr
0
Relations de fermeture
erp = & _l_gll
R—r) *k1R 7\ 2 2
oo [ B o () )
€ [ exp{ Bu, u” 6u{ I + A
2
_ d _
g = [1 — exp [— (RBVLT u ” ko (1) 32(7”) Up
B =16 ki1=0.4 ko = 1.2
(2.96)
— Ap\ 4 w
UB:\/§<902P) (1-(a >2)175 N
PL PL
( dy dg
B B
5 _____ <r< R_2E
2 N Osrsh-5
d — d
dp(r) = ¢ 4(R—r)<B++R) ————— R—§<r§R—20um
 0---—-—-———-——- R—-20um<r <R
Condition a la limite
—L
Ty (R) =Tw (2.97)
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DEPART PARAMETRES CONNUS

Température (.ie‘[')aroi qy> T1p» G, a(1), d, (1), U, u*
T, (R) valeur initiale + propriétés physiques
A
Résolution Numérique Runge-Kutta 4
T, (r)
T, T, +A
. i R =L
V,.p.cc,T, 2xrdr
HL calculée H L= IO R .
IO V,.p, 2xrdr

STOP

FIGURE 2.4 — Diagramme du calcul itératif pour la distribution de température liquide.
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Remarque sur|lenthalpie| débitante H et les titres X et X,

Afin d’éviter toute confusion par la suite on précise ici quelques définitions de

grandeurs moyennées sur une section de passage du fluide.

L’enthalpie débitante du mélange H,,(z) :

—k—k —k—k
> <mkakaz I > > <mkakaz I >
A KSLG 2 _ k=LG 2 (2.98)

—k G
2

k=L,G

Hyn(2)

L’enthalpie débitante de la phase k moyennée sur la section, Hy(z) est définie par :

—k—k
<Wk04kvkz hy, >
Hy(z) £ 2 (2.99)

—k
<mkak sz >
2

Le titre massique de vapeur moyen :

—c —a
. <aGVGz P_GG> R <aGVGZ %G>
X(Z) - :k2 - G 2’
2

k=L,G

(2.100)

avec G la vitesse massique de fluide en kg.m=2.s7 L.

C’est le rapport du débit massique de gaz au débit massique total.
En combinant les relations 2.98, 2.99 et 2.100, I’enthalpie débitante du mélange s’écrit

également :

>

Hp(2) 2 X(2)He(z) + (1 — X(2))Hy(2). (2.101)

Le titre thermodynamique a [’équilibre :

Xeg2) 2 Hm(z); Hiser (2.102)

ol Hp, 4t est 'enthalpie liquide a saturation et £ = Hg sqt — H st €5t la chaleur latente

de vaporisation du fluide a la pression du systéme.

68


http://www.rapport-gratuit.com/

2.4 Validation sur des cas de référence

Nous présentons dans ce paragraphe, les calculs que nous avons effectués dans une
phase préliminaire afin de valider la mise en ceuvre du modéle précédemment exposé.
Trois configurations ont été testées :

— un cas monophasique correspondant aux essais réalisés par Laufer (1954) (cas

CL),
— deux cas diphasiques correspondants aux essais réalisés et analysés par Sato et
Sadatomi (1981).
— un essai adiabatique (cas CS1),
— un essai diphasique avec chauffage pariétal sans changement de phase (cas
CS2).

2.4.1 Cas monophasique - Données de Laufer (1954)

Laufer (1954) a mesuré le profil de vitesse pour un écoulement d’air dans une souf-
flerie de diamétre interne D; = 25.68 cm. Nous retenons pour notre étude deux configu-
rations correspondantes aux deux valeurs suivantes de nombre de Reynolds Re=50000
et Re=500000, nommées respectivement : cas Laufer 1 et 2 (CL1 et CL2).

Les propriétés thermophysiques de I'air sont fixées pour les deux cas a :

— Pair = 1.3 kg.m 3,

— llgir = 1.8.107° Pa.s.

Dans ce cas, la vitesse de mélange se réduit a la vitesse du gaz et le systéme

d’équations a résoudre se réduit a :

r —CG
8‘/@3 . _%Tw
or  palve +¢]
(2.103)
R _—g¢
\ = i pcVa. 2mudu

La vitesse de frottement u*, qui intervient dans €', s’obtient & partir de la corrélation
de McAdams (1954) pour le coefficient de frottement pariétal C/ :

C = 0.036Re™'®® pour 4.10* < Re < 107 (2.104)
T—ﬁp-(G)2 (2.105)
w 2 awr paiT .
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Le tableau 2.1 et la figure 2.5 présentent les résultats obtenus.
On note s la vitesse de frottement imposée dans I'expression de la diffusivité

turbulente (Eq. 2.93) qui est ici calculée a partir de la corrélation de McAdams (1954).

Elle s’écrit :
uimposee = A/ %7 (2106)

Ol Ty—impose €St calculée par la corrélation de McAdams.
On retrouve également dans le tableau 7,,_,04e¢, qui est la contrainte de frottement
pariétal calculée par le modéle de fagon a satisfaire le bilan de masse, et enfin u*

modele

qui est la vitesse de frottement calculée a partir de la contrainte itérée définie par :

u:nodele - \/ @' (2107>

Cas Re G Tw—modele u:nodele u;(mposee
(kgm=2s7!) | (Pa) (m/s) | (m/s)

CL1 | 50000 3.64 | 2.72.107% | 0.145 | 0.144

CL2 | 500000 36.60 | 1.69 1.14 1.141

TABLE 2.1 — Paramétres et résultats des calculs pour les cas de Laufer CL1 et CL2. Contraintes
et vitesses de frottement calculées par le modéle confrontées a la vitesse estimée par la corrélation de
McAdams (1954) et imposée dans le modéle.

Profils de vitesse gaz Profils de vitesse gaz (ZOOM a la paroi)
. . . i . T .

0.8}

0.6}

U/Uo
U/Uo

0.4}

Calculé par le modéle Re=50000

0.2k +  Mesures expérimentales de Laufer Re=50000
Calculé par le modele Re=500000

+  Mesures expérimentales de Laufer Re=500000

0 0t2 Ot4 0t6 Ots 1 04‘96 0.57 0.58 0.59
/R /R
(a) (b)

FIGURE 2.5 — Cas CL1 et CL2. (a) Comparaison des profils de vitesse axiale calculés par le modéle
avec les mesures. (b) Zone de proche paroi.

On constate un bon accord entre les profils mesurés et ceux calculés. Il en est de

méme pour les vitesses de frottement calculées et imposées.
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2.4.2 Cas diphasique adiabatique - Données de Sato et Sada-
tomi (1981)

Cet essai correspond a un écoulement diphasique adiabatique eau/air dans un tube

de diamétre D; = 26 mm. Le tableau 2.2 résume les principales caractéristiques de

Pessai.

Cas | P T | J Jo (ag), | G Us ds X Uposee
(bar) | (°C) | (m/s) | (m/s) (kg/m*s) | (m/s) | (mm) (m/s)

CS1|1.15 |30 0.5 0.105 | 0.131 | 498 0.2 4.4 2.72.107% | 3.9.1072

TABLE 2.2 — Paramétres de ’essai CS1.

La température moyenne débitante du liquide est notée Ty, , J, et Jg sont les

vitesses débitantes liquide et gaz encore appelées vitesses apparentes ou vitesses super-

ficielles :

Jk é <Oék

Vi

y

(2.108)

Le titre massique moyen de gaz est défini par I’équation 2.100. Il est relié a I’équation

2.108 par :

X —

G

paJa

(2.109)

Le profil expérimental de taux de vide ag est représenté sur la figure 2.6a. L’échelle

caractéristique de vitesse turbulente u

*
imposee

est obtenue utilisant la corrélation de Frie-

del (1979) détaillée dans ’annexe A et réputée comme étant la corrélation de frottement

diphasique de référence (Delhaye, 2008).

Les propriétés thermophysiques et de transport sont calculées a 'aide des tables

du NIST (National Institute of Standards and Technology) et sont résumées dans le

tableau 2.3
Cas P TLb Peau Pair Veau Vair Ocau
(bar) | (°C) | (kgm™3) | (kg.m™3) | (m%s7!) | (m%s7!) | (N/m)
CS1 | 1.15 | 30 995.6 1.29 8.01.1077 | 1.2.107° | 5.82.1072

TABLE 2.3 — Propriétés thermophysiques et de transport pour le cas CS1.

Afin de pouvoir comparer nos résultats avec ceux de Sato et Sadatomi (1981), il est

nécessaire de déterminer la vitesse liquide & partir du calcul de la vitesse de mélange.
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La figure 2.6b sur laquelle on a représenté le profil radial de vitesse liquide expérimental
et le profil de vitesse de mélange calculé suggére une relation du type homothétique :
(2.110)

TZL(T) = CVpa(7),

ou C' est une constante évaluée de facon itérative, par conservation de la vitesse débi-

tante liquide J, :

VOV (1) 27rdr. (2.111)

R R
! /aL VLZ (r)27rdr = ! /aL
0 0

En pratique pour cet essai eau/air, la masse volumique de l'air étant négligeable
devant celle du liquide on trouve une constante C trés proche de 1 qui implique
Vie (1) 2 Vi)

Le tableau 2.4 et la figure 2.6b présentent les résultats obtenus. On observe égale-

ment un trés bon accord entre les profils mesurés et les profils calculés.

Cas Tw—impose uzmposee dans 5, Tw—modele | Tw—Sato calcul Tw—exp
(Par) (m/s) (Pa) (Pa) (Pa)
CS1 | 1.528 3.92.1072 1.476 1.47 2.15

TABLE 2.4 — Cas CS1. Contrainte calculée par le modéle Ty_modeie, contrainte calculée par Sato
Tw—Sato €t contrainte mesurée 7,_cyp.

Profils de taux de vide experimental Profils de vitesse axiale

0.2 0.7
0.61
0.15 05t
© T\,,‘ 0.4}
S 0.1 £
© o 031
Vmelange code
0.05 0.21 VLiquide code
’ +  VLiquide code Sato
0.1r O VLiquide exp Sato
0 : : 0
0 0.005 0.01 0.015 0 0.005 0.01 0.015
r (m) r(m)
(a) (b)

FIGURE 2.6 — Cas CS1. (a) Profil de taux de vide mesuré. (b) Comparaison des profils de vitesse
axiale. Vitesses de mélange et de liquide calculées par le modéle, vitesse de liquide calculée par Sato
et vitesse mesurée.
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2.4.3 Cas diphasique chauffant - Données de Sato et Sadatomi
(1981)
La configuration expérimentale testée est identique a celle du cas précédent mais la

conduite est chauffée a la paroi et présente un diameétre intérieur D; = 16.9 mm. Les

conditions d’essais sont résumées dans le tableau 2.5.

Cas | P Jr, Ja (ag)y | G l/]; c/i; X G
(bar) | (mys) | (m)s) (kg/m?s) | (m/s) | (m) (V.m2)
CS2 |1 0.93 0.13 0.078 | 927.8 0.2 2.4.1073 | 1.72.107% | 117

TABLE 2.5 — Paramétres de I’essai CS2.

Dans leur article, Sato et Sadatomi (1981) font deux hypothéses supplémentaires :
— hypothése des profils de vitesse plats (V},. = constante) qui implique :
my(r)  r?
= — 2.112
D _ L (2112)

— propriétés thermophysiques et de transport évaluées a la température de film

définie par :

T+ Tw
==

Afin de comparer nos résultats avec ceux de Sato, on fera également le calcul en

T, (2.113)

prenant en compte ces hypothéses.

On utilise donc les propriétés du tableau 2.6 qui sont déterminées a la pression de

I'essai et pour la température de film 7.

Pour tous les tests, on fixe pg;, = 1.23 kg.m ™3, vy, = 1.3.107° m2.s7! et o7, = 0.059

N/m.
Cas TLb TW Tf ur PL )\L CpL
(°C) | (°C) | (°C) | (Pa.s) (kgm™3) | (Wm LK) | (Jkg™!)
CS2 (prop. a Ty) | 14.56 | 32.4 | 23.48 | 9.21.10* | 997.42 0.604 4182

TABLE 2.6 — Propriétés thermophysiques et de transport de I'essai CS2 évaluées & la température
de film T7.

La vitesse de frottement u,, .. est estimée par la corrélation de Friedel (1979).

Le tableau 2.7 et la figure 2.7b présentent les résultats obtenus.
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Cas hypOthéSG u:"mposee T° des prop. Tmeodele TWfsato waezp
profil plat physiques
(m/s) (*C) (*C) (*C) (°C)
CS2a | OUI 6.8.10~2 T 31.48 35.9 32.4
CS2b | OUI 6.8.1072 Ty 33.87 35.9 32.4
CS2c¢ | NON 6.8.1072 T 31.76 35.9 324
CS2d | OUI 6.1072 (Friedel -10%) | Tt 35.96 35.9 32.4

TABLE 2.7 — Essai CS2. Températures de paroi calculées par le modéle en fonction des propriétés
thermophysiques imposées, de la vitesse de frottement imposée et de 'hypothése des profils de vitesse
plats. Comparaison a la température calculée par Sato et & la valeur expérimentale.

Taux de vide Profils de température liquide
0.14 T -
o
0.12f 4 30F O Température liquide exp Sato
Température liquide code
0.1
o c 2
S 0.08 <
© -
0.06} ] 20y
0.04r
15
0.02 - * * !
0.2 0.4 0.6 0.8 1 0
r -
(a)

FIGURE 2.7 — Cas CS2a. (a) Profil de taux de vide mesuré. (b) Profil de température liquide calculé
avec les propriétés estimées a 7. Comparaison au profil mesuré.

Tw_modele €St la température de paroi calculée par notre modéle, Ty _ s, la tem-
pérature de paroi calculée par Sato et Sadatomi (1981) et Ty _ep la température de
paroi mesurée expérimentalement.

Les résultats du modéle sont, dans I’ensemble, cohérents et comparables a ceux
obtenus par Sato. Si l'accord entre les profils de température liquide calculés et ceux
mesurés expérimentalement est trés bon a cceur, en revanche les résultats de calculs
sont trés sensibles dans la zone pariétale a la fagon dont les propriétés physiques du
fluide sont calculées. Si on estime ces derniéres & la température moyenne 77, pour le
test CS2b au lieu de la température de film 7 (test CS2a), une variation de Ty, de
I'ordre de 3 °C est observée.

On réalise un test CS2c sans faire 'hypothése des profils de vitesse plats (avec le

1, (r -
terme de profil J) Le profil de température liquide obtenu est alors trés proche
m

a coeur du test CS2a, seule la température de paroi passe de 31.48 °C & 31.76 °C. On

peut donc en conclure que 'hypothése des profils plats est relativement peu couteuse
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sur Ty, . par ailleurs sa prise en compte permet de diminuer significativement les temps
de calculs.

Enfin, la méthode d’estimation de la vitesse de frottement n’est pas précisée dans
l'article de Sato et Sadatomi (1981). La corrélation de Friedel (1979) a néanmoins été
utilisée, mais il est possible que Sato ait utilisé une autre corrélation. Le test CS2d
de sensibilité & ce paramétre a été réalisé afin d’estimer son importance. Le tableau
2.7 montre les températures de paroi obtenues si on modifie la vitesse de frottement

*

mposee Sont

de 10%. On observe que les résultats obtenus avec cette nouvelle vitesse u
beaucoup plus proches de ceux obtenus par Sato. On remarque donc que le calcul de

*

mposece €6 quil n'est pas facile de

Tw est trés sensible a cette échelle de turbulence u

comparer des résultats sans connaitre les paramétres exacts utilisés par Sato.

2.4.4 Conclusions sur les cas tests

L’analyse des résultats présentés permet de valider la mise en ceuvre de notre mo-
déle. On peut remarquer que le modéle de turbulence de Sato semble suffisant pour
donner une bonne description des transferts de quantité de mouvement et d’énergie
pour les écoulements & bulles chauffés. On notera enfin la grande sensibilité de la tem-
pérature de paroi Ty, aux propriétés thermophysiques et de transport choisie et aux
échelles de turbulence (u*). La suite de 'analyse sera donc consacrée a ’étude des
écoulements bouillants & 1'aide, dans un premier temps, du modele qui vient d’étre

présenté.
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Chapitre 3

La banque de données expérimentale
DEBORA

A des fins de caractérisation et de compréhension de la structure des écoulements
diphasiques bouillants de type REP, une banque de données expérimentales a été consti-
tuée. Ce chapitre est consacré a sa description générale ainsi qu’a la présentation d’une
sélection d’essais, qui serviront de support a I'analyse des résultats fournis par le mo-
déle décrit au chapitre précédent. Ces essais seront choisis de fagon a couvrir ’ensemble
du domaine thermohydraulique décrit dans la banque de données, dont la condition
centrale (P=26 bar, G=3000 kg.m~2.s~! en Fréon) correspond au régime nominal de
fonctionnement d'un REP (P=155 bar, G=3000 kg.m2.s7! en eau) au regard des
critéres de transposition (Eq. 3.1 & 3.4). On s’intéressera également a des conditions
d’essais plus atypiques correspondantes a des régimes & bas débit (situation de perte
de débit) mais également a des conditions proches de la crise d’ébullition. Une analyse
des données acquises sera réalisée en complément a celle menée par Manon (2000). Elle
a pour but de vérifier la cohérence des mesures de taux de vide, de température et les

bilans thermiques en monophasique et en diphasique.

3.1 Présentation générale du dispositif et de la base

de données

3.1.1 Le dispositif expérimental

L’installation expérimentale DEBORA, implantée au Laboratoire de Thermohy-
draulique Diphasique et Accidents Graves du CEA de Grenoble (LTDA), a été congue
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dans le cadre des études de siireté des REP. Sa vocation est d’étudier, & une échelle
locale (CEFD), I’évolution de la structure d’un écoulement diphasique bouillant, de-
puis le début de I'ébullition (onset of nucleate boiling) jusqu’a I'apparition de la crise
d’ébullition (departure from nucleate boiling).

L’installation DEBORA est décrite en détail par Garnier (1993). Nous nous conten-

terons ici de rappeler qu’elle se compose de deux circuits couplés :

— un circuit principal constitué d’une pompe, d’une préchauffe a effet Joule di-
rect, d'une section d’essais chauffée par effet Joule direct, d'un mélangeur ou se
condense la vapeur produite dans la section d’essais, d'un échangeur et de trois
redresseurs (2x100 kW + 1x40 kW). La pression primaire est imposée par un
pressuriseur a ciel de vapeur.

— un circuit secondaire constitué d’un stockage, d’'un compresseur permettant la
vidange et le remplissage de la boucle, d’un condenseur pour liquéfier le Fréon
en phase de vidange ainsi qu'une pompe a vide destinée & abaisser la pression
dans la boucle avant remplissage, pour éliminer toute trace d’eau résiduelle et
d’air dans le circuit.

L’installation est décrite en annexe E.

Quatre parameétres thermodynamiques de controdle sont ajustables sur 'ins-

tallation :

— la pression en sortie de section d’essais P,

— le débit massique m en entrée de section d’essais,

— la température du liquide en entrée de section d’essais T,

— la puissance électrique transmise au fluide par effet Joule direct Q.

3.1.2 Le domaine d’étude et les transpositions

Cette section aborde la problématique, largement étudiée (Bouré, 1970, Ahmad,
1973, Francois, 2001, etc.) des critéres de transposition permettant de simuler, & ’aide
d’un fluide alternatif, le phénomeéne de crise d’ébullition en eau dans des conditions
expérimentales moins contraignantes.

L ’installation a été dimensionnée pour simuler les écoulements en conditions REP.
En termes de gammes de paramétres thermohydrauliques, cela correspond aux condi-
tions en eau suivantes :

— une pression P, variant entre 100 et 180 bar,

— une vitesse massique G variant entre 500 et 5000 kg.m~2.s7!,

— un flux chauffant ¢, compris entre 0 et 6 MW.m~2,
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— un titre thermodynamique a I’équilibre en sortie X., compris entre -0.4 et +0.4.

Ces conditions rendant délicate toute mise en ceuvre d’'une instrumentation locale,
il a été finalement choisi d’utiliser un fluide frigorigéne (Fréon R12 puis Fréon R134A)
comme fluide caloporteur. Des études ont établies (Stevens et Kirby, 1964 et Ahmad,
1973) que l'eau/vapeur a haute pression présente des similitudes de comportement au
regard de la crise d’ébullition avec le Fréon, mais pour des niveaux de température, de
densité de puissance et de pression bien plus faibles.

L’installation DEBORA étant pilotée par quatre paramétres de controle, il faut
donc, pour une géométrie imposée, disposer de quatre critéres de transposition. Les

relations suivantes ont été adoptées :

1 - RAPPORT DES MASSES VOLUMIQUES IDENTIQUE

P eau P Freon
().~ () o
PL sat PL sat
Cette identité pilote la correspondance des pressions entre le fluide réel (eau) et le fluide
prototype (Fréon). A la saturation, on peut tracer pour chaque fluide, I’évolution de

la pression en fonction du rapport des masses volumiques et identifier pour la pression

de fonctionnement REP, la pression correspondante en Fréon.

Pression fluide 1 (eau)

fluide 2 (fréon)

FIGURE 3.1 — Correspondance des pressions en fonction du rapport des masses volumiques (Eq.
3.1).

Pour exemple, le rapport des masses volumiques correspondant & une pression REP
en eau de 153 bar (température de saturation de 340 °C) s’obtient pour une pression
en Fréon R12 de 26 bar (température de saturation de 87 °C).
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2 - NOMBRE DE WEBER (We) IDENTIQUE

2 eau 2 Freon
Wecau é ( G°R ) — ( G°R ) é WeFreon (32)

PL,sat0 PL,sat0
G est la vitesse massique, R le rayon de la conduite et o la tension de surface du
fluide. Ce critére de transposition est adopté pour déterminer les vitesses massiques

équivalentes.

3 - TITRE THERMODYNAMIQUE D’ENTREE IDENTIQUE

xeau é (HL,entree - HL,sat) _ (HL,entree - HL,sat) é XFTeon (3 3)
eau Freon

eq,entree E [, eq,entree’

olt Hp, entree st 'enthalpie moyenne du fluide L en entrée de section d’essais et £ la cha-
leur latente de vaporisation du fluide. Ce critére permet de déterminer la température

d’entrée équivalente pour la pression considérée.

4 - NOMBRE D’EBULLITION (Bo) IDENTIQUE

o 2 ()™ _ ()77 & e (3.4

Ce critére permet d’établir la correspondance entre les densités de flux thermique g,

pour les deux fluides.
5 - GEOMETRIE IDENTIQUE

Les respect de ces cinq critéres implique alors ’égalité des titres thermodynamiques
a I'équilibre X., entre le fluide simulant et le fluide simulé.
Le tableau 3.1 présente les domaines thermohydrauliques équivalents au sens des

critéres de transposition précédents.

1. Le fluide doit étre liquide & l’entrée de la section d’essais afin d’éviter tout risque de cavitation
de la pompe.
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Fluide Eau Fréon R12/R134A
Pression Ps (bar) 100 - 180 14 - 30
Vitesse massique m (kg.m 2.s7 1) 500 - 5000 500 - 5000
Densité de flux thermique ¢, (MW.m™?) 0.6-6 0.05 - 0.65
Titre thermodynamique X, (-0.4) - (+0.4) (-0.4) - (+0.4)

TABLE 3.1 — Similitude Eau-Fréon. Correspondance des gammes de paramétres de controle.

3.1.3 La section d’essais

La section d’essais est constituée d’un tube de section circulaire en acier inox 316T1
de diamétre interne D; = 19.2 mm (£ 0.02 mm), de diamétre externe D, =21.2 mm
(£ 0.05 mm) et d’épaisseur e = 1 mm (£ 0.01 mm). La longueur du tube est de
L =3.485 m. Ce dernier peut-étre chauffé sur tout ou partie de sa longueur.

Le tube d’essais est muni a sa sortie d’une téte portant le systéme de déplacement
des sondes locales de mesure. Le schéma de la section d’essais expérimentale DEBORA
est présenté a la figure 3.2. L’architecture de ce systéme est décrite en détail par Cubi-
zolles (1996) et ne sera pas redétaillée ici. Nous rappelons simplement que ce systéme
permet de déplacer une sonde locale le long d’un diamétre du tube (hypothése d’axi-
symétrie de I’écoulement) avec une résolution minimale de 10 gum et une précision du
méme ordre. En fonctionnement nominal de I'installation (en pression et en tempéra-
ture), le positionnement de la zone active de mesure par rapport a la paroi chauffante

est connu a 50 pum pres.

3.1.4 Instrumentation mise en ceuvre

Deux types d’instrumentation sont mises en ceuvre durant les essais réalisés sur
I'installation DEBORA :

— l'instrumentation destinée au controle de I'installation parmi laquelle on trouve
la mesure de pression, de température d’entrée, de débit et de puissance. Celle-ci
est longuement détaillée par Cubizolles (1996) et Frangois (2001). Nous ne la
reprendrons pas ici.

— l'instrumentation locale : 3 types de capteurs ont été employés durant les essais
réalisés sur l'installation DEBORA :

— une mono-sonde optique,
— une bi-sonde optique,

— des thermocouples destinés a la mesure de la température du fluide ainsi
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Section de mesures de (o]
pression et de
température de sortie

Section de mesure

Tube chauffant
Longueur =3.485m
De‘.(i= 21-2 mm

D, =192 mm

Direction de
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/——/ température d'entrée

FIGURE 3.2 — Schéma de la section d’essais DEBORA.
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qu’a des mesures de température de paroi.

Congue par Danel et Delhaye (1971), la méthode de mesure par sonde optique
repose sur la différence d’indice de réfraction entre les phases liquide et vapeur. Une
fibre optique conductrice de la lumiére constitue ’élément sensible du capteur. Son
extrémité est étirée de maniére & former un prisme miniature. Ainsi, un faisceau de
lumiére arrivant en bout de fibre la quitte si sa pointe est au contact du liquide alors
qu’il y est réfléchi si sa pointe est au contact du gaz. La transformation du signal
optique réfléchi en signal électrique permet de déterminer la Fonction Indicatrice de
Phase (FIP). Cette fonction se présente sous la forme d’une succession de créneaux
correspondants au passage d'une inclusion gazeuse sur la zone sensible de la mesure.

La figure 3.3 est une représentation schématique du signal brut de la FIP.

b A A A

FIGURE 3.3 — Représentation schématique de I’enregistrement d’une FIP.

Les sondes utilisées sur DEBORA sont constituées d’une fibre de verre étirée et
présentent une dimension sensible de ’ordre de 10 pum. L’utilisation d’une mono-sonde
optique permet donc d’acquérir la Fonction Indicatrice de Phase dont, moyennant
quelques traitements, on peut extraire le taux de présence local de la phase gaz ag(r)
(taux de vide) :

7o = 2le (3.5)

ag(r) =v(r)tg = T

ou v(r) est la fréquence d’interférence entre les bulles et la sonde, T est le temps total

d’observation et tg est le temps de présence moyen de la phase gazeuse.
Ces grandeurs sont définies par les équations suivantes (Cubizolles, 1996) :
— la fréquence d’interférence entre les bulles et la sonde : (le nombre de bulles

percées par la sonde par unité de temps a la position r de mesure)
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Nu es Nm er faces
p(r) = = = =l (3.6)

T 2T 7

— les temps de présence moyens de la phase gazeuse et de la phase liquide :

— D tg
o= , 3.7
“ Nbulles ( )

et

o 2l (3.8)

L = .
Nbulles

Une bi-sonde est constituée de deux pointes sensibles séparées par une distance

connue et inférieure aux dimensions des inclusions interceptées par la sonde (figure

3.4).

FIGURE 3.4 — Photographies d’un corps de sonde et de deux fibres optiques.

On considére les hypothéses suivantes (Garnier, 1996) :

— sphéricité des inclusions,

— gradients de vitesse et de densité de centres? faibles sur une distance égale au
diameétre maximal des bulles (hypothése d’homogénéité locale de 1’écoulement
a léchelle de la sonde de mesure).

La vitesse axiale de déplacement d’interface que ’on assimile a la vitesse de la phase

gazeuse ﬁa peut alors étre déterminée a ’aide de deux méthodes :

— par intercorrélation entre deux signaux de fonction indicatrice de phase (cam-
pagne de mesures TESS, section 3.2.4),

— par analyse de I'histogramme des temps de vol, le temps de vol étant le temps
nécessaire a une interface interceptée par la sonde pour se déplacer de la pointe

amont a la pointe aval (campagne de mesures C3000, section 3.2.3).

2. Nombre de centres de bulles passant par unité d’aire de section droite et par unité de temps.
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La connaissance de cette vitesse permet alors d’accéder a :
— la concentration d’aire interfaciale volumique locale :
4v(r)

a;(r) = —5—, (3.9)
VGz (T)

— au diamétre de Sauter :

D,(r) = 62‘6(’7{;)

La température liquide est mesurée a ’aide d’un thermocouple de type chromel-

(3.10)

alumel (diameétre externe de 0.5 mm) dont la zone sensible a été ramenée a 250 pm.
La température de paroi séche est mesurée a 'aide de 4 thermocouples isolés électri-
quement pointés sur la face externe du tube. Ils sont respectivement situés a 1.465,
2.465, 2.965 et 3.485 m du début de la longueur chauffante. Les températures de paroi
cOté mouillé sont obtenues par un calcul de conduction 1D stationnaire a travers la
paroi & partir des mesures de température de paroi séche (Cubizolles, 1996, section
4.2). La précision de la température de paroi est équivalente a la précision intrinséque

du thermocouple et vaut £ 0.2 °C.

3.1.5 Incertitudes de mesures

Le tableau 3.2 récapitule les incertitudes de mesures des différents capteurs utilisés

sur l'installation.

Grandeurs Notations | Incertitudes

Débit massique m +1% relative®*
Pression P, +5000 Pa
Température d’entrée | T, +0.1 °C
Puissance Q +4% relative®*
Taux de présence local | ag +2%
Vitesse de gaz VGZG +10% relative**
Aire interfaciale a; +10% relative**
Diameétre de Sauter D, +12% relative**
Température liquide TLL + 0.2 °C

TABLE 3.2 — Incertitudes de mesures des différents paramétres d’aprés Cubizolles (1996). ** L’in-
certitude est donnée en relatif par rapport a la valeur de la mesure.
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3.2 Choix des essais retenus

La banque de données DEBORA comportant au total plus de 400 essais, il n’était
pas possible d’en présenter la totalité dans ce manuscrit. Nous avons donc choisi de n’en
retenir qu’'un nombre réduit en nous concentrant, en priorité, sur deux types d’essais :
— Des essais que nous qualifieront de "centraux" car correspondants a des condi-
tions quasi-nominales de fonctionnement REP en similitude Fréon (vitesse mas-
sique comprise entre 2000 kg.m 2.s7! et 3000 kg.m 257!, pression comprise
entre 19 et 26 bar) .

— Des essais dits "secondaires" correspondants a des gammes trés spécifiques
(basse vitesse massique ou proche de la crise d’ébullition).

Chaque essai de la banque de données est identifié¢ & l'aide de la nomenclature
suivante : CxxGyyPzzWaaTebb, ot Cxx désigne le numéro de la campagne expéri-
mentale, Gy la valeur de la consigne de la vitesse massique (en t.m~2.s71), Pyy la valeur
de la consigne de la pression (en bar), Waa la valeur de consigne de la puissance (en
kW) et Tebb la valeur de consigne de la température d’entrée (en °C). Pour exemple,
un essai de la campagne C2900 & G=2000 kg.m 257!, Q = 16 kW, P=14.6 bar et
T, = 28.52 °C est nommé : C29G2P14W16Te28.52.

3.2.1 Campagne C800

Cette campagne concerne des mesures de la température du liquide en sortie
de conduite, couplées & la mesure de profils axiaux de température de paroi. Le
fluide caloporteur est du Fréon R12. Trois séries d’essais seront analysées :

— (C8G2P14W16,

— (C8G2P26W16,

— (C8GHP26W16.

Les trois séries d’essais sont présentées en détail dans les tableaux 3.3, 3.4 et 3.5.
On y retrouvera pour chacun des essais, la valeur de la vitesse massique G mesurée, la
pression en sortie P, le flux de chaleur pariétal q,,, la température d’entrée du liquide T,
et le titre thermodynamique a I’équilibre en sortie Xeq—_sortic de tube. Ce titre Xe;—sortie
est calculé a partir de ’équation 2.102, dans laquelle I'enthalpie moyenne du mélange
en sortie est estimée par un bilan thermique 1D (intégration de I’équation 2.45) :

2m RLqy,
Hmsor ie — H entree S ECEE 3.11
sort Lientree T CrR? (3.11)
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ot Hy entree €st 'enthalpie moyenne du liquide a la température d’entrée pour la pres-
sion considérée et L est la longueur chauffante du tube. Les valeurs de Hp epiree €t

H,,, sortie sONt rassemblées en annexe B pour chacun des essais.

C&S G Ps Guw Te Xeqfsortie
(kgm™2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C)
C8G2P14W16Tel6.93 | 2027 14.5 | 73900 16.93 -0.1350
C8G2P14W16Te23.74 | 2010 14.6 | 73900 23.74 -0.0760
C8G2P14W16Te29.47 | 2009 14.6 | 73900 29.47 -0.0270
C8G2P14W16Te33.37 | 2011 14.6 | 72500 33.37 -0.0014
C8G2P14W16Te36.11 | 2009 14.6 | 72500 36.11 0.0250
C8G2P14W16Te43.08 | 2014 14.6 | 72900 43.08 0.0870

TABLE 3.3 — Caractéristiques des essais - Campagne C800 - Série C8G2P14W16.

Cas G Ps Qw Te Xeqfsortie
(kg.m™2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C)
C8G2P26W16Tel9.84 | 1996 26.1 | 74400 19.84 -0.538
C8G2P26W16Te24.57 | 1997 26.2 | 73900 24.57 -0.487
C8G2P26W16Te29.47 | 1989 26.2 | 73900 29.47 -0.430
C8G2P26W16Te31.46 | 1995 26.2 | 74400 31.46 -0.405
C8G2P26W16Te35.36 | 1998 26.1 | 73900 35.36 -0.363
C8G2P26W16T39.92 | 2001 26.1 | 73900 39.92 -0.310
C8G2P26W16T49.72 | 2000 26.2 | 73900 49.72 -0.193
C8G2P26W16Te61.51 | 1997 26.2 | 73900 61.51 -0.045
C8G2P26W16Te66.57 | 1982 26.2 | 73900 66.57 0.022

TABLE 3.4 — Caractéristiques des essais - Campagne C800 - Série C8G2P26W16.

Cas G Ps Gw Te Xeq—sortie
(kgm2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C)
C8G5HP26W16Te20.5 | 5120 26.2 | 73900 20.5 -0.724
C8G5HP26W16Te30.79 | 5009 26.2 | 73900 30.79 -0.604
C8G5HP26W16Te40.59 | 5013 26.2 | 73900 40.59 -0.490
C8G5HP26W16Ted5.82 | 4990 26.3 | 73900 45.82 -0.427
C8G5P26W16Te50.88 | 4995 26.3 | 73900 50.88 -0.366
C8G5HP26W16Ted5.28 | 5063 26.2 | 73900 95.28 -0.313
C8G5HP26W16Te70.31 | 4937 26.3 | 73900 70.31 -0.116
C8G5HP26W16Te81.18 | 4983 26.4 | 73900 81.18 0.036

TABLE 3.5 — Caractéristiques des essais - Campagne C800 - Série C8G5P26W16.
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3.2.2 Campagne C2900

Cette campagne concerne des mesures réalisées a I’aide d’une mono-sonde optique.
Seuls les profils radiaux de taux de vide en sortie de tube ont été mesurés. Le
fluide utilisé est du Fréon R12.

Quatre séries d’essais ont été choisies :

— C29G1P30W12,

— (C29G2P14W16,

— (C29G2P26W16,

— (C29G5P14W34.

Les parameétres de controle de ces quatre séries ainsi que le titre thermodynamique

a I’équilibre en sortie de tube sont présentés dans les tableaux 3.6 a 3.9.

Cas G Ps Qu Te Xeqfsortie
(kg.m=2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C)
C29G1P30W12Teb59.65 | 993 30.06 | 58260 99.65 -0.006
C29G1P30W12Te68.7 | 1004 30.08 | 58260 68.70 0.120
C29G1P30W12Te70.96 | 1004 30.07 | 58260 70.96 0.155
C29G1P30W12Te72.65 | 1005 30.07 | 58260 72.65 0.181
C29G1P30W12Te73.7 | 995 30.06 | 58260 73.70 0.203

TABLE 3.6 — Caractéristiques des essais - Campagne C2900 - Série C29G1P30W12.

Cas G Ps qu Te Xeq—sortie

(kg.m™2s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C) x(1072)
C29G2P14W16Te28.52 | 2028 14.59 | 76200 28.52 -3.02
C29G2P14W16Te31.16 | 2030 14.59 | 76240 31.16 -0.82
C29G2P14W16Te31.87 | 2014 14.58 | 76260 31.87 0.04
C29G2P14W16Te32.79 | 2035 14.58 | 76250 32.79 0.56
C29G2P14W16Te34.91 | 2028 14.59 | 76240 34.91 2.53
C29G2P14W16Te36.16 | 1999 14.58 | 75800 36.16 3.80
C29G2P14W16Te38.48 | 1999 14.58 | 75810 38.48 .80
C29G2P14W16Te39.67 | 2023 14.59 | 76260 39.67 6.74
C29G2P14W16Te40.8 | 2023 14.59 | 76260 40.80 7.77
C29G2P14W16Te42.30 | 2022 14.59 | 76260 42.30 9.02
C29G2P14W16Ted4.21 | 2024 14.59 | 76260 44.21 10.80

TABLE 3.7 — Caractéristiques des essais - Campagne C2900 - Série C29G2P14W16.
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C&S G Ps Gu Te Xeq—sortie
(kg.m™2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C) X (1072)

C29G2P26W16Te60.75 | 2005 26.15 | 73890 60.75 -5.67
C29G2P26W16Te66.60 | 1987 26.15 | 73890 66.60 2.19
C29G2P26W16Te70.53 | 1985 26.15 | 73890 70.53 7.47

TABLE 3.8 — Caractéristiques des essais - Campagne C2900 - Série C29G2P26W16.

Cas G Ps Gu Te Xeq—sortie

(kg.m™2.s71) | (bar) | (W.am™2) | (°C) x(1072)
C29G5P14W34Te34.19 | 5088 14.59 | 161640 34.19 -1.50
C29G5P14W34Te38.74 | 5087 14.59 | 161110 38.74 2.17
C29G5P14W34Te39.95 | 5085 14.59 | 160980 39.95 3.21
C29G5P14W34Te40.42 | 5086.5 14.59 | 160900 40.42 3.61

TABLE 3.9 — Caractéristiques des essais - Campagne C2900 - C29G5P14W34.

3.2.3 Campagne C3000

Cette campagne est similaire a la campagne C2900 (Fréon R12). La différence ma-
jeure réside dans l'utilisation d’une bi-sonde a la place d’une mono-sonde, permettant
ainsi d’accéder a la vitesse du gaz et par conséquent au diamétre des bulles ainsi

qu’a la concentration d’aire interfaciale. Quatre séries d’essais ont été retenues :

— (C30G2P14W16,
— (C30G2P14W17,
— (C30G2P26W16,
— C30G3P26W27.
Cas G Ps Quw Te Xeqfsortie
(kgm=2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (°C) X (1072)
C30G2P14W16Te28.75 | 2023 14.59 76261 | 28.75 -2.74
C30G2P14W16Te30.08 | 2022 14.59 76256 | 30.08 -1.59
C30G2P14W16Te31.39 | 2022 14.58 76245 | 31.39 -0.47
C30G2P14W16Te38.95 | 2008 14.58 77509 | 38.95 6.66
C30G2P14W16Te41.15 | 2007 14.58 77688 | 41.15 7.62
C30G2P14W17Te33.94 | 2008 14.58 78131 | 33.94 1.50
C30G2P26W16Te64.6 | 2050 26.20 73893 | 64.60 -1.65
C30G2P26W16Te66.6 | 2049 26.20 73893 | 66.60 1.24
C30G2P26W16Te70.59 | 2051 26.18 73893 | 70.59 6.54
C30G3P26W27Te60.78 | 3009 26.19 127190 | 60.78 -1.06

TABLE 3.10 — Caractéristiques des essais - Campagne C3000.
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Les séries C30G2P14W16 et C30G2P26W16 présentent des caractéristiques sem-
blables aux campagnes C800 et C2900 mentionnées précédemment. Les mesures réa-
lisées par bi-sonde de la campagne C3000 pourront donc étre associées aux résultats
de ces campagnes et notamment en ce qui concerne la température liquide ainsi que la
température de paroi. Les parameétres de controle de ces quatre séries ainsi que le titre

thermodynamique a I’équilibre en sortie de tube sont présentés dans le tableau 3.10.

3.2.4 Campagne C6100/TESS

Cette campagne C6100/TESS? se distingue des campagnes précédentes, a la fois
par les gammes de paramétres thermodynamiques étudiés (domaine des basses vitesses
massiques), mais également par le fait que des mesures simultanées et colocalisées
ont été réalisées en utilisant une bi-sonde optique et un thermocouple de type K. En
revanche, les températures de paroi n’ont pas été enregistrées durant cette campagne.
Le fluide utilisé est du Fréon R134A. Pour ces essais, dont la vocation premiére concer-
nait I’étude des phénomeénes de recondensation a cceur, le tube ne chauffe pas sur toute
sa longueur mais uniquement sur une partie d’entre elle (L=0.985 m et L=2.485 m),
cette partie chauffante pouvant étre déplacée a loisir le long du tube dont la longueur
totale est de 3.485 m. Dans ce travail, seuls les essais pour lesquels la fin de longueur
chauffante correspond a la fin du tube ont été considérés, les mesures étant toujours
réalisées en sortie de la section d’essais.

Onze essais ont été retenus. La série TG2P26 recoupe les précédentes campagnes
et permettra un test de cohérence comparatif. La série TG0.5P14 est associée & une
vitesse massique faible. Les profils de vitesse de gaz associés, et qui seront présentés a
la section suivante, ont une forme particuliére présentant un maximum en proche paroi.
Enfin, la série TG3P14 comporte un essai (TG3P14W30Te29.22) avec un taux de vide
trés important en paroi (ag(R) ~ 0.8), essai pour lequel il sera intéressant d’analyser
le comportement de notre modéle.

Les parameétres de controle de ces essais, ainsi que le titre thermodynamique a
I’équilibre en sortie de tube et la longueur chauffante L. du tube sont rassemblés dans
le tableau 3.11.

3. Topologie de ’Ebullition Sous-Saturée.
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Cas G Ps qw Te Xeq—sortie L
(kgm™2.s71) | (bar) | (Wam™2) | (°C) | x (1073) | (m)

TG3P28W15Te72.07 2844 | 27.54 100873 | 72.07 —10.00 | 2.485
TG3P28W12Te74.28 2843 | 27.54 79843 | 74.28 —8.41 | 2.485
TG3P28W11Te75.30 2844 | 27.54 70776 | 75.30 —6.15 | 2.485
TG3P14W30Te29.22 2755 | 14.63 199540 | 29.22 —1.46 | 2.485
TG3P14W17Te40.59 2742 | 14.63 110109 | 40.59 —2.08 | 2.485
TG3P14W7Te48.19 2720 | 14.63 49495 | 48.19 —9.20 | 2.485
TG2P26W17Te63.57 1968 | 26.58 115597 | 63.57 —1.80 | 2.485
TG2P26W13Te68.03 1962 | 26.58 84960 | 68.03 —6.35 | 2.485
TG2P26W11Te70.38 1964 | 26.58 69436 | 70.38 —6.73 | 2.485
TGO0.5P14W3Te41.98 556 | 14.65 53716 | 41.98 5.52 | 0.985
TGO0.5P14W1Te49.24 554 | 14.65 20733 | 49.24 —1.70 | 0.985

TABLE 3.11 — Caractéristiques des essais - Campagne C6100/TESS.

3.3 Analyses préliminaires

3.3.1 Campagne C800

Cette campagne concerne essentiellement des mesures de température fluide. Les
figures 3.5 et 3.6 présentent les données obtenues pour les séries C8GHP26W16 et
C8G2P26W16. On retrouve pour chacun des essais, 1’évolution radiale du profil de
température liquide ainsi que 1I’évolution axiale de la température de paroi.

On distingue pour les deux séries, des profils radiaux de température liquide & deux
zones (figures 3.5A et 3.6A) : une zone & coeur ou le profil de température est plat
(d’autant plus que le débit massique est important) et une zone pariétale dans laquelle
le gradient de température est marqué. Pour la série C8GHP26W16, la majorité des
essais (de 7,=20.50 °C a 7.=65.49 °C) restent monophasiques en sortie. On observe
que la température moyenne du liquide augmente avec l’augmentation du titre ther-
modynamique mais que la forme du profil radial de température liquide se conserve
d’un essai a l'autre. Pour les deux derniers essais (7,=70.31 °C et 7,=81.18 °C), le
gradient de température en paroi diminue traduisant une augmentation du coefficient
de transfert thermique induit par 'apparition de I’ébullition nucléée en paroi.

Les figures 3.5B et 3.6B présentent I’évolution axiale de la température de paroi
mouillée. On observe une évolution linéaire avec la position axiale (flux thermique
axialement uniforme) jusqu’a ce que la température de paroi atteigne la température
de déclenchement de I’ébullition (supérieure de quelques degrés a la température de

saturation).
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Sur la figure 3.5B, on a placé la température de saturation du Fréon R12 a 26 bar
égale a 86.8°C. On note que pour les deux derniers essais, la température en paroi
dépasse de quelques degrés la saturation et se stabilise. Cette condition est atteinte,
compte tenu des valeurs de débit et de puissance, uniquement pour les deux tempéra-
tures d’entrée les plus élevées (1.=70.31 °C et 7,=81.18 °C).
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o—| xeq=-0.657 /
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FIGURE 3.5 — Série C8G5P26W16. (A) Evolution des profils radiaux de température dans le liquide
en fonction de la température d’entrée. (B) Evolution axiale de la température de paroi en fonction
du titre thermodynamique & I’équilibre en sortie de tube.

Sur la série C8G2P26W 16, le débit étant plus faible, toutes choses égales par ailleurs,
I’ébullition survient pour une température d’entrée plus faible que pour la série précé-
dente (7.=35.46 °C contre 7,=70.31°C).
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FIGURE 3.6 — Série C8G2P26W16. (A) Evolution des profils radiaux de température dans le liquide
en fonction de la température d’entrée. (B) Evolution axiale de la température de paroi en fonction
du titre thermodynamique & I’équilibre en sortie de tube.
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On notera qu’une certaine analogie peut-étre faite entre les profils obtenus en sortie
du tube DEBORA en fonction de la température d’entrée et le développement d’un
écoulement dans un tube. Si cette analogie est possible en monophasique, elle itmplique
un certain nombre d’hypotheses en diphasique comme de négliger les pertes de pression

par accélération. Nous resterons donc prudents sur cette analogie.

3.3.2 Campagne C2900

On a représenté sur les figures 3.7 & 3.9, I’évolution des profils radiaux de taux de
vide en fonction de la température d’entrée ou du titre thermodynamique a I’équilibre
en sortie de tube? pour les trois séries d’essais retenues.

On observe, pour la série C29G2P14W16, que pour les faibles valeurs du titre
thermodynamique de sortie (i.e. ébullition sous refroidie X., < 0), le maximum de

taux de vide se situe en paroi.
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FIGURE 3.7 — Série C29G2P14W16. Evolution des profils radiaux de taux de vide en fonction de la
température d’entrée dans le tube.

Ce pic de taux de vide se déplace ensuite de la paroi vers le coeur de I’écoulement au
fur et & mesure que le titre thermodynamique de sortie augmente. Notons que le point
de mesure le plus proche de la paroi se situe & 150 um de cette derniére. On observe
enfin que, quelle que soit la valeur du titre thermodynamique & 1’équilibre en sortie,

il semble que dés que I’écoulement devient saturé (titre thermodynamique positif), le

4. Des essais supplémentaires ont également été tracés sur ces figures mais n’apparaissent pas dans
les tableaux des caractéristiques de la section précédente car ils ne resserviront pas ultérieurement.
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taux de vide en paroi (obtenu par extrapolation & partir des deux derniers points de
mesures réalisés les plus proches de la paroi) tend vers une valeur constante de I'ordre
de 35 a 40 %.

Un résultat similaire a notamment été observé par Gunther (1951) ou plus récem-
ment par Theofanous et al.(2002) lors d’expériences relatives a I’ébullition réalisées en
eau. Cet élément constitue a nos yeux, un élément supplémentaire important vis-a-vis
de la validation des aspects liés a la transposition entre le Fréon et I'eau.

La série C29G1P30W12 est associée a une faible vitesse massique et une haute
pression. La figure 3.8 montre que lorsque la température d’entrée atteint 73.7 °C, le
taux de vide au voisinage de la paroi augmente soudainement pour atteindre 70%.
Il convient toutefois de noter que, comme pour l'ensemble des essais de la banque
de données, les conditions d’écoulement restent stables. A titre informatif, pour une
méme valeur de débit, de pression et de puissance électrique, le déclenchement de la
crise d’ébullition (caractérisé par une excursion brutale et rapide de la température de
paroi) a été obtenu pour une température d’entrée de 74 °C. La corrélation de flux
critique de Katto (1984) calcule pour ces conditions (7, = 73.7 C') un flux critique de
57.5 kW.m~2. Il nous semble donc légitime de supposer que ce dernier point de la série
C29G1P30W12 réalisé a q, = 58.3 kW.m™2 correspond & une condition trés proche
de la crise d’ébullition. On remarque dans le méme temps, que seule la zone pariétale

semble concernée par cette modification de la topologie de 1’écoulement.

o8 - Te=52.97 xeq=-0.103

Te=59.65 xeq=-0.0061
Te=63.43 xeq=0.46
—e— Te=68.70 xeq=0.12
1 |—— Te=70.96 xeq=0.155
— Te=72.65 xeq=0.181
4 |—=— Te=73.70 xeq=0.203

0.7 o} 4

0 1 1 1 1 1 1 1 1 1
0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006 0.007 0.008 0.009 0.01

r(m)

FIGURE 3.8 — Série C29G1P30W12. Evolution des profils radiaux de taux de vide en fonction de
la température d’entrée. Le dernier point (7.=73.7 °C) est proche des conditions de flux critique,
obtenues pour T,=74 °C.

94



Ces constatations sont par ailleurs tout a fait conformes aux observations faites par
Gunther (1951) et Mattson et al. (1973) .

La figure 3.9 présente des résultats semblables pour la série C29G5P14W34. Des
conclusions similaires a celles qui viennent d’étre énoncées peuvent étre tirées. La en-
core, on observe une augmentation prononcée du taux de vide dans la zone pariétale,
ce dernier atteignant 50% pour un titre thermodynamique de 0.036 et une température
d’entrée de T, = 40.42°C. Pour les mémes conditions d’essais, le flux critique est atteint
pour une température de 41.5°C. Pour T, = 40.42°C et ¢, = 160.1 kW.m 2 imposés,
la corrélation de Katto (1984) calcule un flux critique de 148.6 kW.m™? confirmant

également la proximité des conditions critiques.

0.5 T

+ Te=34.19 xeq=-0.016
045} | ... ] | Te=38.74 xeq=0.0217

| —— Te=39.95 xeq=0.0321
1 |—— Te=40.42 xeq=0.0361

0.4

0.35

0.3

‘5’ 0.25
0.2

0.15

0.1

0.05- 4

0 1 | 1 1 1 1 1 1 1
0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006 0.007 0.008 0.009 0.01
r(m)

FIGURE 3.9 — Série C29G5P14W34. Evolution des profils radiaux de taux de vide en fonction de
la température d’entrée. Le dernier point (7,=40.42 °C) est proche des conditions de flux critique,
obtenues pour T,=41.15 °C.

Remarque

Afin d’obtenir des informations sur la granulométrie de 1’écoulement (aire interfa-
ciale (Eq. 3.9) et diamétre de Sauter (Eq. 3.10)), 'utilisation d’une mono-sonde optique
dans cette campagne nous contraint a devoir utiliser un modéle pour la vitesse du gaz.

Compte tenu de la vitesse massique a laquelle se déroulent les essais®, il semble
raisonnable de formuler une hypothése de profil de vitesse en puissance 1/7¢"¢ de la
forme (Cubizolles, 1996) :

5. Le régime d’écoulement est turbulent Re > 10%.
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Vo (1) & Via(r) = 1.22(Vi), (%) ' (3.12)

On a fait 'hypothése d’équilibre mécanique entre les phases.

3.3.3 Campagne C3000

Nous rappelons que les mesures de cette campagne ont été réalisées a l'aide d'une
bi-sonde. On dispose donc de données relatives a la vitesse des bulles, leur diamétre
ainsi qu’a la concentration d’aire interfaciale.

On s’intéresse en priorité a la série C30G2P14W16, qui correspond & la reprise d’une
série d’essais de la campagne C2900. On a tracé sur les figures 3.10 et 3.11, I’évolution
des profils radiaux de taux de vide, de vitesse gaz, de concentration d’aire interfaciale
et de diameétre de Sauter en fonction de la température d’entrée dans le tube. En plus
des commentaires déja formulés précédemment et que ces courbes confirment, on peut
en outre noter dans le profil de vitesse gaz deux comportements distincts selon que le
taux de vide présente un pic a cceur ou en paroi. Pour des distributions de taux de
vide piquées en paroi, on trouve un profil de vitesse gaz quasi-plat avec une valeur a
coeur proche de 2.5 m/s ce qui correspond & peu prés a la vitesse du liquide en entrée
de section d’essais. Pour les distributions de taux de vide piquées au centre, le profil
de vitesse s’incurve laissant apparaitre un maximum plus prononcé au centre.

A titre de comparaison, on a porté sur ce graphique (figure 3.10) pour l'essai
C30G2P14W16Te30.08 le profil de vitesse axiale du gaz donné par 1'équation 3.12.
Le bon accord observé entre les mesures et ce profil permet de justifier son utilisation
dans la campagne C2900 pour reconstruire des profils de diamétre de Sauter et d’aire
interfaciale.

Le profil d’aire intefaciale (figure 3.11A) présente un maximum au voisinage de la
paroi, quelle que soit la valeur du titre thermodynamique. Comme pour le taux de vide,
on semble observer une stabilisation de la valeur de la concentration d’aire interfaciale
dans la zone a coeur lorsque I’écoulement devient saturé.

L’évolution des profils de diamétre de Sauter révéle deux comportements distincts :

— pour les écoulements sous-refroidis, on distingue radialement deux zones dans

I’écoulement : une zone en proche paroi ot le diamétre caractéristique augmente
probablement sous 'effet de la coalescence, et une zone a cceur ou le diamétre
reste quasi-uniforme. Il semble que ce comportement soit lié & un nombre de

bulles insuffisant & coeur pour autoriser la coalescence inter-bulles, compte tenu
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du sous-refroidissement.

— pour les écoulements saturés, on observe au contraire une croissance monotone

O

0
0

FIGURE 3.10 — Série C30G2P14W16. Evolution des profils

du diameétre de bulles depuis la paroi vers le coeur de ’écoulement. Ceci peut
s’expliquer par une prédominance des effets de coalescence par rapport aux effets

de fragmentation.
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FIGURE 3.11 — Série C30G2P14W16. Evolution des profils
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Te=39.96 xeq=0.077
Te=41.15 xeq=0.087
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radiaux en fonction de la température

d’entrée. (A) Aire interfaciale. (B) Diamétre de Sauter.

3.3.4 Campagne C6100/TESS

Avant de présenter quelques courbes caractéristiques, nous précisons que les données

brutes de cette campagne ont subi un traitement visant a symétriser et lisser les profils.

Ce traitement a été fait a ’aide d’un outil d’interpolation par splines cubiques. Sur les

différentes figures qui seront présentées, les données brutes et les profils obtenus aprés
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traitement seront tracés. Dans la suite de cette étude, seuls les profils traités seront
retenus pour analyser les résultats de la campagne TESS.

L’intérét majeur de cette campagne est de pouvoir disposer pour un méme essai de
mesures simultanées de taux de vide, de vitesse gaz (bi-sonde optique) et de tempé-
rature liquide (thermocouple). Malheureusement, les températures de paroi n’ont pas
été sauvegardées durant ces essais.

La série TG0.5P14 (figures 3.12 et 3.13), associ¢e a un faible débit et une faible
pression, présente des profils de vitesse gaz et de taux de vide ayant un maximum en
proche paroi, la position du pic de vitesse correspondante & celle du pic de taux de
vide. L’allure du profil de vitesse résulte sans doute de la compétition entre les effets
convectifs liés a la vitesse du liquide, qui sont faibles & cette vitesse massique, et les
effets de flottabilité liés au pic de taux de vide qui entrainent un allégement et une

accélération locale du fluide.

(A)
o W3 Te=41.98/xeq=5.52e-3
o2 < W1 Te=49.24/xeq=-1.7e-3

05 L L L L L L L L L
-0.01 -0008 -0.006 -0.004 -0002 0 0002 0004 0006 0008 0.1

FIGURE 3.12 — Série TG0.5P14. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (A) Taux de vide. (B) Vitesse axiale de gaz. Les points sont les données brutes
et les traits les données traitées.

©

— Tsat=54.26°C
—— W3 Données traitées
o W3 Données brutes
— W1 Données traitées

< W1 Données brutes
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e

FIGURE 3.13 — Série TG0.5P14. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (C) Température liquide.
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Lorsque le débit augmente (série TG2P26), les effets convectifs (figures 3.14 et
3.15) redeviennent prépondérants devant les effets de flottabilité et le profil de vitesse
présente un maximum au centre de la conduite, malgré un pic de taux de vide en proche
paroi.

(A)

W11/ Te=70.38 / xeq=-6.72e-3
| © W13/ Te=68.04 / xeq=—6.35e-3
/D\; s W17/ Te=63.57 / xeq=-1.8e-3 Y|

FIGURE 3.14 — Série TG2P26. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (A) Taux de vide. (B) Vitesse axiale de gaz. Les points sont les données brutes
et les traits les données traitées.

(©)

— Tsat=80.44°C
W11 Données traitées

80
W11 Données brutes

—— W13 Données traitées
© W13 Données brutes
W17 Données traitées
o W17 Données brutes

78r

FIGURE 3.15 — Série TG2P26. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (C) Température liquide.

La série TG3P28 (figures 3.16 et 3.17) présente des données similaires a celles de la
série précédente (TG2P26).

La série TG3P14 (figures 3.18 et 3.19) est intéressante car on peut observer une
augmentation brutale du taux de vide en zone pariétale (jusqu’a ag = 0.8). La valeur
du taux de vide est si élevée que les effets de flottabilité associés sont suffisants pour
perturber 'allure du profil de vitesse gaz alors que le débit est pourtant trés élevé
(G=3000 kg.m~2.s7!). Nous soupgonnons que cette augmentation du taux de vide soit

liée & la proximité du flux critique, mais il n’y a malheureusement pas eu d’essais de
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FIGURE 3.16 — Série TG3P28. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (A) Taux de vide. (B) Vitesse axiale de gaz. Les points sont les données brutes
et les traits les données traitées.
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FIGURE 3.17 — Série TG3P28. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (C) Température liquide.

flux critique réalisés dans ces conditions afin d’étayer notre hypothése. Cependant la
corrélation de Katto (1984) a montré un accord trés proche entre les valeurs de flux
critique qu’elle calcule et les valeurs de flux imposés sur la campagne C2900 pour des
essais identifiés en flux critique. Cette corrélation prédit pour cet essai a flux imposé
A qp = 199.5 kW.m~2, un flux critique de 200.5 kW.m~2 confirmant la trés probable
proximité des conditions critiques.

L’essai TG3P14W30Te29.22 est réalisé a une forte puissance thermique (g, ~ 200
kW.m™?), le titre thermodynamique en sortie proche de zéro (X., = —1.46.1072) im-
pose une température d’entrée faible de 7,=29.2 °C. En conséquence, on observe un
fort déséquilibre thermique en sortie de tube entre la zone de proche paroi et le coeur.
On observe une différence de température entre le centre de la conduite et la tempéra-

ture de saturation de l'ordre de 4 °C alors que cette différence n’est que de 1 °C pour la
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série TG0.5P14 réalisée a la méme pression pour des puissances beaucoup plus faibles.

“w I ()

o7k x W7/ Te=48.19 / xeq=-1.27e-3
W17 / Te=40.60 / xeq=—2.89e-3
s W30/ Te=29.22 / xeq=-2.03e-3

W7 Données traitées
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FIGURE 3.18 — Série TG3P14. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (A) Taux de vide. (B) Vitesse axiale de gaz. Les points sont les données brutes
et les traits les données traitées.

©

— Tsat=54.26°C

FIGURE 3.19 — Série TG3P14. Evolution des profils radiaux en fonction de la puissance et de la
température d’entrée. (C) Température liquide.

Les profils de température liquide présentent des allures similaires aux profils de la
campagne C800. Pour des raisons technologiques, le thermocouple n’a pu étre approché
aussi pres de la paroi que pour les essais C800 (le dernier point est & 1000 pm de la

paroi contre 500 pum pour la campagne C800).
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3.4 Analyse de la cohérence de la banque de données

3.4.1 Cohérence des mesures de température de paroi

Deux types d’analyses ont été réalisées :

— Une analyse de la cohérence des mesures de température de paroi en fonction
du titre thermodynamique a 1’équilibre dans 1’ensemble du tube.

— Une analyse des mesures de températures de paroi en monophasique et dipha-

siques en sortie de tube par comparaison a des corrélations appropriées.

Dans un premier temps, nous avons tracé 1’évolution des températures de paroi
en sortie (z = 3.485 m) en fonction du titre thermodynamique pour deux séries d’essais
et ’avons comparé aux données de températures de paroi obtenues aux différentes alti-
tudes ou cette grandeur est mesurée (figures 3.20 et 3.21). Nous avons également porté
sur ces graphiques, la température de paroi nécessaire a l’apparition de 1’ébullition,

donnée par la corrélation de Frost et Dzakowic (1967) :

TW = Tsat + ATSGt? (313}

ou AT}, désigne la surchauffe de paroi et s’écrit :

SUQwTsat

AT, = Pr . 3.14
sat sat >\L73at£pG ( )
La température de saturation doit étre en Kelvin, avec :
c
Pr,y = (sl (3.15)

>\L,sat

On retrouve un résultat obtenu par Manon (2000). On constate en effet que 'en-
semble des points de mesure se regroupe sur une méme courbe malgré une légere dis-
persion. En réalité, ces mesures ne devraient pas se superposer car elles sont réalisées a
différentes hauteurs et en considérant pour le calcul du titre X4, la pression uniforme
dans le tube et égale & la pression de sortie.

Les pertes de pressions dans le tube semblent donc influer faiblement sur les proprié-
tés physiques du fluide et sur la chaleur latente de vaporisation. Ces éléments justifient
d’autant plus ’analogie supposée entre I’évolution des mesures diphasiques en sortie de
tube en fonction de la température d’entrée et [’évolution d’un écoulement dans un tube

virtuellement plus long.
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FIGURE 3.20 — Série C8G5P26W16. Comparaison des températures de paroi en sortie et des tem-
pératures de paroi le long du tube en fonction du titre thermodynamique a I’équilibre.
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FIGURE 3.21 — Série C8G2P26W16. Comparaison des températures de paroi en sortie et des tem-
pératures de paroi le long du tube en fonction du titre thermodynamique a I’équilibre.

N

Sur les figures 3.20 et 3.21, on distingue parfaitement les zones associées & un
échange purement convectif (évolution linéaire de la température de paroi avec le titre
thermodynamique) et la partie associée a la zone bouillante dans laquelle la tempé-
rature de paroi est quasi-uniforme et égale & une valeur légérement supérieure a la
température de saturation. (AT, = Tw — Tsar = 2°C).

Dans un deuxiéme temps, les données relatives a la zone monophasique (tem-
pérature de paroi inférieure a la saturation) ont alors été analysées en détail. On a
cherché a comparer les données mesurées avec une corrélation de référence. On a re-

tenu la corrélation de Gnielinski (1976) et qui s’écrit :
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(%) (Re — 1000) Pr

A
Nu = c 05 23 , (316)
1+127(%) (P - 1)
ou U désigne le coefficient de frottement.
Avec :
pr 2 (ﬂ) , (3.17)
AL
et ab
Re £ (—) . (3.18)
298
Le domaine de validité de la corrélation est le suivant :
0.5 < Pr <2000
(3.19)
2300 < Re < 5.10°

Les propriétés thermophysiques et de transport sont évaluées a la température
moyenne du liquide 77, a la cote considérée. Toutes les propriétés physiques utilisées
sont rassemblées en annexe B.

Le coefficient de frottement Cy est calculé & I'aide de la corrélation de Churchill
(1977) recommandée par Delhaye (2008) :

1/12
Cy=2

8\ 1
Re) (A + B)15

1 16 37530\ *°
A= |2.4571 -
Y 7/Re)% + 0.27¢/D B Re
(

Le tube est supposé hydrauliquement lisse (¢ = 0). Pour chaque essai des séries
C8GHP26W16 et C8G2P26W16, on a alors comparé la température de paroi mouillée
mesurée avec la température prédite par cette corrélation avec :

Ty = Ty + ;JLw—ﬁl, (3.20)
ou Ty, est la température moyenne du liquide évaluée par bilan thermique 1D (Eq.
3.22) et Nu est le nombre de Nusselt calculé par la corrélation.

Le tableau 3.12 regroupe le comparatif entre les mesures de température de paroi
fournies en sortie de tube par la banque et les températures de paroi calculées par la

corrélation. On notera ATy I'écart entre ces deux températures :
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Aij = Tw —Gnielinski — Teracp- (321)

Cas Terxp TW7Gnielsinski AT‘G

(°C) | (C) (C)
C8GHP26W16Te20.5 | 44.50 44.67 0.17
C8G5P26W16Te30.79 | 54.70 54.84 0.14
C8G5P26W16Te40.59 | 63.50 63.96 0.46
C8G5HP26W16Te45.82 | 68.20 68.92 0.72
C8GHP26W16Teb0.88 | 73.00 73.56 0.56
C8GHP26W16Teb5.28 | 76.80 77.33 0.53
C8G2P26W16Tel19.84 | 75.70 75.95 0.25
C8G2P26W16Te24.57 | 79.90 79.64 -0.26
C8G2P26W16Te29.47 | 83.70 83.97 0.27
C8G2P26W16Te31.46 | 85.50 85.84 0.34

TABLE 3.12 — Evaluation de la cohérence de la température de paroi en sortie de conduite - Corré-
lation de Gnielinski (1976) - Campagne C800 monophasique.

Les mesures sont en bon accord avec la corrélation, les écarts maximum obser-
vés étant de 0.7°C, la température expérimentale étant généralement inférieure a la
température calculée.

Les figures 3.22A et B présentent les résultats obtenus sur 'ensemble des mesures
de paroi d'un tube pour les deux essais C8G5P26W16Te20.5 et C8G5P26W16TeH5.28

des séries précédemment mentionnées.

A (B)
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FIGURE 3.22 — Comparaison des mesures axiales de température de paroi avec la corrélation de
Gnielinski (1976). La température moyenne dans le liquide 77 est aussi tracée par estimation avec
un bilan thermique 1D. (A) Série C8G5P26W16Te20.5. (B) Série C8G5P26W16Te55.28.
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Nous précisons que les observations faites ici s’appliquent a la totalité des essais. La
température de paroi est évaluée a chaque position axiale en fonction de la température
moyenne pour la pression de sortie du tube.

Si on grossit les courbes de température de paroi pour l'essai C8GHP26W16Te20.5
(figure 3.23), on observe que la pente de la courbe d’évolution axiale de la température

de paroi expérimentale est plus faible que celle de la courbe de référence de Gnielinski.

(©)

77| —— TW—exp

¢ TW—GnieIinski

e IT

15 2 25 3 35
z (m)

FIGURE 3.23 — Grossissement sur la température de paroi. Comparaison des mesures axiales de
température de paroi avec la corrélation de Gnielinski (1976). (C) Série C8G5P26W16Te55.28.

Plusieurs explications ont été considérées pour expliquer cette tendance expérimen-
tale :

— L’écoulement n’est pas thermiquement établi.
Le premier point de mesure étant situé a 80 diametres de [’entrée, cette hypotheése
semble peu probable sachant que selon Taine et al.(2008), les écoulements turbulents
sont établis au dela de 30 diameétres pour des nombres de Reynolds de 'ordre de 10°.
De plus si [’écoulement n’était pas complétement établi, le nombre de Nusselt serait
plus grand au voisinage de [’entrée du tube, ce qui abaisserait la température de paroi
dans cette zone et augmenterait la pente par rapport a la corrélation de référence. La
tendance inverse est obseruvée.

— Les pertes de pression dans la conduite ont une influence sur les pro-

priétés thermophysiques et de transport.

La corrélation de Gnielinski (1976) calcule la température de paroi avec des propriétés
de transport évaluées a chaque cote en fonction la température moyenne a cette cote
mais également en fonction de la pression imposée. Or dans nos calculs, la pression est
supposée uniforme dans tout le tube et égale a la pression de sortie. On peut donc penser

que les écarts observés a 'entrée du tube (z=1.5 m) sont liés a Uinfluence des pertes de
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pression par frottement sur les propriétés thermophysiques du Fréon R12. Cependant,
on montre que la chute de pression dans le tube est de [’ordre de 0.5 bar pour ces essais
ce qui entraine une augmentation négligeable de 0.05 °C de la température de paroi
recalculée par la corrélation.

— Un phénoméne de pertes thermiques par conduction axiale liée a la
présence de piéces massives non calorifugées en sortie de section d’es-
sais tend a réduire la température de paroi mesurée en sortie de tube.

Un calcul de conduction a été realisé en sortie de tube et montre que linfluence d’un
tel phénomene n’est pas suffisante pour expliquer les écarts observés (0.5 °C) en sortie.
De surcroit, ces pertes n’ont plus d’tmpact a une distance égale & 0.5 m de la fin de
longueur chauffante.

La non-uniformité du flux pariétal est également une explication possible pour ten-
ter d’expliquer I’évolution de la température de paroi. Mais cette hypothése n’a pas pu
étre vérifiée.

On a dans un dernier temps, cherché a caractériser les données dans la zone
bouillante.

On a alors comparé les données de température de paroi a la corrélation de Frost
et Dzakowic (1967) (Eq. 3.14) décrite précédemment.

Le tableau 3.13 ainsi que les figures 3.20 et 3.21 présentent les résultats obtenus

pour les trois séries d’essais retenues.

Cas Termp TW7FD Xeq
(°C) | (C)
C8G5P26W16Te81.18 | 89.4 89.10 0.036
C8G2P26W16Te61.51 | 89.1 88.90 -0.046
C8G2P26W16Te66.57 | 89.1 88.90 0.022
C8G2P14W16Te23.74 | 61.9 61.47 -0.076
C8G2P14W16Te29.47 | 62.0 61.47 -0.027
C8G2P14W16Te36.11 | 62.0 61.47 0.025
C8G2P14W16Te43.08 | 62.0 61.47 0.088

TABLE 3.13 — Evaluation de la cohérence de la température de paroi - Campagne C800 diphasique.
Tw —eap désigne la température de paroi expérimentale. Ty _pp est la température de paroi calculée
par la corrélation de Frost et Dzakowic (1967).

On observe un bon accord entre les mesures et la corrélation , ’écart maximal

observé étant de 'ordre de 0.5°C.
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3.4.2 Cohérence des mesures de température liquide

L’objectif de cette section est de vérifier la cohérence des bilans thermiques mono-
dimensionnels dans la conduite. Cette vérification avait déja été réalisée par Manon
(2000) qui avait conclu que la banque de données était globalement digne de confiance.
Nous sommes plus réservés sur les résultats obtenus. On s’intéresse dans un premier
temps aux essais monophasiques de la campagne C800. Afin de vérifier la cohérence des
mesures, on va comparer ’enthalpie moyenne débitante du liquide en sortie de section
d’essais obtenue griace a un bilan d’énergie totale avec l’enthalpie moyenne déduite
de l'intégration des mesures de température liquide. Comme on suppose que 1'on est
liquide a la sortie du tube, le bilan d’enthalpie sur toute sa hauteur s’écrit :

Hop, sortie = Hp entree + Qé',_q; = Hi, sorties (3.22)
ot Hy, sortie €st 'enthalpie moyenne débitante du mélange en sortie de conduite chauftée,
Hi, sortie 'enthalpie liquide moyenne débitante en sortie et Hp, ¢piree 1'enthalpie moyenne
débitante liquide en entrée de conduite.

On en déduit donc la température moyenne du liquide (Tp—1p sortie) grace a I'équa-
tion d’état du fluide.

La température expérimentale moyenne débitante de liquide en sortie de section

d’essais Trp—capsortie SObtient a partir de I'enthalpie débitante du liquide moyennée

. —
sur la section obtenue par intégration du profil d’enthalpie liquide locale hr_cqp sortie
mesuré S

R
A 1 R
HLb*@Ip,SOTtie = m /pLVLz thexp,sortie 2mrdr. (323)

0
Il faut donc disposer d’un profil de vitesse liquide qui n’est malheureusement pas
mesureé.
A cette fin, et compte tenu de la remarque précédente (page 95), nous utilisons la

loi de profil de vitesse définie par ’équation 3.12 pour le liquide :

Voo (r) = 1.22 <pf>2 (R}; T) %. (3.24)

Le tableau 3.14 présente les résultats obtenus. AT}, désigne ’écart entre la tempé-
rature moyenne déduite du bilan 1D (T74—1p sortic) €t celle provenant de I'intégration

du profil de température liquide (T7p—cap sortic)

6. Ce profil est déduit de I’équation d’état du fluide & partir des mesures de température liquide.
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Aijb = TLble,sortie - TLbfezp,sortie- (325)

L’écart relatif 077, est défini par rapport a I’écart de température entre ’entrée et

la sortie :
TLb—lD,sortie - TLb—exp,sortie
5TLb 100 ( TLb—lD,sortz’e - Tentree ) . (326)

Cas TLb—lD,sortie TLb—emp,sortie ACTLb 5TLb

(°C) (°C) (C) | (%)
C8G5P26W16Te20.5 | 31.23 30.66 0.57 | 5.3
C8GHP26W16Te30.79 | 41.47 41.00 0.47 | 4.4
C8G5P26W16Te40.59 | 50.93 50.41 0.52 | 5.0
C8G5P26W16Ted5.82 | 56.04 55.43 0.61 |59
C8G5P26W16Teb0.88 | 60.89 60.55 0.34 | 34
C8G5P26W16Teb5.28 | 65.00 64.88 0.12 | 1.2
C8G2P26W16Tel9.84 | 47.00 46.63 0.37 | 1.3
C8G2P26W16Te24.57 | 51.20 50.84 0.36 | 1.3
C8G2P26W16Te29.47 | 55.81 55.32 0.49 |18
C8G2P26W16Te31.46 | 57.73 57.12 0.61 |23

TABLE 3.14 — Evaluation de la cohérence de la température liquide - Campagne C800. Comparai-
son de la température moyenne évaluée par bilan thermique par rapport & la température moyenne
expérimentale.

On observe un écart systématique de 'ordre de 0.5°C, la température moyenne dé-
duite du bilan (T7p—1p sortie) ¢tant toujours supérieure a celle déduite de I'intégration
du profil (Trp—cup sortic)- Cet écart est supérieur a l'incertitude de mesure de la tempé-
rature liquide par thermocouple et il en résulte un écart relatif significatif par rapport
au bilan thermique total dans le tube allant jusqu’a 6%.

L’estimation du bilan thermique 1D (Eq. 3.22) repose sur la mesure de la vitesse
massique G et du flux de chaleur pariétal ¢,. Si la mesure de température liquide est
fiable, un écart 677, de 6% implique directement une surestimation de la mesure du
rapport %U dans le bilan thermique du méme ordre de grandeur. Une telle surestima-
tion, parait peu probable méme en cumulant les incertitudes des mesures des ces deux
grandeurs.

Comme pour 'analyse de 1’évolution de la température de paroi, aucune explication
évidente ne peut-étre donnée pour justifier ces écarts entre la température moyenne du

liquide et le bilan thermique 1D.
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Pour estimer la cohérence des mesures de température liquide en diphasique, la
méthodologie mise en ceuvre est identique au cas des écoulements monophasiques .e.
on va comparer la température moyenne liquide obtenue grace a I’écriture du bilan
thermique 1D avec la température moyenne du liquide déduite de l'intégration des
mesures. Ce test de cohérence diphasique constitue un élément nouveau par rapport a
I'étude de Manon (2000).

On se donne le titre massique de vapeur en sortie de tube défini par :

—G
PG<OngGz >
Xexp = G 2 (327>

Pour cela, on considére la campagne TESS qui fournit a la fois des mesures de taux de
vide et de vitesse gaz en sortie. Les mesures de vitesse gaz n’ayant pas pu étre réalisées
jusqu’a la paroi, on a supposé que les profils expérimentaux pouvaient étre raccordés
linéairement a cette derniére avec une vitesse nulle.

On cherche I'enthalpie moyenne débitante du liquide en sortie Hy sopiie. D’aprés

I’équation 2.101, si on suppose la vapeur a saturation, on a :

Hm,sortie = XHG,sat + (1 - X)HL,sortie- (328>

La combinaison des équations 3.22 et 3.28 permet alors d’obtenir la relation suivante :

GR
1-X

On peut donc remonter & Trp—1p sortie grace a 'équation d’état (Fréon R134A pour

2quw L
HL,entree + =55 — XHG,sat

HL,sortie = (329)

les essais TESS) donnant ainsi la température en fonction de Penthalpie pour une
pression donnée.

On compare ensuite cette température a la température moyenne du liquide mesurée
expérimentalement. Les températures liquide n’ayant pas été mesurées jusqu’a la paroi
et ne disposant pas de mesures de température de paroi séche pour ces essais, nous
avons supposé que la température de paroi mouillée était donnée par la corrélation de
Frost et Dzakowic (1967) décrite précédemment qui donnait des écarts maximum par
rapport a la température mesurée de 0.5 °C pour la campagne DEBORA C800.

Pour le calcul de T74—cap,sortic, 01 Supposera également que le profil de vitesse liquide
est donné par I’équation 3.24.

Le tableau 3.15 présente les résultats obtenus : le titre massique de vapeur X,

estimé expérimentalement, ’enthalpie liquide H7, 554 déduite du bilan thermique 1D
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en sortie de tube, la température liquide T74—1p sortie qui en résulte, la température
liquide moyenne expérimentale en sortie T7p—cqp sortic , 1'€cart entre ces deux valeurs et

enfin la température de paroi calculée par la corrélation de Frost et Dzakowic (1967)

Tw_rp.
Cas Xexp HL,sortie TLb—lD,sortie TLb—ea:p,sortie AT'Lb TW—FD
(J/kg) | (°C) (C) (‘C) | (°C)
TG3P28W15Te72.07 | 8.89.1073 | 324517 | 81.20 81.14 0.06 | 84.27
TG3P28W12Te74.28 | 6.82.1073 | 324908 | 81.38 81.27 0.11 | 84.04
TG3P28W11Te75.30 | 6.35.1072 | 325184 | 81.51 81.33 0.18 | 83.93
TG3P14WT7Ted8.19 | 4.98.1073 | 277435 | 53.72 53.54 0.18 | 57.43
TG2P26W17Te63.57 | 1.65.107% | 321270 | 79.49 78.86 0.63 | 82.85
TG2P26W13Te68.03 | 9.39.1073 | 321553 | 79.63 79.03 0.60 | 82.50
TG2P26W11Te70.38 | 7.02.1073 | 321689 | 79.73 79.16 0.57 | 82.31

TABLE 3.15 — Evaluation de la cohérence de la température liquide - Campagne TESS. Titre mas-
sique de vapeur moyen expérimental, enthalpie liquide moyenne débitante en sortie déduite du bilan 1D
et de X¢zp, température liquide moyenne déduite comparée & la température moyenne expérimentale.

On constate que les écarts obtenus sont au maximum de 0.63 °C entre la température
moyenne estimée par un bilan thermique 1D et la température moyenne expérimentale
systématiquement inférieure. Ces écarts sont cohérents avec ceux déja observés pour
le test de cohérence monophasique. Les écarts obtenus par rapport au bilan thermique
1D sont en revanche toujours inexpliqués. Toutefois ces écarts étant comparables en
écoulement monophasique et diphasique : (i) une remise en cause de la mesure de
température liquide en diphasique est écartée (ii) I'hypothése faite sur I'enthalpie de
la vapeur imposée a la saturation semble acceptable (iii) le titre massique de vapeur
estimé expérimentalement semble cohérent.

Ces tests de cohérence sur la température soulévent toutefois quelques interroga-
tions a la fois sur la mesure de la température du liquide mais également sur les mesures
des paramétres de controle (débit massique et flux pariétal). Ne pouvant les lever, la
banque de données DEBORA sera utilisée en 1’état dans ce travail. Il faudra cepen-
dant tenir compte de cette analyse de cohérence dans 'analyse des résultats issus de

la confrontation du modéle aux données de la banque.
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3.4.3 Cohérence des mesures de taux de vide

Afin de vérifier la cohérence des mesures de taux de vide des campagnes C2900,
C3000 et TESS, nous avons comparé les données de taux de vide moyen sur la section ”
sur la section avec différents modéles de la littérature. L’analyse menée ici n’est pas
aussi exhaustive que celle menée par Manon (2000). Son but est de vérifier qu'un modéle
simple de prédiction axial du taux de vide moyen est suffisant, dans un premier temps,
pour retrouver un bon ordre de grandeur des valeurs expérimentales.

Deux modéles ont été retenus :

— le modéle homogeéne équilibré mécaniquement,

— le modéle de Lahey et Moody (1977).

Pour le modéle homogéne équilibré mécaniquement (égalité des vitesses phasiques
axiales), on a la relation suivante entre le taux de vide moyenné sur la section et le

titre massique :

<aG> _ XpL _
> Xpr+(1-X)pa

B, (3.30)

ou 3 est le titre volumique et X le titre massique de vapeur.
Le modéle de Lahey et Moody (1977) utilise la méme relation que le modéle de
Zuber et Findlay (1965) pour le taux de vide :

X
(ag), = e Vo (3.31)
Co (X +(1- X)) + t2fes
Dans cette relation, le paramétre de distribution Cj est issu de I'étude de Dix
(1971) :
1 b
Co=p 1—|—(——1) , (3.32)
g
ou

_ (/;_i)o'l, (3.33)

et ol [ est le titre volumique précédemment défini.

Enfin la vitesse de dérive ‘//G\j est définie par :

7. Obtenues par intégration des profils de taux de vide local qui ont été raccordés a la paroi a
partir d’extrapolations linéaires des valeurs mesurées aux deux derniers points de mesure.
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T 99 (0c — pr) og\ -
G =29\ T (3.34)

Pour chacun de ces deux modeéles, le titre massique de vapeur X sera estimé a partir
du modeéle de Levy (1967) qui relie le titre massique et le titre thermodynamique &

I’équilibre a I’aide de la relation suivante :

Xe
X = max {O, Xeq - Xeq,OSV exXp <ﬁ - 1) } y (335)
eq, 0S8V

ot X4 0sv est le titre thermodynamique a I'équilibre au point d’apparition significative

de vapeur (onset of significant void), qui est donné par le modeéle de Saha et Zuber
(1974) :

QwDCpL
—0.0022———
AL

Xeq0sv = (3.36)

qu
1542w
> GL

Si

(3.37)

po & GDey _ [ < 70000
AL > 70000

Le tableau 3.16 présente les résultats obtenus. On constate que I’écart absolu entre
les mesures et les deux modéles est au maximum de 10%. Manon (2000) souligne déja
la tendance a la surestimation du taux de vide par le modéle de Lahey et Moody (1977)
notamment pour les écoulements faiblement sous-saturés. Nous retrouvons ce résultat.
Le modéle homogéne présente des résultats tout a fait similaires & ceux du modéle
de Lahey et Moody (1977), ce qui a priori conforte la pertinence de ’hypothése d’un
écoulement mécaniquement homogéne et le choix d’'un modéle de mélange. Par souci
de simplicité, nous retiendrons ce modeéle dans la suite de I’étude (chapitres 7 et 8).

On a également porté dans le tableau 3.17, les valeurs des titres massiques mesurés
pour les essais de la campagne C3000 (pour lesquels on dispose de mesure de vitesse)
afin de les comparer aux prédictions du modeéle de Levy (1967). On retrouve également
une surestimation des valeurs expérimentales de I'ordre de 10%.

Cette étude a permis de confirmer les résultats de Manon (2000) sur la confrontation
des mesure de taux de vide au modéle de Lahey et Moody. Elle a également permis
de vérifier que le modéle homogéne mécaniquement couplé au modeéle de Levy (1967)

était suffisant pour donner un ordre de grandeur (& 10% prés) de la valeur du taux
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Cas Xeq,OSV XLevy A Lahey—Moody | Xhomo Qegxp
X (1072) | x (1072)

C29G2P14W16Te31.87 —5.02 1.87 0.233 | 0.209 | 0.178
C29G2P14W16Te36.16 —5.03 4.67 0.392 | 0.404 | 0.336
C29G2P14W16Te39.67 —5.00 7.22 0.482 | 0.519 | 0.432
C29G2P14W16Ted4.21 -5.00 11.00 0.572 | 0.632 | 0.546
C29G1P30W12Te59.65 —12.00 4.05 0.167 | 0.161 | 0.145
C29G1P30W12Te73.7 —12.00 21.10 0.500 | 0.550 | 0.493
C29G5P14W34Te34.19 —4.26 0.73 0.136 | 0.092 | 0.061
C29G5P14W34Ted0.42 —4.19 4.26 0.394 | 0.382 | 0.305

TABLE 3.16 — Evaluation de la cohérence du taux de vide - Campagne C2900. Titre thermodyna-
mique au point d’OSV - titre massique de vapeur évalué a 'aide du modéle de Levy (1967) - taux
de vide moyen déduit de ce titre par le modéle de Lahey et Moody (1977) et le modéle homogéne
équilibré mécaniquement - taux de vide moyen expérimental.

Cas Xeqosv | Xrewy Xeap
X (1072) | x (1072) | x (1072)
C30G2P14W16Te31.39 | —5.10 1.55 1.38
C30G2P14W16Te38.95 | —5.12 7.18 6.10
C30G2P14W16Te41.15 | —5.13 8.05 7.87
C30G2P14W17Te33.94 | —5.16 2.92 3.03
C30G2P26W16Te66.6 | —6.46 3.20 1.92
C30G2P26W16Te70.59 | —6.45 7.40 5.73
C30G3P26W27Te60.78 | —7.57 2.14 1.91

TABLE 3.17 — Evaluation de la cohérence du titre massique de vapeur - Campagne C3000. Titre
thermodynamique au point d’OSV, titre massique de vapeur évalué a l’aide du modeéle de Levy (1967)
et titre moyen expérimental.

de vide moyen expérimental dans la section. Ce modéle sera retenu dans la suite de
I’étude dans le but de calculer des échelles nécessaires a la mise en ceuvre du modéle

bi-dimensionnel non-établi qui sera décrit dans la deuxiéme partie.

3.5 Conclusions

La banque de données DEBORA /TESS a été présentée de fagon détaillée. La stra-
tégie du choix des essais retenus a été détaillée. Une analyse de la cohérence des données
de taux de vide, de titre massique et de température (paroi et liquide) a été réalisée en
lien avec celle menée par Manon (2000). Elle a permis d’évaluer la fiabilité de la banque.
Si globalement les résultats obtenus sont satisfaisants, on détecte quelques anomalies

notamment dans la cohérence des mesures de température liquide et de paroi. Le bilan
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thermique expérimental présente parfois un écart au bilan théorique de 6%, cette valeur
ne pouvant s’expliquer par les seules incertitudes de mesures.

Nous déplorons également pour de nombreux essais 1’absence de mesures simulta-
nées et colocalisées de taux de vide, de vitesse gaz et de température liquide comme
c’est le cas pour les essais TESS. Notons également que la banque ne comporte pas de
mesures de pertes de pression entre I’entrée et la sortie du canal, qui nous permettraient
d’accéder a une valeur de la contrainte pariétale 7.

Nous ne pouvons que recommander ici la mise en ccuvre de nouveaux essais pour
lesquels :

— les conditions aux limites devront étre maitrisées de fagon a garantir, notamment

un bilan thermique 1D satisfait & mieux que 1% en relatif,

— les grandeurs d’intérét, a minima, taux de vide, vitesse gaz, température liquide

et température de paroi devront étre mesurées de fagon simultanée et colocalisée
(TESS),

— la perte de pression totale dans le tube soit mesurée.
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Chapitre 4

Application du modéle 2D quasi-établi
aux essails DEBORA

Une méthodologie a été proposée au chapitre 2 afin de calculer les profils radiaux de
température liquide et de vitesse de mélange dans une conduite cylindrique ascendante.
L’objectif du présent chapitre consiste a mettre en ceuvre cette approche sur la base
des essais DEBORA dont la description a fait 'objet du chapitre 3. Afin d’évaluer les
capacités de notre modéle a prédire les caractéristiques des écoulements diphasiques en

conditions REP ou équivalentes, nous distinguerons deux étapes :

1. Une comparaison entre les profils de vitesse de mélange calculés par le modéle
et ceux issus des données de la banque. On s’intéressera en priorité aux essais
des campagnes C3000 et TESS pour lesquels les profils de vitesse gaz ont été
effectivement mesurés. Quelques calculs relatifs a la campagne C2900 seront

également présentés, pour des conditions s’approchant de la crise d’ébullition.

2. Une comparaison entre les profils de température liquide calculés par le modéle
et ceux issus des données de la banque en écoulement monophasique puis en
ébullition. Seules les campagnes C800 et TESS, pour lesquelles la température

liquide a été mesurée, seront analysées.

On montrera en particulier qu’il est difficile de conclure sur la partie mécanique
par manque de données expérimentales mais que néanmoins, les résultats du modéle
ne présentent pas d’incohérence avec les profils mesurés. La connaissance du profil de
température est en revanche suffisante pour se prononcer sur la validité (ou pertinence)
d’un modéele de diffusivité turbulente.

Les principaux résultats obtenus, couplés & une analyse de sensibilité aux diffé-

rents parameétres d’entrée du modéle montreront enfin la nécessité de s’orienter vers un
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modéle & plusieurs zones afin de décrire la structure turbulente de ’écoulement.

4.1 Calcul du profil de vitesse de mélange

4.1.1 Préliminaires sur les données d’entrée du systéme méca-

nique

Pour mémoire, le schéma de la figure 4.1 rappelle la méthodologie conduisant a la

détermination du profil de vitesse.

L’ensemble des essais d’intérét ayant été présentés au chapitre 3, on rassemble dans
cette section les données d’entrée qu’il est nécessaire de spécifier afin de résoudre le
systéme 2.92. On retrouvera le profil de taux de vide, la fagon de calculer les propriétés
thermophysiques ou encore les échelles caractéristiques turbulentes du modéle de Sato

et Sekoguchi (1975) estimées soit expérimentalement quand cela est possible (c/i;), soit

a l'aide de corrélations adaptées ((/]; et u*).

Propriétés
a saturation

Ps Pr Vi

Profil de
taux de vide

ac(”)i

(Pn),=

P, (r) = (r)pg; +(1_aG(r))pL

1 R
p,,(r)2zxrdr
7R’ -0[

Echelles de
turbulence \ Modeéle de turbulence dez Sato (1975)
u* UB dB —T | &"=|l-exp _Mu* k70!G(r)dB(r)UB
16v, - 2
&g,,=€re"

(R=7) .

2
kR .
u —Uu
6

r

£'=|:1—exp[—

16v,

]

. . < oo . , . Itération pour
Equation différentielle mécanique vérifier le débit G
: «— 7T +AT
v g w w
==, = rdr
e R A
or PV +€u] v | mz
e >
e T
Terme de flottabilité w

J

FIGURE 4.1 — Schéma simplifi¢ de la résolution de ’équation différentielle de vitesse.
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Propriétés thermophysiques du fluide

Les propriétés thermophysiques et de transport du fluide, supposées uniformes sur
la section droite de I’écoulement sont imposées aux conditions de saturation associées a
la pression de sortie de I'essai diphasique considéré. Ce choix semble raisonnable pour
la phase vapeur. Pour la phase liquide, une estimation de la température moyenne du
liquide en sortie a été obtenue & partir d’une estimation du titre massique de vapeur
expérimental !. La sous-saturation moyenne du liquide n’excédant pas 4°C pour tous
les essais des campagnes C3000 et TESS, il parait donc raisonnable de considérer que
les propriétés thermophysiques et de transport soient estimées & saturation.

Les propriétés physiques a saturation pour les essais considérés sont rassemblées

dans 'annexe B.

Profils de taux de vide expérimental

Le profil de taux de vide est interpolé a partir du profil expérimental a ’aide de
splines cubiques. Le taux de vide n’étant pas mesuré a la paroi, cette valeur est déduite
a l’aide d’une extrapolation linéaire & partir des deux points de mesure les plus proches

de la paroi.

Echelles de turbulence

Nous débutons par I’analyse du modéle de Sato et Sekoguchi (1975) dont la présen-
tation détaillée a fait I'objet du chapitre 2. Les valeurs des échelles de turbulence u*,
l/]\B, et c/i; sont indiquées dans les articles de référence Sato et Sekoguchi (1975) et Sato
et Sadatomi (1981), ces parameétres étant déterminés expérimentalement pour les es-
sais dont ils disposent. Cependant, les auteurs ne fournissent pas de recommandations
pour les déterminer de fagon systématique. Ces informations n’étant pas directement
accessibles dans la banque de données DEBORA, nous avons été amené a faire les choix

suivants :
{ Vitesse relative moyenne liquide/gaz : [/]]\3

Pour renseigner ce parameétre, la corrélation d’Ishii (1977) a été choisie. Elle est
donnée par 1’équation 2.90 présentée a la section 2.2.3. Elle fait intervenir le taux de

vide moyenné sur la section (o), qui sera estimé par intégration du profil expérimental.

1. Les résultats sont présentés dans le tableau 3.15 pour la campagne TESS.
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¢ Diamétre moyen des bulles sur la section : c/l;

Les profils expérimentaux de diamétres de bulles sont interpolés a ’aide de splines
cubiques. Non mesuré, le diameétre des bulles a la paroi est obtenu, comme pour le profil
de taux de vide par extrapolation linéaire a partir des valeurs correspondantes aux deux
derniers points de mesure. Le diamétre moyen c/l; est alors estimé par intégration du
profil expérimental interpolé. Nous rappelons que pour la campagne C2900, les valeurs
de diameétre fournies dans la banque sont issues d’une hypothése sur le profil de vitesse
gaz (Eq. 3.12). Néanmoins ces informations seront considérées comme suffisantes pour

obtenir un ordre de grandeur raisonnable de ce paramétre.
¢ Vitesse de frottement : u*

Cette vitesse est définie par :

w i [ (4.1)
oL

En 'absence d’information dans les articles de Sato et Sekoguchi (1975) et Sato et
Sadatomi (1981), cette vitesse sera déterminée a 'aide de la corrélation de perte de
pression en diphasique de Friedel (1979) exposée en annexe A, et qui permet d’estimer la
contrainte de frottement pariétal 7,,. Dans la section relative a la validation du modéle
sur des cas de référence (section 2.4), il a été montré que cette corrélation était la plus
appropriée pour estimer ce terme en écoulement diphasique . Une étude de sensibilité a
cette échelle sera menée en utilisant également la corrélation monophasique turbulente
de McAdams (1954). Elle montrera que I'influence du choix de 'une ou 'autre de ces
corrélations reste faible sur les résultats de calcul.

Les valeurs des trois parameétres qui viennent d’étre présentés sont rassemblées dans

I’annexe B, section B.7 pour chacun des essais qui a été analysé.

4.1.2 Reésultats de la partie mécanique
La problématique de comparaison aux données

Pour tous les essais, on calcule le profil de vitesse de mélange et la contrainte de
frottement pariétal a I'aide de 'algorithme décrit a la figure 4.1. Afin de comparer les
résultats du modeéle avec les données expérimentales, on a cherché a déduire du profil

de vitesse gaz mesuré, le profil de vitesse de mélange associé 2.

2. C’est cette vitesse de mélange qui est effectivement calculée par le modéle.
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Dans I’hypothése ot les phases sont mécaniquement couplées, on pose :

Vi () = KV (), (4.2)

ou K sera supposé constant. Dans le cas d’un écoulement mécaniquement homogeéne
K, est égal a 1. On s’attend donc a trouver, pour nos écoulements, une constante
proche de I'unité.

La constante de proportionnalité K; est déterminée de facon a vérifier le bilan de

masse :

R
G = %/ |:OzL(T)pLV_LZL(T) + a(;(r)p(;@G(r) 27rdr, (4.3)
2 i =G
G = o2 / lan(r)pL K1 + ag(r)pc)Ve. (r)rdr. (4.4)

Le profil de vitesse de mélange déduit des données expérimentales, noté V,,._cup(7),
s’écrit donc :
lar(r)pL Ky + ac(r)pcl ¢

Vinz—eap(r) = p Vasr—eap (1) (4.5)

L’incertitude de mesure du profil de vitesse de mélange déduit du profil
de vitesse gaz par la méthode exposée précédemment sera considérée comme

égale a celle du profil de vitesse gaz et est de £10% (tableau 3.2).

Résultats

On a tracé pour les essais C30G2P14W16Te31.39 et C30G2P14W16Te38.39, sur les
figures 4.2a et 4.2b :
— les profils expérimentaux de vitesse gaz,
— les profils de vitesse de mélange déduits des profils de vitesse gaz mesurés (Eq.
4.5),
— les profils de vitesse de mélange calculés par le modéle ,

— les profils de vitesse de mélange donnés par la loi de profil en puissance 1/7¢"¢
(Eq. 3.12).

121



La figure 4.2a montre que ’accord entre les profils de vitesse de mélange déduits
des mesures de vitesse gaz et les profils issus de la loi en 1/7¢™¢ n’est pas toujours
satisfaisant. La forme du profil expérimental (plate & cceur) n’est pas reproduite. On
constate en revanche un bon accord entre le profil de vitesse de mélange calculé par le
modéle et celui issu de la mesure de vitesse gaz. Ce résultat nous conforte vis-a-vis de
la pertinence de la méthode retenue pour déduire une vitesse de mélange des données
expérimentales. En I’absence de mesures de vitesse gaz (campagnes C2900 et C800),
on considérera toutefois que la loi de profil en 1/7°" reste suffisante pour décrire la

forme des profils de vitesse.

Profils de vitesse — Taux de vide — C30G2P14W16Te31.39 Profils de vitesse — Taux de vide - C30G2P14W16Te38.95

3 TN 6
/ .
25k | o —
° o 9O o0-0 O '
o2 5 g4
£ k=
e 3 ©
L5t om 1 :
Q) UG (DEBORA) Q3
£ o Um (DEBORA) / £ —
> 0 Profil en 1/7 Y > UE DEBORA
—— 10*alpha(r) S o ﬁmEDEBORA))
ool Profilen 1/7
P —— 10*alpha(r)
L o

0

0

i i
0.002 0.004

r(m)

(a)

i
0.006

i
0.008

0.006
r(m)

(b)

i i
0.002 0.004

FIGURE 4.2 — Série C30G2P14W16. Profils de vitesse axiale. Vitesse expérimentale de gaz, vitesse
du mélange déduite du profil de vitesse gaz, vitesse du mélange calculée par le modéle et profil de
vitesse en puissance 1/7°™¢. (a) T,=31.39 °C/X., = —4.7.1073 . (b) T.=38.95 °C/X,, = 6.66.1072.

Campagne C3000

On s’intéresse a la série C30G2P14W16 présentée au chapitre 3. La figure 4.3 pré-
sente une comparaison entre les vitesses de mélange déduites des vitesses de gaz mesu-
rées et les vitesses de mélange calculées par le modeéle pour cette série. On retrouve sur
la figure 4.4, les profils de taux de vide expérimentaux associés. On trouvera en annexe

B.7 les valeurs des paramétres d’entrée du calcul.
Commentaires des résultats

On observe, compte tenu de l'incertitude retenue (£10%), un accord satisfaisant
(figure 4.3) entre les profils calculés et les profils déduits des mesures.
La vitesse de mélange augmente avec la température d’entrée. En effet, en sortie de

tube, la masse volumique du mélange diminue par les effets combinés de I’augmentation
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Profils de vitesse de melange
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FIGURE 4.3 — Série C30G2P14W16. Evolution des profils de vitesse axiale du mélange en fonction
de la température d’entrée. Profils de vitesse calculés par le modéle. Profils de vitesse de mélange
déduits des mesures de vitesse gaz par la méthode homothétique (Eq. 4.5).
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FIGURE 4.4 — Série C30G2P14W16. Evolution des profils expérimentaux de taux de vide en fonction
de la température d’entrée.
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de la température moyenne du fluide et de 'augmentation du taux de vide. Pour un
débit uniforme, cela se traduit par une augmentation de la vitesse.

Enfin, on observe que lorsque le taux de vide augmente (figure 4.4) et change de
concavité, le profil associé de vitesse devient moins plat (figure 4.3). Cette tendance
est bien reproduite par le modele.

On retiendra donc que le modéle est a priori capable de correctement prédire 1’évo-
lution de la forme du profil de vitesse de mélange en fonction du titre thermodynamique
et de la forme du profil de taux de vide.

Dans le tableau 4.1, on a reporté les valeurs des contraintes de frottement pariétal
évaluées par la corrélation de Friedel (1979) ainsi que celles calculées par le modéle
de fagon a vérifier le bilan de masse. On observe un comportement tout a fait sem-
blable entre les contraintes de cisaillement calculées et corrélées. L’écart relatif reste
inférieur & 10% pour les 3 premiers essais de la série pour lesquels le taux de vide
moyen n’excéde pas 15%. Cet écart grandit pour les 2 essais C30G2P14W16Te38.95 et
C30G2P14W16Te41.15, pour lesquels le taux de vide moyen dépasse les 40%), mais reste

finalement cohérent avec l'incertitude annoncée de la corrélation de Friedel (£25%).

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule ATw Kl
avec Friedel
(Pa) | (Pa) (%)
C30G2P14W16Te28.75 7.62 8.33 9.0 | 0.92
C30G2P14W16Te30.08 8.21 8.91 8.5 10.93
C30G2P14W16Te31.39 9.06 9.26 2.2 10.89
C30G2P14W16Te38.95 14.34 11.98 16.4 | 0.85
C30G2P14W16Te41.15 15.97 12.84 19.6 | 0.80

TABLE 4.1 — Série C30G2P14W16. Comparaison des contraintes calculées par le modéle aux
contraintes évaluées par Friedel (1979). Valeurs de Kj.

On constate par ailleurs que la constante K est effectivement proche de I'unité, ce
qui ne contredit pas I’hypothése d’écoulement mécaniquement homogéne.

L’essai C30G2P14W17Te33.94 présente un profil de taux de vide avec un maximum
situé a 2.5 mm de la paroi chauffante. Sur la figure 4.5a, 'accord entre la vitesse de
mélange calculée par le modéle et la vitesse de mélange expérimentale est trés satisfai-
sant (ronds rouges et trait bleu foncé continu). Il en est de méme pour la contrainte de
cisaillement pariétal calculée (tableau 4.2) qui ne différe que de 7.6% de celle évaluée
par la corrélation de Friedel.

On a également tracé sur la figure 4.5b, le profil de contrainte totale (Eq. 2.34) dans

le mélange.
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Comme le montre ’équation 2.34, cette contrainte résulte de deux contributions :
— la contribution monophasique (terme (1) Eq. 4.6),
— la contribution des effets de flottabilité (terme (2) Eq. 4.6). Ce terme ne s’ex-

prime que si le profil de taux de vide n’est pas plat.

2 (r,2) = =42 [ (o = (o)) udu (46)
) i
1 ~ —~ _

On a donc tracé sur cette méme figure 4.5b, I’évolution de ces deux termes. Pour
cet essai, on observe que la contrainte reste négative sur ’ensemble de la conduite,
c’est-a~dire que le terme monophasique (1) reste toujours supérieur ou égal en valeur
absolue au terme de flottabilité. Il en résulte que le gradient de vitesse de mélange reste
négatif (d’aprés I'équation différentielle du systéme 2.92) et que le profil de vitesse est
monotone et décroissant du centre de la conduite vers la paroi. Le débit est suffisamment
grand (frottement important) et le taux de vide reste suffisamment faible pour que le

maximum de vitesse reste au centre la conduite.

. Profils de vitesse — Taux de vide — C30G2P14W17Te33.91 Contrainte totale dans le mélange - C30G2P14W17Te33.91
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FIGURE 4.5 — Essai C30G2P14W17Te33.94, X., = 1.50.1072. (a) Comparaison des profils de vitesse
axiale expérimentaux et calculés en sortie de tube. (b) Profil de contrainte totale, terme de contrainte
monophasique (1) et terme lié aux effets de flottabilité (2).

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule ATw % Kl
C30G2P14W17Te33.94 | 11.11 10.26 7.6 0.90

TABLE 4.2 — Essai C30G2P14W17Te33.94. Comparaison de la contrainte calculée par le modéle &
la contrainte évaluée par Friedel (1979). Valeur de K.
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Pour la série C30G2P26W 16, la pression est plus importante mais les titres ther-
modynamiques de sortie restent comparables a ceux de la série précédente. On observe
également de bons résultats (figures 4.6a, 4.6b et tableau 4.3), en terme de vitesse de

mélange et de contrainte de cisaillement.

Profils de vitesse — Taux de vide - C30G2P26W16Te66.6 Profils de vitesse — Taux de vide - C30G2P26W16Te70.59
3‘ : : : : 4 : T T T
o 35F : %
2599 5 ] p
3 /
— Um ‘Q—O—O—QJ_O_M 0 ©
2 VA
2 UG (DEBORA) Lo O e o
5] O Um (DEBORA) © o/
1oysh Profil en 1/7 Lo
w " %) e
€ —— 10*alpha(r) € A
= S 15F /
> 0 o 7 pE—yr,
UG (DEBORA)
" / o Um (DEBORA)
0.5} 4 7 Profil en 1/7
7 08 ' ——— 10%alpha(n)
0 | AJ\ i i i o 0 i i i i o
0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01
r(m) r(m)
(a) (b)

FIGURE 4.6 — Série C30G2P26W16. Comparaison des profils de vitesse axiale expérimentaux
et calculés en sortie de tube. (a) Essai C30G2P26W16Te66.66, X., = 1.24.1072. (b) Essai

C30G2P26W16Te70.59, X, = 6.54.1072.

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule ATw % Kl
avec Friedel
(Pa) (Pa) (%)
C30G2P26W16Te66.66 8.59 8.46 1.5 ] 0.94
C30G2P26W16Te70.59 10.64 9.17 13.8 | 0.86

TABLE 4.3 — Série C30G2P26W16. Comparaison des contraintes calculées par le modéle aux
contraintes évaluées par Friedel (1979). Valeurs de Kj.

On analyse enfin I'essai C30G3P26W27Te60.78 qui présente un débit plus important
que les séries précédentes. On observe sur la figure 4.7 un bon accord entre le profil de
vitesse de mélange calculé par le modéle et celui déduit des mesures. On notera que
pour cette série a forte pression et a fort débit, la vitesse du gaz et la vitesse du liquide
sont quasiment confondues (K; = 0.99, tableau 4.4) ce qui traduit un fort couplage

mécanique entre les deux phases.
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Profils de vitesse — Taux de vide - C30G3P26W27Te60.78
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FIGURE 4.7 — Essai C30G3P26W27Te60.78, X, = 6.54.1072. Comparaison des profils de vitesse
axiale expérimentaux et calculés en sortie de tube.

C&S Tw—Friedel Tw—calcule ATw % Kl

C30G3P26W27Te60.78 | 17.05 14.62 14.3 0.99

TABLE 4.4 — Essai C30G3P26W27Te60.78. Comparaison de la contrainte calculée par le modéle &
la contrainte évaluée par Friedel (1979). Valeur de K;.

Campagne C2900

La campagne C2900 comporte uniquement en terme de mesures, des profils de taux
de vide. On ne peut donc pas comparer les profils de vitesse obtenus par le calcul a des
données expérimentales. Néanmoins, il nous a semblé intéressant de voir 1’évolution des
profils de vitesse de mélange calculés par le modéle ainsi que I’évolution de la contrainte
pariétale itérée dans ces conditions, dans la mesure ou certaines d’entre elles sont
proches des conditions de flux critique. On s’intéressera donc a la série C29G1P30W12,
pour laquelle on a porté sur la figure 4.8a, les profils de vitesse de mélange prédits par
le modéle associés aux profils de taux de vide mesurés sur la figure 4.8b.

On note qu’a 'exception de 'essai GIP30W12Te72.65, le maximum de vitesse est
situé au voisinage de la paroi et non plus au centre de la conduite. Ces profils de vitesse
non monotones sont caractéristiques d’essais a faible vitesse massique pour lesquels le
terme de flottabilité devient localement prépondérant devant le terme monophasique
dans I’équation 4.6. Le maximum du profil de vitesse (figure 4.8a) correspond au point
ot la contrainte totale change de signe (figure 4.9b).

Pour les trois premiers essais (7,=68.7 °C, T,=70.96 °C et T,=72.65 °C), le profil de

vitesse a tendance & s’aplatir de fagon semblable au profil de taux de vide (réduction
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Profils de Taux de vide — série C29G1P30W12
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FIGURE 4.8 — Série C29G1P30W12. Evolution des profils en fonction du titre thermodynamique.
(a) Profil de vitesse axiale calculé par le modele. (b) Profils de taux de vide expérimentaux. Le dernier
essai C29G1P30W12 présente un taux de vide en paroi extrapolé & 0.9.
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FIGURE 4.9 — Série C29G1P30W12. (a) Essai C29G1P30W12Te73.7. Profil de contrainte totale,
terme de contrainte monophasique et terme lié au effets de flottabilité. (b) Evolution de la contrainte

totale en sortie en fonction de la température d’entrée.

du terme de flottabilité).
En revanche, I'essai C29G1P30W12Te73.7 présente un profil de vitesse de mélange

avec un maximum en proche paroi, qui est la conséquence directe de 'augmentation

du taux de vide dans cette zone.
En effet, si le gradient de vitesse de mélange dépend de la contrainte totale dans le

mélange, il dépend aussi du profil local de masse volumique qui apparait au dénomi-

nateur dans ’équation différentielle 2.78 que nous rappelons ici :

OV rlot
= LIS . 4.7
(97‘ Pm [l/L + 5ML] ( )
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Ainsi, on observe sur la figure 4.9b que le profil de contrainte totale dans le mélange
pour cet essai ne change pas significativement par rapport aux 3 premiers essais de la
série. En revanche, la masse volumique s’effondre en proche paroi a cause du pic de

taux de vide, ce qui induit une augmentation du gradient de vitesse dans cette zone.

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule ATw %
C29G1P30W12Te68.7 3.26 3.06 6.1
C29G1P30W12Te70.96 3.54 3.17 10.4
C29G1P30W12Te72.65 3.68 3.19 13.3
C29G1P30W12Te73.7 3.80 2.23 41.3

TABLE 4.5 — Série C29G1P30W12. Comparaison des contraintes calculées par le modéle aux
contraintes évaluées par Friedel (1979).

Le tableau 4.5 présente les contraintes de frottements pariétales calculées par le
modele. L’accord avec la corrélation de Friedel (1979) est bon pour les 3 premiers essais
mais se dégrade pour le dernier essai. Le modéle calcule une chute de la contrainte a
2.23 Pa contre une valeur de 3.80 Pa prédite par la corrélation.

La chute de la contrainte prédite est logiquement associée a la faible masse volu-

mique en paroi, résultante du pic de taux de vide :

OVins
Tw—calcule = _pm(R>VL( or )R7 (48)
car .
emr(R) =0, (4.9)
et :
R
g / (e — (o)) vl = 0. (4.10)
0

On peut en revanche s’interroger sur la validité de la corrélation de Friedel dans
les conditions de 'essai C29G1P30W12Te73.7. En effet, cet essai présente a la fois un
profil de taux de vide trés piqué en paroi, et a été réalisé dans des conditions d’écou-
lement proches du déclenchement de la crise d’ébullition. Il est peu probable que de
telles conditions soient couvertes en terme de domaine de validité par la corrélation de
Friedel. Par ailleurs, cette corrélation utilise comme paramétres d’entrée, des grandeurs
moyennées sur la section (titre massique, propriétés thermophysiques). Cette approche

moyennée semble discutable dans des conditions ou les profils radiaux des différentes
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grandeurs thermohydrauliques sont fortement inhomogénes.

Il semble donc que, sauf & disposer de mesures de pertes de pression en écoulement
bouillant, il ne soit pas possible de conclure quant a la pertinence du modéle de diffu-
sivité turbulente de quantité de mouvement, notamment pour des conditions d’essais
proches du flux critique, conditions pour lesquelles le modéle révéele un comportement
de la contrainte pariétale différent de celui prédit par la corrélation de référence.

L’équation 4.6 montre de surcroit, qu’a la condition de connaitre le frottement
pariétal et le profil de taux de vide, on pourrait directement en déduire la contrainte
totale du mélange, et donc la diffusivité turbulente si on suppose le profil de vitesse de
mélange connu. On rappelle a ce sujet que, bien que la méthode exposée au paragraphe
4.1.2 semble satisfaisante, nous ne pouvons toutefois que recommander de mesurer
également le profil de vitesse liquide moyenné dans le temps afin de disposer d’un
profil de vitesse de mélange mesuré.

Enfin, il nous semble important d’insister sur les ordres de grandeurs des écarts
entre les contraintes pariétales calculées et corrélées (de l'ordre du Pa). Si lintérét
de la mesure de cette contrainte n’est plus & démontrer, sa faisabilité technologique
avec une précision aussi fine, dans nos conditions de fonctionnement, nous parait en

revanche peu vraisemblable.

Campagne TESS

On s’intéresse dans cette partie a la campagne TESS. Deux séries d’essais ont été
analysées :

— TGO0.5P14, cette série est associée a une faible vitesse massique (profils de vitesse

gaz non monotones),

— TG3P14, cette série présente un taux de vide en paroi trés piqué.

La série TG0.5P14 présente deux essais semblables (W1Te49.24 et W3Te41.98) avec
un maximum du profil de vitesse gaz expérimental associé & un pic de taux de vide
situé pres de la paroi chauffée. La pression étant faible, le diamétre moyen des bulles
est relativement important (~1 mm) en comparaison des essais des campagnes C2900
et C3000 (~0.5 mm). Le vitesse massique étant faible (G=500 kg.m2.s71), les effets
de flottabilité deviennent du méme ordre de grandeur que les effets liés & la convection.

On a tracé sur les figures 4.11a et b, les profils de vitesse de mélange calculés par
le modéle, les profils de vitesse gaz mesurés et les profil de vitesse de mélange déduits

de ces mesures pour les essais de la série TG0.5P14.
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On observe que les profils de vitesse de mélange calculés et les profils de vitesse gaz
mesurés ont une forme semblable. Ce résultat confirme la pertinence de 1'hypothése
d’homothétie des profils de vitesse et donc I’hypotheése d’égalité entre les gradients de
vitesse du liquide et du mélange (Eq. 2.63) y compris pour des essais a basse vitesse
massique et a basse pression.

Le tableau 4.6 fournit les valeurs de contrainte de cisaillement calculées par le
modéle, celles estimées a l'aide de la corrélation de Friedel, ainsi que la valeur du
coefficient K; (Eq. 4.4).

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule Kl
(Pa) (Pa)

TG0.5P14W1Te49.24 0.88 1.47 1 0.86

TG0.5P14W3Te41.98 1.06 1.55 | 0.87

TABLE 4.6 — Série TG0.5P14. Comparaison des contraintes calculées par le modéle aux contraintes
évaluées par Friedel (1979). Valeurs de K.
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FIGURE 4.10 — Série TG0.5P14. Profil de vitesse axiale du mélange calculé par le modéle, profil de
vitesse de mélange déduit des mésures de vitesse gaz, loi de vitesse en puissance 1/7¢™€ et taux de
vide. (a) Essai W1Te49.24. (b) Essai W3Te41.98.

Comme pour la série C29G1P30W12, I'essai TG3P14W30Te29.22 présente un profil
de taux de vide trés piqué en paroi (qeeq & 80%). A ce débit, les effets de convection
forcée restent importants devant les effets de flottabilité, mais on observe néanmoins un
aplatissement du profil de vitesse de mélange, ce qui traduit a la fois, I'intensification
des effets de flottabilité en proche paroi et la chute de la masse volumique dans cette
zone (augmentation du gradient de vitesse).

La contrainte de frottement calculée par le modéle chute (tableau 4.7) avec la masse

volumique en paroi alors que la corrélation de Friedel prédit pour sa part une augmen-
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tation qui résulte de 'augmentation du titre massique.

Ces observations sont tout & fait similaires & celles formulées pour la série C29G3P30W12

et confirment donc les conclusions énoncées précédemment.

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule ATw % Kl
(Pa) (Pa)
TG3P14W7Te48.19 14.04 13.97 0.5 | 1.00
TG3P14W17Te40.60 16.75 16.10 41 0.99
TG3P14W30Te29.22 20.89 9.24 56 | 0.96

TABLE 4.7 — Série TG3P14. Comparaison des contraintes calculées par le modéle aux contraintes
évaluées par Friedel (1979). Valeurs de Kj;.

Profils de vitesse de melange - TG3P14 Profils de taux de vide expérimentaux — TG3P14
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FIGURE 4.11 — Série TG3P14. W7Te48.19, W17Te40.60 et W30Te29.22. (a) Comparaison des profils
de vitesse de mélange calculés par le modéle aux profils de vitesse mélange déduits des mesures de
vitesse gaz. (b) Evolution des profils de taux de vide expérimentaux.

En conclusion, pour chacun des essais analysés, on peut constater que la comparai-
son entre les profils de vitesse de mélange expérimentaux et ceux calculés a 1'aide du
modéle présenté au chapitre 2 ne présente pas d’incohérence, compte tenu de l'incerti-
tude expérimentale (£10%). Ce résultat est a souligner dans la mesure ou le domaine
d’essais testé s’étend des écoulements sous-refroidis a faible taux de vide aux écoule-
ments saturés dans lesquels le taux de vide devient important ((aq), > 40%).

Il semble donc que le modéle de la diffusivité turbulente diphasique de Sato et
Sekoguchi (1975), soit suffisant pour modéliser correctement le transfert turbulent de
quantité de mouvement en écoulement bouillant vertical ascendant en conditions REP.

Ces résultats permettent, en outre, de justifier a posterior:i les hypotheses suivantes :
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— l'hypothése d’écoulement mécaniquement établi,
— T’hypothése de couplage fort entre les phases,
— I’hypothése d’uniformité des propriétés physiques et de la pression dans une

section droite.

Concernant la contrainte de frottement pariétal, les écarts relatifs observés entre
les valeurs calculées par le modeéle et celles évaluées par la corrélation de Friedel (1979)
sont pour la plupart des essais, au maximum de 20% et demeurent cohérents avec
I'incertitude annoncée de la corrélation. Sans constituer une preuve absolue de la per-
tinence du modéle, cette comparaison permet cependant de faire preuve d’une relative
confiance dans le modéle proposé.

Pour les essais présentant de fortes valeurs de taux de vide en paroi, le modeéle
prédit une chute importante de la contrainte pariétale. Cette chute, liée a la chute de
la masse volumique en paroi, n’est pas prédite par la corrélation de Friedel (1979).
Dans ces configurations d’écoulements (profils trés inhomogeénes et conditions proches
des conditions de flux critique), il est probable que la corrélation moyennée sur la
section de Friedel (1979) montre ces limites. Une mesure précise des pertes de pression
dans le tube permettrait alors de statuer sur la pertinence de la contrainte calculée par
le modele. Nous ne pouvons donc qu’insister sur la nécessité a terme, de mesurer le
frottement pariétal en gardant a l'esprit les réserves évoquées concernant la précision

nécessaire de la mesure.

4.1.3 Etude de sensibilité

Une analyse de sensibilité aux différents paramétres d’entrée du modéle a été menée
afin d’identifier les plus sensibles.

On s’est ainsi attaché a étudier plus spécifiquement 'influence du profil de taux de
vide, et du choix des échelles turbulentes, en particulier le profil de diamétre de bulles

dp(r) et la vitesse de frottement u*.

Sensibilité au profil de taux de vide ag(r)

Les profils de taux de vide mesurés sont parfois peu renseignés en points expérimen-
taux ce qui peut entrainer un biais dans l'interpolation du profil utilisé dans le modéle.
On va donc réaliser deux tests de sensibilité en modifiant, pour un essai donné, le profil

de taux de vide en entrée.
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Le premier test est réalisé avec l'essai TG0.5P14W1Te49.24 dont le taux de vide
moyen est faible ({(aq), = 0.07). On a tracé sur la figure 4.12a les profils de vitesse de

meélange calculés par le modeéle en faisant varier le profil radial de taux de vide a(r) de
+10% en relatif (figure 4.12b).

Vitesses de mélange - sensibilité a a Profils de taux de vide
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—+— o (DEBORA)
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FIGURE 4.12 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. (a) Evolution des profils de vitesse de mélange calculés
par le modéle en fonction du profil de taux de vide d’entrée. (b) Profils de taux de vide expérimentaux
utilisés en entrée du modeéle (profil expérimental +10%).

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule
(Pa) (Pa)
TG0.5P14W1Te49.24 o + 0.1v | 0.90 1.53
TG0.5P14W1Te49.24 original | 0.88 1.47
TG0.5P14W1Te49.24 o« — 0.1v | 0.87 1.40

TABLE 4.8 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. Contraintes calculées par le modéle et contraintes évaluées
par Friedel (1979). Sensibilité au profil de taux de vide.

On observe dune part, une faible sensibilité du profil de vitesse calculée au profil de
taux de vide et d’autre part, une quasi-indépendance de la contrainte de cisaillement
calculée (tableau 4.8) au profil de taux de vide (une modification de £10% relative sur
le profil de taux de vide entraine entraine une variation maximale de +4% sur 7).

On réalise le méme test pour 'essai C3000 : C30G2P14W16Te41.15 qui présente
un taux de vide moyen important ({(ag), = 0.46), le maximum du profil se situant au
centre de la conduite. Les résultats de I’étude de sensibilité sont montrés sur la figure
4.13 et dans le tableau 4.9.

La forme du profil de vitesse de mélange reste inchangée a I’issue de la modification

du taux de vide. Quand le taux de vide augmente, la masse volumique diminue. Pour
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FIGURE 4.13 — Essai C30G2P14W16Te41.15. (a) Evolution des profils de vitesse de mélange calculés
par le modéle en fonction du profil de taux de vide d’entrée. (b) Profils de taux de vide expérimentaux
utilisés en entrée du modele (profil expérimental +10%).

Cas Tw—Friedel | Tw—calcule
(Pa) (Pa)
C30G2P14W16Te41.15 a + 0.1 | 16.66 13.37
C30G2P14W16Te41.15 original | 15.97 12.84
C30G2P14W16Te41.15 o — 0.1cv | 15.25 12.44

TABLE 4.9 — Essai C30G2P14W16Te41.15. Contraintes calculées par le modéle et contraintes éva-
luées par Friedel (1979). Sensibilité au profil de taux de vide.

une vitesse massique G imposée, il est normal d’observer une augmentation de la vitesse
du mélange. Le comportement inverse est obtenu si le taux de vide diminue.

Les écarts sur la contrainte pariétale itérée sont inférieurs a 4 % comme pour le
premier essai TG0.5P14W1Te49.24 (taux de vide faible).

On constate donc que de facon générale la sensibilité du modéle au profil de
taux de vide reste faible, les écarts sur le profil de vitesse de mélange n’excédant

pas 10% en relatif et ceux de la contrainte pariétale ne dépassant pas 4%.

Sensibilité a la vitesse de frottement u*

Cette échelle de vitesse apparait dans le modéle de turbulence proposé par Sato a la
fois, dans le facteur d’amortissement pariétal A, et dans I'expression de la composante

monophasique de la diffusivité turbulente initialement proposée par Reichardt (1951) :

emr = A(r) {%u {1 - (%)2] [1 + 2(%)2} + k?gOzG(T)dBQ(r>
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avec

A(r) = [1 —exp [— it T>U*H2. (4.12)

16VL

Nous rappelons que dans 'article de Sato, il n’y a pas d’information précisant la fagon
dont cette échelle u* doit étre déterminée.

On s’intéresse pour commencer, a l'essai C30G2P14W16Te41.15 pour lequel on
testera 2 corrélations de contraintes de frottement pariétal pour la détermination de
w

— la corrélation diphasique de Friedel (1979), dont 'expression est donnée en an-

nexe A,
— la corrélation monophasique turbulente de McAdams (1954) dont ’expression
est donnée en annexe A.
Le tableau 4.10, présente pour différentes valeurs de u*, la valeur de contrainte pariétale

calculée par le modele. La figure 4.14 présente les différents profils de vitesse calculés

associés a chacune des valeurs de u* retenue.

(O imposée Tw—Friedel | Tw—calcule
dans €y (m/s) (Pa) (Pa)
0.1 X gy = 0.011 15.96 2.87
0.5 X Ubysgy = 0.058 15.96 7.97
1.0 X Wy pgams = 0.073 15.96 9.14
1.0 X W,y = 0.116 15.96 12.84
2.0 X Wypsgy = 0.233 15.96 22.74
10 X Wy = 1.165 15.96 | 93.25

TABLE 4.10 — Essai C30G2P14W16Te41.15. Contraintes calculées par le modéle et contraintes
évaluées par Friedel (1979). Sensibilité a la vitesse de frottement u*, valeurs imposées en entrée du
modéle.

Si on augmente la vitesse de frottement u*, la diffusivité turbulente £;,;, augmente
sur I’ensemble de la conduite (Eq. 4.11), ce qui va réduire le gradient vitesse sur 1’en-
semble de la conduite (Eq. 4.13).

4] (o = (pm)s) i

=

avaz

0
or pm VL + enmir]

(4.13)

Le modéle ajuste donc la contrainte 7, en respectant a la fois la condition d’adhé-
rence a la paroi (vitesse nulle) et le bilan de masse.
Si le profil de vitesse est plus plat a cceur, le gradient de vitesse doit donc étre

plus marqué en paroi pour satisfaire la condition d’adhérence a la paroi, et donc la
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FIGURE 4.14 — Essai C30G2P14W16Te41.15. Profils de vitesse de mélange calculés par le modéle
en fonction de u* imposée. Profil de vitesse de mélange déduit des mesures de vitesse gaz. Sensibilité
a u* dans la zone & coeur.

contrainte pariétale calculée par le modéle sera plus importante.

C’est bien ce qui est observé a ceoeur sur la figure 4.14. Plus u* augmente, et plus
le profil de vitesse s’aplatit & coeur entrainant un raidissement du profil de vitesse a la
paroi. Ainsi plus on augmente u*, plus T, _caicute €St grand.

On observe également que la contrainte calculée par le modéle la plus proche de
celle prédite par la corrélation de Friedel s’obtient justement en spécifiant la vitesse
de frottement a l'aide de la corrélation de Friedel. Ce résultat avait déja été noté au
chapitre 2 dans la validation du modéle sur des cas tests.

On considére maintenant 'essai TESS TG3P14W17Te40.60. Les figures 4.15a et
4.15b présentent les résultats obtenus. On retrouve sur la figure 4.15a, les profils de
vitesse de mélange prédits par le modeéle pour les différentes valeurs de vitesse de
frottement testées dans le modéle de turbulence, et sur la figure 4.15b, le profil de taux
de vide associé pour l’essai.

Le tableau 4.11 montre des résultats similaires a ceux obtenus pour ’essai précédent
(C30G2P14W16Te41.15).

L’augmentation de la vitesse de frottement induit une augmentation de la turbu-

lence, ce qui diminue le gradient de vitesse dans la conduite. Le profil de vitesse devant
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u* impOSée dans EM | Tw—Friedel | Tw—calcule

(m/s)|  (Pa)| (Pa)
01 X Wppsgy = 0.012 16.75 145
0.5 X Whyygy = 0.062 16.75 10.49
1.0 X % ggums = 0.106 16.75 14.60
1.0 X uby,py = 0.124 16.75 16.10
2.0 X Wh gy = 0.249 16.75 | 27.57
10 X W o0y — 1.244 16.75 | 111.01

TABLE 4.11 — Essai TG3P14W17Te40.60. Contraintes calculées par le modéle et contraintes évaluées
par Friedel (1979). Sensibilité a la vitesse de frottement u*.

étre raccordé a zéro en paroi, le raccord entre un profil plus plat & cceur et la paroi in-
duit une augmentation du gradient pariétal et donc une augmentation de la contrainte
pariétale itérée.

On observe également sur la figure 4.15a, pour cet essai, que I'influence de la vitesse
de frottement est négligeable sur le profil de vitesse sauf pour le premier test (u* =
0.1 X W}y ieqe) POUr lequel on observe une modification importante du profil de vitesse

calculé qui n’est plus monotone.

Vitesses de mélange — sensibilité & u* Taux de vide
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FIGURE 4.15 — Essai TG3P14W17Te40.60. (a) Evolution des profils de vitesse de mélange calculés
par le modéle en fonction de I’échelle de vitesse de frottement u* imposée. (b) Profil de taux de vide
expérimental.

Pour ce test, le modéle prédit une valeur de contrainte si faible que le terme de flot-
tabilité devient prépondérant devant le terme de contrainte monophasique ( —7,r/R),
ce qui se répercute sur la forme du profil de vitesse par une accélération du fluide dans
la zone ot le taux de vide est important. Pour tous les autres essais, la contrainte étant
plus importante, le terme pariétal reste majoritaire devant les effets de flottabilité.

On observe une dépendance quasi-linéaire de la contrainte calculée en fonction de
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u* pour 'essai TG3P14W17Te40.60 (figure 4.16).

1, = f(U) TG3P14W17Te40.60
120 T T T T
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FIGURE 4.16 — Essai C30G2P14W16Te40.60. Contrainte calculée par le modéle en fonction de u*
imposée.

En conclusion, I'influence de 1’échelle de turbulence u* est complexe et dépend des

conditions d’essais (vitesse massique et taux de vide), et plus précisément de I'impor-
T

tance relative de la contribution des effets de flottabilité - terme (2) - (£ [ (pm — (om),) 7dr)

devant la contribution monophasiques - terme (1) - (—57.) dans l’équa?tion 4.13. Néan-
moins, si des variations importantes ont été observées sur le profil de vitesse et la
contrainte itérée pour les cas tests, il est a noter que les variations de u* imposées
étaient elles aussi importantes et il est légitime de se demander si une telle variation
est raisonnable.

On retiendra donc principalement, que pour évaluer 1’échelle de vitesse de
frottement u*, le choix de la corrélation de frottement pariétal (Friedel, 1979,
ou McAdams, 1954) a en définitive une influence faible sur les résultats de calculs

(forme des profils de vitesse et contrainte calculée).

Sensibilité au profil de diamétre de bulles dp(r)

On s’intéresse désormais a l'influence du profil radial de diamétre de bulles dp(r)
qui est un parameétre important du modéle car il conditionne directement la structure
du modéle de turbulence. Sato et Sadatomi (1981) utilisent pour décrire le profil radial

de taille de bulles, la relation suivante :
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(

dp dp
s < r< - =
2 — Osrshitg
dg+r—R d
dp(r) = 4(3-@% ————— R—73<r§R—2oum (4.14)
o ——— - R—20pum<r <R

Avec ce profil, on retrouve :

— & coeur, une échelle de longueur uniforme et égale au diamétre de bulles moyen
sur la section 3];,

— une zone pariétale d’'une épaisseur fixée arbitrairement a 20 gm ol on suppose
I’absence de bulles,

— un raccordement suivant une loi parabolique entre les deux zones précédentes.

Ce profil prend en compte, selon Sato et Sadatomi (1981), la réduction de la taille

des bulles au voisinage de la paroi et s’intégre dans ’expression de la turbulence due a

I’agitation des bulles :

dp(r)
2

e = [1 — exp [—Mu*] } 2k2ag(r) Up. (4.15)

16y,

Notons au passage que si l'on considére dans cette expression que ’on impose un
diamétre de bulles uniforme dans toute la conduite, faire une étude de sensibilité sur
ce paramétre revient & faire une étude de sensibilité sur ’échelle de vitesse @.

Si la justification du profil de diamétre de bulles est peu détaillée dans 'article
de Sato et Sadatomi (1981), ce profil conditionne directement la structure turbulente.
En effet, il impose une zone pariétale d’'une épaisseur arbitraire fixée a 20 pum, dans
laquelle dg = 0 et par conséquent ¢” = 0 . Nous rappelons que nous avons déja mis en
évidence les incohérences d’une telle approche au chapitre 2 dans le cas des écoulements
bouillants ot les bulles sont, par nature, générées a la paroi.

Afin d’apprécier 'influence du choix de ce profil sur les résultats de calcul, nous
nous sommes intéressés a l'essai TG3P14W17Te40.60 ({(aq), = 0.16).

Sur la figure 4.17, une série de tests est réalisée en faisant varier ’épaisseur de la
zone de proche paroi dans laquelle le diamétre de bulles est imposé a zéro. Le test de
référence (bleu foncé) tient compte du profil original proposé par Sato. L’épaisseur de
la zone est dans ce cas de 20 pm.

Pour le test A, on supprime cette zone c’est-a-dire que I'on impose directement le
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FIGURE 4.17 — Essai TG3P14W17Te40.60. (a) Evolution des profils de vitesse de mélange calculés
par le modéle en fonction de I’épaisseur de la zone de proche paroi ou dg(r) = 0. (b) Zone de proche
paroi.

raccordement parabolique a zéro a la paroi. Pour le test B, I’épaisseur de cette zone est

fixée & 100 pm, et pour le test C on impose un diamétre nul sur toute la conduite 3.

Cas Epaisseur E de la | 7,_carcute
zone proche paroi
(pm) (Pa)
Test A E=0 17.58
Test de référence | E=20 16.10
Test B E=100 14.95
Test C E=R 13.73

TABLE 4.12 — Essai TG3P14W17Te40.60. Contraintes calculées par le modeéle. Sensibilité a 1’épais-
seur E de la zone de proche paroi ou dg(r) = 0.

Pour cet essai, la corrélation de Friedel estime la contrainte de cisaillement a la
paroi & Ty prieder=16.75 Pa.

On observe pour cet essai, en comparant le test de référence aux tests A, B et C, que
I'influence de cette zone est relativement faible sur le profil de vitesse et la contrainte
calculée. On observe que plus I’épaisseur de la zone augmente et plus le profil de vitesse
de mélange s’aplatit alors que le gradient de vitesse en paroi s’accentue. Le profil de
vitesse calculé tend vers une forme caractéristique des profils de vitesse monophasiques
turbulents. Cela s’explique parfaitement dans ’équation 4.13. La chute de la turbulence
en proche paroi augmente le gradient de vitesse dans cette zone et donc la contrainte
Tw—caleule- Lia figure 4.17b montre le gradient de vitesse en proche paroi pour la série de
tests A a C.

3. Cela revient imposer une diffusivité turbulente monophasique.
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A T'inverse, si ’on réduit I’épaisseur de cette zone, une augmentation de la turbu-
lence tend a augmenter le transfert de quantité de mouvement entre le cceur et la paroi
et tend & incurver les profils de vitesse du mélange.

On a également réalisé pour le méme essai une série de tests (figure 4.18) dans
lesquels on considére un profil de diameétre de bulles uniforme sur la section du tube, la
valeur allant de 0 & 10 c/Z; ol a; est le diamétre moyen des bulles sur toute la section

estimé par intégration des mesures et qui vaut c/l;: 710 pm pour cet essai.

Vitesses de melange - sensibilité a db constant Vitesses de melange - sensibilité a db constant — Zoom gradient de paroi
T T T T T T T T T T T T T T T T T

Um (m/s)

O Um (DEBORA)
test de reference

O Um (DEBORA)

db(r)=0 test C test de reference

2 +  db(r)=0.1 x dbmoy test D db(r)=0 test C
* db(r)=1.0 x dbmoy test E 02r +  db(r)=0.1 x dbmoy test D !
sl db(r)=10 x dbmoy test F db(r)=1.0 x dbmoy test E \
01 db(r)=10 x domoy test F \A
i i i i i i i i i ¢ i i i i i i i i i \
1 2 3 4 5 6 7 8 9 9.591 9.592 9.593 9.594 9.595 9.596 9.597 9.598 9.599 9.6
r(m) x10° r(m) x107
(a) (b)

FIGURE 4.18 — Essai TG3P14W17Te40.60. (a) Evolution des profils de vitesse de mélange calculés
par le modéle en fonction de ’échelle uniforme de diameétre de bulles dp. (b) Zone de proche paroi.

Cas Echelle de diamétre | 7o, —caicuie

dp =7.1.10"4um (Pa)
Test de référence | profil de dp (Sato) 16.10
Test C dg =0 13.73
Test D dp = 0.1dg 16.47
Test E dp = dp 29.58
Test F dp = 10dy 87.16

TABLE 4.13 — Essai TG3P14W17Te40.60. Contraintes calculées par le modéle. Sensibilité a dp.

On constate que tant que I’échelle de diamétre de bulles reste faible (tests C et D),
le profil de vitesse calculé par le modéle reste comparable au profil de référence, de
méme que la contrainte 7, _.qcue. Pour les tests C et D, la turbulence monophasique
¢’ reste prépondérante devant la turbulence diphasique ”. En revanche, pour les tests
E et F, ’échelle de longueur imposée est suffisamment grande pour que la contribution
turbulente diphasique joue un roéle non négligeable depuis la paroi jusqu’au centre de
la conduite. On observe alors que le profil de vitesse s’incurve dans ’ensemble de la

conduite. Comme avec I'augmentation de la vitesse de frottement, on observe également
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une augmentation de la contrainte pariétale qui est le résultat d’un raccordement plus
raide du profil de vitesse a la paroi.

On a effectué les mémes tests pour 'essai TG0.5P14W1Te49.24. Les résultats sont
présentés sur la figure 4.19 et dans les tableaux 4.14 et 4.15. On observe a faible vitesse

massique G, des tendances similaires a celles obtenues pour I'essai TG3P14W17Te40.60.

Cas Epaisseur E de la Tw—calcule

zone proche paroi (pm) (Pa)
Test A E=0 1.48
Test de référence | E=20 1.47
Test B E=100 1.13
Test C E=R 0.97

TABLE 4.14 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. Contraintes calculées par le modéle. Sensibilité a 1’épais-
seur E de la zone de proche paroi ou dp(r) = 0.

Cas Echelle de diamétre | Ty —caicuie

dp =7.1.10% m (Pa)
Test de référence | profil de dp 1.47
Test C dg =0 0.97
Test D dp = 0.1dg 1.19
Test E dp = dp 2.31
Test F dp = 10d 7.20

TABLE 4.15 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. Contraintes calculées par le modéle. Sensibilité a 31\3.

Vitesses de melange - sensibilité a db — epaisseur de la zone paroi Vitesses de melange - sensibilité & db constant
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FIGURE 4.19 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. (a) Evolution des profils de vitesse de mélange calculés
par le modéle en fonction de I’échelle uniforme de diamétre de bulles dp. (b) Zone de proche paroi.
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En conclusion, on constate que le profil de diamétre de bulles a une influence
capitale sur la physique et les résultats du modéle, car il conditionne directement
la structure turbulente de 1’écoulement, et donc l'intensité des transferts de quantité
de mouvement dans I’écoulement. Si 'on réduit la contribution turbulente due aux
bulles, on se rapproche des mécanismes de transport en écoulement monophasique.
Dans le cas d’écoulements a fort débit (par exemple TG3P14W17Te40.60), on observe
alors un aplatissement du profil de vitesse. Dans le cas d’écoulements diphasiques a
débit plus faible (par exemple TG0.5P14W1Te49.24), la réduction de la turbulence
augmente 'importance des effets de flottabilité. A 'inverse, si I’on impose une diffusivité
turbulente importante en augmentant 1’échelle de diamétre de bulles dans la conduite, la
turbulence va devenir le mécanisme prépondérant devant la convection et la flottabilité

et va contribuer a incurver les profils résultant.
Remarque

Dans cette section, on a également réalisé un dernier test de sensibilité au fac-
teur d’amortissement A de I’équation 4.11, terme initialement proposé par Van Driest
(1956). Ce facteur a été initialement introduit afin d’atténuer la diffusion turbulente au
voisinage de la paroi, sur une distance caractéristique de l'ordre de y™ = 16 (Eq. 2.86).
Dans le cas de l'essai TG3P14W17Te40.60, cette distance caractéristique équivaut a
une distance a la paroi y = R —r = 16 pm.

Pour ce test de sensibilité, on a simplement cherché & enlever ce terme.

Si son influence sur £” (diffusivité induite par les bulles) reste faible - 'étude a été
menée avec le profil radial de bulles proposé par Sato - son influence sur ¢’ (diffusivité
liée au cisaillement) est plus sensible. Cela génére plus de turbulence a la paroi, ce qui
incurve le profil de vitesse & cceur et par conséquent augmente la contrainte pariétale

(effet similaire & une augmentation de u*).

4.1.4 Conclusions sur la partie mécanique

L’analyse des résultats obtenus et les différents tests de sensibilité réalisés sont es-
sentiels pour mieux appréhender 'importance des différents termes dans les équations
du modéle (contrainte monophasique liée au frottement pariétal, contrainte de flot-
tabilité, convection forcée ou encore turbulence). Quel est le role de chacun (selon la
configuration des essais) et comment chaque paramétre impacte les résultats calculés ?
Ce travail apparait donc comme une premiére étape en vue d’identifier les paramétres

essentiels du modéle qui pilotent réellement 1’évolution de I’écoulement du point de vue
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hydrodynamique.

On retiendra de la confrontation aux données expérimentales DEBORA, que le
modéle mis au point semble capable de prédire correctement le transfert de
quantité de mouvement pour des écoulements bouillants en conditions re-
présentatives des REP. Le profil local de vitesse du mélange calculé par le modéle
résulte des effets couplés des transferts turbulents et visqueux ainsi que des contraintes
de frottement et de flottabilité. Selon les conditions d’essais, le poids relatif de ces
contributions différe. Néanmoins, le modéle dans son état d’avancement actuel semble
rendre compte de facon cohérente de ces différents effets pour la gamme de conditions
thermohydrauliques considérée. Le modéle peut ainsi calculer différentes formes de
profils de vitesse (profils quasi-plats, profils avec un maximum marqué au centre
de la conduite ou dans la zone de proche paroi). On notera également que le bon ac-
cord entre la forme des profils de vitesse de mélange calculés par le modéle et celle
des profils de vitesse gaz mesurés par bi-sonde justifie, a posteriori, ’hypothése
d’homothétie entre les profils de vitesse phasique (Eq. 4.2).

L’écart entre la contrainte de frottement pariétal calculée par le modéle
et la contrainte évaluée par la corrélation diphasique de référence de Friedel
(1979) est faible et reste inférieur a I’incertitude la corrélation (£25%). Cet
écart se dégrade pour des conditions d’essais proches des conditions de flux critique
présentant des profils de taux de vide trés piqués en paroi, pour lesquels la corrélation
de Friedel (1979) n’est pas validée.

Ainsi, nous recommandons, dans le cadre de nouveaux essais bouillants de s’atta-
cher & essayer de mesurer le plus précisément possible les pertes de pression (et d’en
déduire 7,,). D’une part, ceci permettrait, dans le cadre de 'approche exposée dans les
chapitres 2 et 4 de conclure quant & la pertinence du modeéle retenu, mais d’autre part,
la connaissance de la contrainte pariétale couplée aux mesures du profil de taux de vide
et de vitesse permettrait d’accéder directement au profil de contrainte et de diffusivité
turbulente.

L’étude de sensibilité a révélé que le paramétre le plus important du modéle
était le profil de diamétre de bulles dg(r). Ce paramétre conditionne la structure
turbulente de ’écoulement sur ’ensemble de la conduite, et par conséquent, il pilote
I'intensité des transferts de quantité de mouvement dans ’écoulement. On retiendra
qu'une modification de ce profil, visant a réduire la turbulence en paroi (diminution
de a; ou augmentation de I’épaisseur de la zone ou dg = 0), privilégie les effets de
flottabilité et de convection forcée. A 'inverse, I’augmentation de la turbulence en paroi

va augmenter les transferts radiaux de quantité de mouvement et incurver les profils
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de vitesse.

On notera également que la corrélation d’Ishii (1977) semble adaptée pour estimer
I’échelle de vitesse @.

Enfin, I’étude de sensibilité menée avec deux corrélations pour estimer la vitesse de
frottement u* montre que le calcul est finalement assez peu sensible & ce paramétre.
Un ordre de grandeur cohérent de u*, obtenu avec I’'une ou ’autre de ces
corrélations est suffisant pour obtenir de bons résultats sur les profils de vitesse et
sur la contrainte calculée.

Un travail similaire & celui qui vient d’étre réalisé va maintenant étre présenté pour

I’équation de bilan d’énergie.
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4.2 Calcul du profil de température liquide

Le schéma de la figure 4.20 rappelle la méthodologie de résolution du bilan d’énergie
(Eq. 2.95) détaillée au chapitre 2. On a en particulier rappelé les données d’entrée né-
cessaires a sa résolution. On remarquera en particulier, qu’il est nécessaire de connaitre
le profil de vitesse de mélange pour pouvoir intégrer 1’équation différentielle en tempé-
rature. Il est également nécessaire de connaitre le profil radial de vitesse liquide pour

pouvoir estimer ’enthalpie liquide débitante.

Flux pariétal Equation différentielle thermique | 7 () |fération pour
vérifier Hy
9,

o T +AT
Propriétés j— i l—— W w
physiques aTL _ 1 R m, (r,z) LL —
Pe PV o |:2'L+chpL£TL:| rom(z) " T, — TyL

Tw

A L Cm
Profils de taux de Terme de profil
vide et de vitesse

z

V. (r) T

>4 mz) &
ac(r)< [PV, (r27rdr
Echelles de Modgéle de turbulence de Sato (1975)
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2
* R—- . N
u Uy d, — 8"={1—exp|:—(r)u ﬂ kzag(r)dB(r)U
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FIGURE 4.20 — Schéma simplifié de la résolution de I’équation différentielle en température.

4.2.1 Préliminaires sur les données d’entrée du systéme ther-
mique
Flux de chaleur pariétal
Le flux de chaleur pariétal ¢, est un parameétre de controle imposé pour chaque

essal.
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Propriétés thermophysiques du fluide

Les propriétés thermophysiques et de transport du fluide sont supposées uniformes
sur la section droite de ’écoulement et sont calculées & la température et la pression
voulue a l'aide des tables du NIST* :

— pour les essais bouillants, les propriétés seront estimées a la saturation pour la

pression de sortie,

— pour les essais monophasique liquide, les propriétés seront estimées a la tempé-

rature moyenne du liquide et a la pression de sortie. La température moyenne du
liquide sera calculée a 'aide d’un bilan thermique 1D. Les valeurs pour chacun

des essais analysés sont consignées dans le tableau 3.14.

Profils de taux de vide et de vitesse gaz

Les profils de taux de vide et de vitesse axiale du gaz sont interpolés & partir des
profils expérimentaux a ’aide de splines cubiques. Les profils de vitesse du mélange
seront déduits du profil de vitesse gaz a 'aide de la méthode décrite précédemment (Eq.
4.2). Pour la campagne TESS, les mesures de taux de vide, de vitesse et de température
liquide sont simultanées et colocalisées. En revanche, pour la campagne C800, on ne
dispose que de mesures de température liquide. Seuls les essais monophasiques de cette

campagne seront donc analysés dans ce chapitre.

Echelles de turbulence

Comme pour la partie mécanique, la vitesse de frottement u* sera évaluée respecti-
vement a l'aide des corrélations de McAdams (1954) pour les essais monophasiques, et
de Friedel (1979) pour les essais diphasiques. L’échelle de vitesse sera évaluée a 'aide
de la corrélation d’Ishii (1977) et le diamétre de bulles moyen dp estimé & partir des

mesures.

Hypothése des profils de vitesse plats

Le terme de profil que I'on retrouve sur le schéma 4.20 suppose de disposer du profil
de vitesse mélange, donc de résoudre le bilan de quantité de mouvement du mélange
(chapitre 2).

4. National Institute of Standards and Technology.
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Pour rappel, ce terme s’écrit :

T

i (1, 2) [ pmVinz(r)2mrdr
7% <;) == . (4.16)
[ P Vin(r)2mrdr

0
Sato et Sadatomi (1981) font 'hypothése des profils plats, qui consiste & supposer que
le terme p,,, (1)V.(r) est uniforme et égal & la vitesse massique moyenne du mélange

G. La densité de flux de masse est alors uniforme et s’écrit :

P (M) V2 (1) = G. (4.17)

Le terme de profil se simplife donc en :

g z) g POVl

() =% = (4.18)

[ P (1) Voo () 27rdr

0
Le bilan d’énergie résolu s’écrit alors :
T, 1

L T
= — Q- 4.19
or ag, [)\L + chpLaTL] Rq ( )

Une série de calculs est discutée dans les sections suivantes sur 'influence de cette

hypothése.

4.2.2 Reésultats thermiques monophasiques

Dans un premier temps, on présentera les résultats du modéle pour des essais mono-
phasiques. On va donc considérer les deux séries d’essais C8GHP26W16 et C8G2P26W 16
présentées au chapitre précédent.

Nous rappelons que la température de paroi chauffée Ty, coté fluide est une condi-
tion a la limite inconnue du systéme, qui est déterminée par itération, de fagon a vérifier
que l'intégration du profil de température liquide calculé par le modeéle vérifie le bilan
1D d’enthalpie liquide débitante :

L —
prVLz hL—modele 2nrdr

Hpip=" - , (4.20)
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ol mL est 'enthalpie liquide locale déduite de la température liquide T} _modee
calculée par le modéle a 'aide 1’équation d’état du fluide.

Comme on ne dispose pas de mesures simultanées de vitesse et de tem-
pérature liquide, on a utilisé le profil de vitesse liquide prédit par le modéle
bi-dimensionnel quasi-établi pour la partie mécanique dans le cas d’un écou-
lement monophasique. Cette vitesse calculée sera également utilisée pour
calculer le terme de profil (Eq. 4.16).

Les figures 4.21 et 4.22 présentent les résultats obtenus. Les profils de température
liquide calculés par le modéle, avec comme condition de convergence I’enthalpie débi-
tante 1D, Hy_1p, sont tracés en traits continus et les mesures sont représentées par
des symboles. On constate que ’accord entre le calcul et 'expérience est globalement
bon. On note toutefois une tendance a la surestimation par le calcul de 'ordre de 0.5°
a 1°C. Ce résultat peut sans doute s’expliquer par le fait que, comme il est rappelé au
chapitre 3, un écart systématique d’environ 0.5°C avait été relevé entre la température
moyenne du liquide calculée par intégration des mesures de profil et celle déduite du
bilan d’énergie totale 1D. Nous avons donc refait ces calculs en fixant comme critére de
convergence, non pas ’enthalpie débitante 1D mais ’enthalpie moyenne débitante du
liquide déduite du profil expérimental de température mesuré, Hyj_.,, (tracés en traits
pointillés). On peut constater sur les figures 4.21 et 4.22 que la qualité de 'accord entre
le calcul et 'expérience s’améliore notablement pour les deux séries.

Les tableaux 4.16 et 4.17 comparent les températures de paroi prédites par le modéle
(avec Hy_1p comme critére de convergence) avec les températures de paroi mesurées.
Pour les deux séries, les écarts sont compris entre 0.15 °C et 1 °C ce qui correspond
a un écart relatif par rapport & Tyorrie — Tontree compris entre 3 et 9 % pour la série
C8G5P26W16 et un écart compris en 0.5 et 2.5 % pour la série C8G2P26W16. On
a également porté dans ces tableaux, la température calculée par la corrélation de
Gnielinski (1976). L’écart entre la température calculée par le modéle et la corrélation
est plus faible qu’avec la température mesurée (écart systématique de 0.25 °C pour la
série C8GHP26W16 et de 0.4 °C pour la série C8G2P26W16).

Dans ces tableaux, on a également porté les résultats d’un test de sensibilité a la
fagon dont sont estimées les propriétés thermophysiques et de transport du fluide. En
effet, on a précisé en introduction de cette section, que pour les essais monophasiques,
les propriétés du Fréon ont été estimées a la température moyenne du liquide. Néan-
moins, des calculs ont été réalisés en imposant les propriétés fluides & la température

de saturation pour la pression considérée. On constate que les températures de paroi
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prédites dans ce cas (tableaux 4.16 et 4.17) présentent des écarts beaucoup plus consé-
quents de l'ordre de 3-4°C par rapport a la température de paroi expérimentale. Ce

test confirme la nécessité d’une bonne estimation des propriétés thermophysiques.

Profils de température liquide — T8G5P26W16
+ Te=20.5 (DEBORA) ‘ ‘ ‘ ‘
Te=20.5 (CODE-T_ )
75 __ Te=205(CODE-T )
p—
o] Te30.79 (DEBORA)
Te=30.79 (CODE-T,_, )
70+ — — Te=30.79(CODE-T ) -
* Te=40.59 (DEBORA)
Te=40.59 (CODE - TL_‘D)

Te=40.59 (CODE - T )
moy-exp’

65— -
X Te=45.82 (DEBORA)
Te=45.82 (CODE - T_, )

Te=45.82 (CODE - T )
s0l- moy-exp
Te=50.88 (DEBORA)
Te=50.88 (CODE - T, )
Te=50.88 (CODE - T )
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S5 | Te=55.28 (DEBORA)

Te=55.28 (CODE - T_, )

T (°C)

FIGURE 4.21 — Série C8G5P26W16. Profils de température liquide en sortie de tube calculés par le
modéle comparés aux profils expérimentaux en fonction de la température d’entrée. Traits continu ;
critére de convergence fixé & Hy_1p, traits pointillés; critére de convergence fixé & Hpp—cxp-

Cas TLble Tmeodele Tmeodele Terxp TW7Gniel.
(‘C) | (O (“C) (*C) | (O)
(Prop. a | (Prop. a
TLb—lD) Tsat)

C8GHP26W16Te20.50 | 31.23 | 44.86 41.89 44.50 | 44.67
C8G5P26W16Te30.79 | 41.47 | 55.08 92.35 54.70 | 54.84
C8G5HP26W16Te40.59 | 50.93 | 64.23 61.80 63.50 | 63.96
C8GHP26W16Te45.82 | 56.04 | 69.20 66.92 68.20 | 68.92
C8G5P26W16Te50.88 | 60.89 | 73.82 71.73 73.00 | 73.56
C8G5P26W16Ted5.28 | 65.00 | 77.56 75.66 76.80 | 77.33

TABLE 4.16 — Série C8G5P26W16. Résultats de calculs sur la température de paroi Ty. Sensibilité
aux propriétés physiques estimées & Trp_1p et & Tsqe.
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Profils de température liquide — T8G2P26W16
T T T T
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FIGURE 4.22 — Série C8G2P26W16. Profils de température liquide en sortie de tube calculés par le
modéle comparés aux profils expérimentaux en fonction de la température d’entrée. Traits continu;
critére de convergence fixé & Hy_1p, traits pointillés; critére de convergence fixé & Hpp—cqp.

Cas TLb— 1D TW—modele TW—modele TW—eacp TW—Gniel.
(°C) | (°C) ("C) ("C) | (°C)
(Prop. a | (Prop. a
Try-1p) | Tear)

C8G2P26W16Tel19.84 | 47.00 | 76.33 70.86 75.70 | 75.95
C8G2P26W16Te24.57 | 52.20 | 80.04 74.89 79.90 | 79.64
C8G2P26W16Te29.47 | 55.81 84.34 79.59 83.70 | 83.97
C8G2P26W16Te31.46 | 57.73 | 86.21 81.62 85.50 | 85.84

TABLE 4.17 — Série C8G2P26W16. Résultats de calculs sur la température de paroi Ty. Sensibilité
aux propriétés physiques estimées & Trp_1p et & Tsqe-

Le modéle établi en thermique & partir de I’équation de bilan d’enthalpie et du
modéle de fermeture turbulent de Sato et Sekoguchi (1975) semble donc capable de
prédire correctement le profil de température liquide dans un écoulement monophasique
chauffé. En effet, les profils calculés par le modéle sont cohérents avec les

mesures fournies dans la banque de données (en tenant compte du fait que les
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mesures ne satisfont pas la bilan d’énergie 1D avec un écart allant parfois jusqu’a 6%).

Il en est de méme pour la température de paroi.

Etude de sensibilité a I’hypothése des profils plats

Pour les deux séries C8GHP26W 16 et C8G2P26W 16, on a réalisé une série de calculs

en enlevant le terme de profil (Eq. 4.16) dans I'équation différentielle en température

(Eq. 4.19).

Les profils de température liquide obtenus sont comparés a ceux calculés en prenant
ce terme pour les deux essais C8G5P26W16Te20.50 et C8G2P26W16Tel9.84 (figures
4.23 et 4.24). On observe que 'influence de ce terme est négligeable sur le profil global

de température liquide calculé en sortie de tube (4.23a et 4.24a), les écarts les plus

importants étant situés au centre de la conduite et a la paroi (4.23b et 4.24b).

Profils de température liquide - C8G5P26W16Te20.50

+ DEBORA

—— Modeéle - Sans le terme de profil
42| - - Modéle — Avec le terme de profil : 1 /|~

== +
++++++++

Yo+
A

; ; ; . ;
0 0001 0002 0003 0004 0005
r(m)

(a)

L L L L
0006 0007 0008 0009 001

Profils de température liquide - C8G5P26W16Te20.50

+ DEBORA
—— Modeéle — Sans le terme de profil
Modeéle — Avec le terme de profil

L I

FIGURE 4.23 — Essai C8G5P26W16Te20.50. (a) Profils de température liquide calculés avec et sans
le terme de profil mi,. /1 dans 'équation différentielle en température. (b) Zone & coeur, zoom sur

I’échelle de température.

Cas wamodele (°C> Tmeodele (oc) waexp (OC)
(Avec terme de profil) | (Sans terme de profil)
C8G5P26W16Te20.50 | 44.86 44.66 44.50
C8G5P26W16Te30.79 | 55.08 04.88 54.70
C8GH5P26W16Te40.59 | 64.23 64.04 63.50
C8GHP26W16Ted5.82 | 69.20 69.01 68.20
C8G5P26W16Teb0.88 | 73.82 73.64 73.00
C8G5P26W16Teb5.28 | 77.56 77.38 76.80

TABLE 4.18 — Série C8G5P26W16. Résultats de calculs sur la température de paroi Ty . Sensibilité

au terme de profil de vitesse.

Les tableaux 4.18 et 4.19 comparent les valeurs des températures de paroi calculées
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avec et sans le terme de profil. On observe une diminution systématique de la tem-
pérature de paroi de 0.2 °C quand on introduit I’hypothése des profils plats pour la
série & fort débit C8GHP26W16 et une diminution systématique de 0.5 °C pour la série
C8G2P26W16. 1l n’est pas surprenant de constater que l'influence du terme de profil
est plus faible pour les essais a fort débit qui présentent des profils de vitesse quasi-plats
et pour lesquels ce terme de profil reste donc proche de I'unité en tous points de la
conduite. Cette variation sur la température de paroi représente pour les deux séries
un écart adimensionnel 07/, de I'ordre de 2% défini par :
Tw, avec—Profit — Tw,Sans—profil

0T e = AT : (4.21)

ot ATy, est I'écart de température entre 'entrée et la sortie du tube :

ATye =Ty 1p — T (4.22)
Profils de température liquide - C8G2P26W16Te19.84 Profils de température liquide - C8G2P26W16Te19.84
80 T T T T T T T T T T T T T T T T T T
51
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- = Modele - Avec le terme de profil - = Modeéle — Avec le terme de profil

70 . 1 sk

65 4 agf

Q Q wr
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0 0.001 0.002 0003 0.004 0005 0.006 0007 0008 0.009 0.01 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9
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FIGURE 4.24 — Essai C8G2P26W16Tel9.84. (a) Profils de température liquide calculés avec et
sans le terme de profil m,. /m dans 1’équation différentielle en température. (b) Zoom sur I’échelle de
température.

Cas TW—modele (OC) TW—modele (OC) TW—e;tp (OC)
(Avec terme de profil) | (Sans terme de profil)
C8G2P26W16Tel9.84 | 76.33 75.85 75.70
C8G2P26W16Te24.57 | 80.04 79.55 79.90
C8G2P26W16Te29.47 | 84.34 83.88 83.70
C8G2P26W16Te31.46 | 86.21 85.75 85.50

TABLE 4.19 — Série C8G2P26W16. Résultats de calculs sur la température de paroi Ty . Sensibilité
au terme de profil de vitesse.
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Etude de sensibilité au nombre de Prandtl turbulent Prr

Le modéle de turbulence de Sato repose sur 'analogie dite de Prandtl. Ce dernier
suppose en effet 1’égalité des diffusivités turbulentes de quantité de mouvement et
d’énergie.

Pro A EML _y =  eML = ETL (4.23)
ETL

Pour les écoulements de fluide turbulent & faible conductivité thermique (eau, air),
la valeur de Prr = 0.9 est communément admise en écoulement monophasique. Nous
avons donc testé cette valeur dans le modele thermique en posant :

erL = PLYT5ML = 0f19€ML (4.24)

Les figures 4.25a et 4.25b montrent les résultats obtenus pour les deux essais mono-
phasiques C8GHP26W16Te55.28 et C8G2P26W16Te31.46. On observe, comme pour la
sensibilité au terme de profil de vitesse, que le profil de température liquide est trés peu
impacté par ce parameétre dans la zone a coeur. En revanche, I'introduction du nombre
de Prandtl turbulent égal a 0.9 augmente le transfert turbulent d’énergie et abaisse

systématiquement la température de paroi de 0.7 °C pour I’ensemble des essais de la
série C8GHP26W16 et de 1.65 °C pour la série C8G2P26W16.

Profils de température liquide - C8G5P26W16Te55.28 Profils de température liquide - C8G2P26W16Te31.46
78 T T T T T T T T T 90 T T T T T T T T T
ok DEBORA . DEBORA 1
_ Modéle — Pry=1.0 - T\y=77.56 — Modeéle - Pry=1.0 - T\y=86.21
nl-| - - Modéle - Prr=0.9 - T=76.79 el | - - Modéle - Pry=0.9 - T\y=84.57
72 75
o o
2 7ok ~ 70 1
- ]
= =
68~ 65 ) 1
66 60 o ’; 4
s
_ /g—«r’ﬁ’/+ . .};//'}"f/*/*+
(2] SR SREERBPIES S s A 4 -] S ;;i;;/i’ﬁ, T *
620 0(;01 0.0‘02 0.0‘03 Dv0‘04 0(;05 ﬂ.ﬂ‘Oﬁ 0.0‘07 UvU‘OB 0(;09 0.01 500 0.0‘01 O.(;DZ DvU‘OB 0(;04 0.0‘05 U.(;DG le]‘07 0,(;08 00‘09 0.01
r(m) r(m)
(a) (b)

FIGURE 4.25 — Profils de température liquide calculés. Sensibilité au nombre de Prandtl Turbulent
Prr. (a) Essai C8G5P26W16Teb5.28. (b) Essai C8G2P26W16Te31.46.

On adimensionnalise I’écart entre la température de paroi calculée avec un nombre
de Prandtl turbulent égal a 1 et celle calculée avec un nombre de Prandtl turbulent

égal & 0.9 par I'écart de température entre l'entrée et la sortie :
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Twprr=1 — Twprp—0.9
ATy

(4.25)

Les écarts de température précédents correspondent a un écart adimensionnel d’en-
viron 6%.

On peut conclure que le terme de profil de vitesse (Eq. 4.16) mais surtout la valeur
du nombre de Prandtl turbulent influent sur la valeur de la température de paroi en
écoulement monophasique. La prise en compte du terme de profil de vitesse induit une
variation de 2% de la température de paroi par rapport a 1’élévation de température
entre 'entrée et la sortie du tube alors qu’une variation de 10% du nombre de Prandtl

turbulent conduit & un écart au bilan thermique de 6%.

4.2.3 Résultats thermiques diphasiques

Nous choisissons de ne présenter dans cette section uniquement des résultats de
calculs obtenus en analysant les essais TESS pour lesquels on dispose & la fois des
mesures de vitesse gaz, de taux de vide et de température liquide.

Toutefois, nous indiquons qu’une analyse de méme nature que celle présentée ci-
aprés a été menée pour les essais de la campagne C800. Ces essais, qui ne comportent
que des mesures de température liquide, ont été associés aux essais des campagnes
C2900 et C3000 pour lesquels le profil de vitesse et de taux de vide ont été mesurés
afin de "reconstruire" un essai pour lequel toutes les mesures (ag(r), V. (r) et Tr(r))
seraient disponibles. Les essais des trois campagnes ont été associés pour un méme titre
thermodynamique, & pression et a vitesse massique imposées.

Les résultats sont sensiblement similaires & ceux obtenus pour la campagne TESS.
CAMPAGNE TESS

On s’intéresse donc uniquement a la campagne TESS. Pour I'ensemble des essais
TESS, le sous-refroidissement est faible (inférieur a 4 °C). Les propriétés thermophy-
siques et de transport seront donc évaluées a la saturation. Pour chaque essai, le modéle
calcule le profil de température liquide de fagon & vérifier que I'intégration du profil
calculé vérifie le bilan 1D d’enthalpie liquide débitante (tableau 3.15). On conservera

I'analogie de Prandt]l (Prr = 1) dans la suite des calculs.
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Remarque sur la sensibilité du modéle a l’hypothése des profils plats

On réalise au préalable un test de sensibilité au terme de profil de vitesse (Eq.
4.16) sur tous les essais de la banque présentés dans cette section. Le profil de vitesse
de mélange est calculé par le modéle mécanique précédent. Pour exemple, pour I'essai
TG3P28W15Te72.07, la suppression de ce terme (c’est-a-dire m,./m = 1) implique
une réduction de la température de paroi calculée de 98.57 °C a 98.28 °C . Les
résultats sont tout a fait comparables pour 'ensemble des essais TESS analysés. On
va donc considérer pour la suite de I’étude que cet écart de température reste faible et
négligeable, notamment devant les écarts entre la température de paroi calculée et la
température de paroi de référence donnée en ébullition par la corrélation de Frost et
Dzakowic (1967).

On choisit donc de faire dans le reste de I’étude, ’hypothese des profils de vitesse
plats. Cette hypothése permet en outre de découpler le probléme thermique du pro-
bléeme mécanique et n’impacte en rien les conclusions qui vont étre tirées de cette

analyse.
Résultats

Les températures de paroi calculées par le modéle sont consignées dans le tableau
4.20 et confrontées, faute de données expérimentales, aux températures de paroi pré-

dites par la corrélation diphasique de Frost et Dzakowic (1967).

Cas TLb—lD TW—modele TW—correlation
Frost et Dzakowic
(°C) (°C) | (°C)
TG3P28W15Te72.07 | 81.20 98.28 | 84.27
TG3P28W12Te74.28 | 81.38 94.70 | 84.04
TG3P28W11Te75.30 | 81.51 93.21 | 83.93
TG3P14W30Te29.22 | 51.37 170.06 | 60.14
TG3P14W17Te40.59 | 52.86 75.26 | 58.75
TG3P14W7Te48.19 53.72 63.65 | 57.43
TG2P26W17Te63.57 | 79.49 106.72 | 82.85
TG2P26W13Te68.03 | 79.63 99.19 | 82.50
TG2P26W11Te70.38 | 79.73 95.65 | 82.31
TGO0.5P14W3Te41.98 | 53.43 81.09 | 57.10
TGO0.5P14W1Te49.24 | 53.49 64.71 | 56.03

TABLE 4.20 — Campagne TESS. Température de paroi calculée par le modéle en diphasique comparée
a la température de paroi évaluée par la corrélation de Frost et Dzakowic (1967).
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On observe une surestimation de la température de paroi Ty, pouvant aller jusqu’a
110°C, notamment pour l'essai TG3P14W30Te29.22 qui présente un taux de vide trés
important en paroi (ag ~ 80%).

Les figures 4.26b a 4.29b montrent que 'accord entre les profils calculés et les profils
mesurés se dégrade progressivement avec I'augmentation du déséquilibre thermique.
Expérimentalement, pour chaque série, le flux de chaleur en paroi augmente. Le titre
thermodynamique a I’équilibre étant maintenu constant d’un essai a I’autre en sortie de
tube, la température d’entrée doit étre diminuée, créant ainsi au sein de 1’écoulement
des zones thermiquement déséquilibrées. Les profils de température mesurés se creusent
alors avec 'augmentation de la puissance, bien que 1’on soit trés proche de la saturation.
Si le modéle a coeur reproduit qualitativement cette tendance, les ordres de grandeur
des températures liquides calculées ne sont pas bons :

— le modéle prédit une zone surchauffée d’une épaisseur variant entre 1 et 1.5 mm

d’épaisseur, zone qui n’est pas observée expérimentalement,

— le modéle sous-estime la température a coeur. Pour I'essai TG0.5P14W3Te41.98

la sous-estimation va jusqu’a 3 °C au centre de la conduite (figure 4.29b).

(A) Profils de température liquide - TG3P28
— — : — : : Wl e : : : :
. W11/ Te=75.30 / xeq=-6.15e-3 | I wisTer207 oEBORA)
W12/ Te=74.28 / xeq=—8.41e-3 s | W15 Te=72.07 (CODE - T_yp)
*®l =) ° W15/ Te=72.07/ xeq=-1.0e-2 vl was| W12 Te=74.28 (DEBORA)
i P W12 Te=74.28 (CODE - T_yp)
0.07 5 ] 83
b Piog x W11 Te=75.30 (DEBORA)
. g5l | —— W11 Te=75.30 (CODE - T_,p)

FIGURE 4.26 — Série TG3P28 W11, W12 et W15. (a) Profils radiaux de taux de vide. (Points -
données brutes, Traits - données traitées). (b) Comparaison des profils de température liquide calculés
par le modéle aux mesures. Température de saturation.

Sur la figure 4.27a, le taux de vide moyen augmente trés nettement entre les 3
essais. Pour 'essai TG3P14W7Te48.19, le taux de vide moyen est de 0.07 et on observe
qu’a coeur 'accord entre le profil prédit par le modéle et le profil expérimental reste
acceptable. Pour 'essai TG3P14W30Te29.22, le taux de vide moyen grimpe a 0.3 avec
un pic en paroi de 0.8 et le flux pariétal est également plus important. La température
de paroi prédite par le modéle (figure 4.27b) dépasse alors 100 °C et en conséquence,

pour respecter le bilan global d’enthalpie liquide, les températures prédites dans la zone
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& coeur sont bien inférieures aux mesures.

(A) Profils de température liquide - TG3P28
08 T T T T T T T T T T T T T T T T
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FIGURE 4.27 — Série TG3P14 W7, W17 et W30. (a) Profils radiaux de taux de vide. (Points -
données brutes, Traits - données traitées). (b) Comparaison des profils de température liquide calculés
par le modéle aux mesures. Température de saturation.

(A) Profils de température liquide — TG2P26
W11/ Te=70.38 / xeq=—6.72e-3 wl 7 Tsat=80.44°C |
06| | + W17 Te=63.57 (DEBORA) B
oe| © W13/ Te=68.04 / xeq=—6.35e-3 W17 Te=63.57 (CODE - T_p) 9
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FIGURE 4.28 — Série TG2P26 W11, W13 et W17. (a) Profils radiaux de taux de vide. (Points -
données brutes, Traits - données traitées). (b) Comparaison des profils de température liquide calculés
par le modéle aux mesures. Température de saturation.

La surestimation de la température de paroi s’explique par une sous-estimation du
transport de chaleur depuis la paroi vers le coeur de I’écoulement. Ainsi, si on considére
I’équation résolue par le modéle :

—L
8TL 1 T

_ . 4.26
or oy, P\L -+ chpL&?TL] Rq ( )

On a a la paroi, en utilisant notre modele de diffusiviteé :
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(A) Profils de température liquide - TG0.5P14
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FIGURE 4.29 — Série TG0.5P14 W1 et W3. (a) Profils radiaux de taux de vide. (Points - données
brutes, Traits - données traitées). (b) Comparaison des profils de température liquide calculés par le
modéle aux mesures. Température de saturation.

8T:LL B Qu
o | ~ 0= aaB) (4.27)

R

Car la diffusivité turbulente s’annule a cause du facteur d’amortissement et du profil
de diamétre de bulles imposé. Le seul mécanisme qui assure le transport d’énergie reste
la conductivité thermique moléculaire du liquide.

Si le taux de vide reste faible, ’équation 4.27 se réécrit :

1 1
M —ac®) A (4.28)

ce terme assure le réle de résistance thermique en paroi. La conductivité liquide A,
étant faible, cette résistance est trés importante et entraine un gradient important de
température & la paroi. Plus on augmente le flux pariétal et le taux de vide pariétal,
plus le gradient de température en paroi est important et donc plus la température de
paroi calculée Ty est élevée.

On peut donc penser que le modeéle de diffusivité turbulente tel qu’il est proposé par
Sato et Sekogushi (1975), implique une mauvaise répartition des résistances thermiques
turbulentes entre la zone a coeur et la zone de proche paroi, la résistance thermique du

fluide étant directement proportionnelle au terme :

1

o [A\L + preprers)

(4.29)
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4.2.4 Etude de sensibilité

Comme pour le bilan de quantité de mouvement, une série de tests de sensibilité a

été réalisée afin d’identifier les éléments clés du modéle thermique.
Sensibilité du modéle au nombre de Prandtl turbulent Prr

On réalise des tests de sensibilité au nombre de Prandtl turbulent. Pour l’essai
TG3P28W15Te72.07, si on réduit le nombre de Prandtl turbulent® de 1 & 0.9. La
température de paroi passe de 98.57 °C a 97.58 °C. Comme en régime monophasique,
on constate que l'influence de ce paramétre est plus significative que celle du terme de
profil de vitesse.

Cependant, on notera que les variations observées en modifiant ce parameétre res-
tent négligeables devant les écarts constatés entre la température de paroi calculée
et la température de référence de Frost et Dzakowic (1967) pour le déclenchement
de I’ébullition. Un ajustement de cette constante ne peut suffire a expliquer
les divergences constatées entre les profils de température calculés par le

modéle et ceux mesurés.
Sensibilité du modéle a la diffusivité turbulente thermique

On a observé de fagon générale, une surestimation de la température de paroi pour
I’ensemble des essais bouillants DEBORA. Or, on a déja identifié dans I’équation 4.27
que le gradient pariétal de température dépendait uniquement de la diffusion molécu-
laire dans le liquide avec le modele de Sato (la diffusivité turbulente a la paroi s’annule),
du taux de vide et du flux de chaleur en paroi. On va donc chercher, dans le cadre de
cette étude de sensibilité, a déterminer I'influence du terme de diffusivité turbulente
(et notamment sa contribution diphasique £”) sur le transfert de chaleur a la paroi et
par conséquent sur la température de paroi.

Nous avons réalisé notre étude de sensibilité sur la base des deux essais bouillants
TESS, TG3P28W15Te72.07 et TG0.5P14W1Te49.2. Le premier est représentatif des
conditions nominales de fonctionnement REP en similitude (eau/Fréon) et le deuxiéme
présente une faible vitesse massique et une faible pression supposées simuler les condi-
tions consécutives a une réduction du débit dans le circuit primaire.

La loi de diffusivité turbulente monophasique donnant des résultats sa-

tisfaisants pour les essais monophasiques, on va s’intéresser uniquement a

5. Ceci est classiquement fait en écoulement monophasique.
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la diffusivité turbulente additionnelle supposée modéliser le réle des bulles.

Dans le tableau 4.21, on retrouve les modifications imposées dans €” et la tempé-
rature de paroi déduite, comparée a la température de paroi prédite par la corrélation
de Frost et Dzakowic (1967).

TEST g" TVmeodele Tchm"relation
TG3P28W15Te72.07 (°C) Frost et Dzakowic (°C)
Test de référence (A) | " = AkQa(r)ng(r) Up | 98.28 84.27

Test B gl = kga(r)dBQ(r)(//; 98.27 84.27

Test C g’ = kg()é(?")%@ 87.37 84.27

Test D &= Bha(r)20s | 85.50 | 84.27

Test E g’ = 10/{204(7")%(7\3 84.55 84.27

Test F & = ky(r)ETy | 83.67 | 84.27

TABLE 4.21 — Essai TG3P28W15Te72.07. Tests de sensibilité & la structure de la diffusivité tur-
bulente thermique due aux bulles €., . Température de paroi calculée comparée a la température de
paroi de Frost et Dzakowic (1967).

Le test de référence (A) conduit a une température de paroi de 98.28°C . Pour cet
essai, I'épaisseur de la zone amortie par le terme A(r) est de 'ordre de 15 pum, c’est-
a-dire inférieure a la largeur de la zone 20 pm sur laquelle dg(r) = 0 dans le modéle
de Sato et Sekoguchi (1975). Donc, si on supprime le facteur A d’amortissement (test
B), le résultat reste inchangé car le profil de diamétre de bulles impose toujours une
zone de proche paroi sans turbulence. En revanche, si on impose un diamétre uniforme
dans toute la section égal au diamétre moyen des bulles (test C), la température de
paroi liquide prédite chute a 87.37°C. Il faut alors dans cette configuration (test C)
multiplier la diffusivité turbulente &” par un facteur de l'ordre de 10 pour ramener la
température de paroi & une valeur proche de celle donnée par la corrélation (test E).

Les figures 4.30 et 4.31 montrent les profils de température liquide obtenus pour
les tests B & F. On observe bien une réduction du gradient de température pariétal
avec I'augmentation de la diffusivité turbulente. Néanmoins, on observe pour le test E
par exemple, que si 'ordre de grandeur de la température de paroi semble acceptable,
la forme du profil de température liquide prédite par le modéle n’est pas en accord

avec les données expérimentales. On notera en particulier que dans la zone au coeur de
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Profils de température - TEST B Profils de température - TEST C
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FIGURE 4.30 — Essai TG3P28W15Te72.07. Tests de sensibilité & la structure de la diffusivité tur-
bulente thermique due aux bulles. (a) Test B, supression du facteur d’amortissement. (b) Test C,
supression du facteur d’amortissement et diamétre de bulles uniforme.
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FIGURE 4.31 — Essai TG3P28W15Te72.07. Tests de sensibilité & la structure de la diffusivité tur-
bulente thermique due aux bulles. (a) Test E, supression du facteur d’amortissement et diamétre de
bulles uniforme multiplié par 10. (b) Test F, supression du facteur d’amortissement et diameétre de
bulles uniforme multiplié par 20.

I’écoulement, les mesures sont alors sous-estimées par le modéle alors que dans la zone
pariétale, les mesures sont surestimées. La diffusivité thermique turbulente imposée a
coeur reste trop faible (ce qui induit un gradient de température trop grand) et est
trop forte en paroi (ce qui induit un gradient trop faible). Malgré la modification de la
forme de la diffusivité turbulente, la résistance thermique du fluide reste mal répartie
entre la zone a coeur et la zone de paroi.

Les mémes tendances (figures 4.32 et 4.33) sont observées avec un essai a plus faible
débit et plus faible pression (T'G0.5P14W1Te49.24).

Notons que pour cet essai, I’épaisseur caractéristique de la zone amortie par le fac-

teur A est de I'ordre de 80 um. Sa suppression impacte donc directement la température
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Profils de température - TEST A Profils de température - TEST B
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FIGURE 4.32 — Essai TG0.5P14W1Te49.2. Tests de sensibilité a la structure de la diffusivité tur-
bulente thermique due aux bulles. (a) Test A, référence. (b) Test B, supression du facteur d’amortis-
sement.

Profils de température — TEST C Profils de température — TEST D
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FIGURE 4.33 — Essai TG0.5P14W1Te49.2. Tests de sensibilité a la structure de la diffusivité tur-
bulente thermique due aux bulles. (a) Test C, supression du facteur d’amortissement et diamétre de
bulles uniforme. (b) Test D, supression du facteur d’amortissement et diamétre de bulles uniforme
multiplié par 5.

de paroi a profil de diamétre de bulles imposé (test B).

Si on regarde dans un second temps les tests C et D, le facteur d’échelle de tur-
bulence a imposer pour ramener la température de paroi a une valeur cohérente avec
la valeur mesurée est plus faible que dans le cas précédent ® (tableau 4.22). Cependant
le méme désaccord avec le profil expérimental est observé, avec une sous-estimation a

coeur et une surestimation en paroi (figures 4.32 et 4.33).

6. Il avait fallu multiplier la diffusivité turbulente & par 10.
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TEST wamodele Tchorrelation
TGO0.5P14W1Te49.2 e” | (°C) Frost et Dzakowic (°C)
Test de référence (A) | e’ = Akga(r)dBQ(r) Ugp | 64.71 56.03

Test B &= kya(r)200, | 62.84 56.03

Test C &= ka(r)20s | 55.73 | 56.03

Test D &= Skya(r)®eUs | 54.42 | 56.03

TABLE 4.22 — Essai TG0.5P14W1Te49.2. Tests de sensibilité & la structure de la diffusivité tur-
bulente thermique due aux bulles €., . Température de paroi calculée comparée a la température de
paroi de Frost et Dzakowic (1967).

4.2.5 Conclusions sur la partie thermique

Il ressort de cette étude que le modéle proposé n’est pas capable de prédire cor-
rectement les transferts thermiques en écoulement bouillant pour des conditions re-
présentatives des écoulements REP. En effet, les profils de température calculés par le
modéle montrent une mauvaise répartition des résistances thermiques dans le fluide,
les mesures étant fortement surestimées par le modéle dans la zone pariétale et par
conséquent sous-estimées dans la zone a coeur afin de satisfaire le bilan thermique 1D.

Une étude de sensibilité a I’hypothése des profils de vitesse plats a montré que
I'influence de ce terme était négligeable sur les profils calculés. Ce résultat montre que
I’analyse des transferts thermiques peut-étre découplée du comportement mécanique de
I’écoulement. Ce résultat suggére donc, dans I’hypotheése de la réalisation de nouveaux
essais expérimentaux, de concentrer en priorité les efforts sur la réalisation de mesures
de profils de température liquide fiables et aussi renseignés que possible, de la paroi
jusqu’au coeur de 1’écoulement.

Le modéle turbulent de Sato et Sekoguchi (1975) n’ayant pas montré d’incohérence
pour la prédiction des profils de vitesse, cela nous a conduit a nous interroger sur la
pertinence de 'hypothése d’analogie de Prandtl en écoulement bouillant. Un test de
sensibilité a montré un impact faible d’une variation de ce paramétre. La température
de paroi varie d’environ 1 °C et les divergences constatées entre les profils de tempéra-
ture calculés et les profils mesurés demeurent. Si ’analogie de Prandtl doit étre remise
en cause, comme cela semble étre le cas, une remise en question plus profonde doit étre
considérée allant au dela d’un simple ajustement de proportionnalité entre la diffusivité

turbulente thermique et mécanique.
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Partant du constat que le modéle est apte a décrire le profil de température li-
quide pour des écoulements monophasiques et diphasiques chauffés sans changement
de phase avec Prp = 1, il nous semble que les explications au comportement du modeéle
thermique en écoulement bouillant soient spécifiquement liées au phénomeéne d’ébul-
lition, et probablement & une mauvaise prise en compte de son effet sur la structure
turbulente de I’écoulement.

Pour valider cette hypothése, différents tests de sensibilité ont été réalisés sur le
profil de diffusivité turbulente induite par les bulles ¢” et ont permis d’interpréter les
surestimations de température liquide en paroi comme la conséquence d’un manque de
transfert de chaleur de la paroi vers le cceur. Le profil de diffusivité thermique turbu-
lente 7, proposé par Sato et Sekoguchi (1975) impose, dans la zone de proche paroi,
a I'instar du monophasique, que le seul mécanisme assurant le transport de la chaleur
soit la diffusion moléculaire (conduction thermique). Les résultats expérimentaux DE-
BORA /TESS montrent que le déclenchement de 1’ébullition pariétale va contribuer a
favoriser les transferts de chaleur par vaporisation du liquide surchauffé, la température
du liquide a la paroi se stabilisant & une valeur légérement supérieure a la température
de saturation. Il semble évident qu’un ingrédient essentiel tenant compte de ce méca-
nisme supplémentaire manque dans le modeéle de Sato et Sekoguchi (1975) pour qu’il
soit envisageable de 'appliquer aux écoulements bouillants.

Des tests de sensibilité simples, consistant & augmenter virtuellement la contribution
de diffusivité turbulente due & I'agitation des bulles en proche paroi montrent qu’il est
possible de réduire les surchauffes pariétales & des valeurs physiquement cohérentes.
Ces tests basiques montrent cependant que la forme des profils de température liquide
obtenue n’est absolument pas en accord avec les profils mesurés.

Il apparait donc que dans le cadre d’'un modéle de turbulence ne distinguant pas
la zone a cceur de la zone de paroi, il ne soit pas possible d’obtenir un modéle qui
calcule des températures de paroi en accord avec les mesures tout en respectant la
forme du profil. Ces constatations nous poussent logiquement a nous orienter vers un
modele & plusieurs zones (a minima deux) permettant de mieux répartir les résistances
thermiques en diminuant celle en paroi pour favoriser le transfert (réduction de la taille
de la zone surchauffée) et en augmentant celle a coeur pour remonter les températures.

Nous proposons dans le chapitre suivant le développement d’un modeéle simple de
diffusivité turbulente thermique reposant sur ces réflexions en s’affranchissant donc de

I’hypothese d’analogie de Prandtl.
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Chapitre 5

Développement d’'un modéle de
turbulence a deux zones dans le cadre

des écoulements bouillants REP

Les conclusions du chapitre 4 nous ont conduit & proposer une nouvelle modélisation
de la diffusivité turbulente thermique en écoulements bouillants. Sa description fait
I’objet du présent chapitre.

Celui-ci s’articule en quatre étapes :

Aprés avoir rapidement rappelé les défauts du modéle proposé par Sato et Sadatomi
(1981) et présenté la structure du modeéle & deux zones envisagée, le travail sera détaillé
en trois étapes :

— dans une premiére étape, la structure physique du modeéle & deux zones que nous

avons développé ainsi que sa justification seront introduites,

— la seconde étape aura comme objectif de rechercher les ordres de grandeur des
diffusivités turbulentes a imposer dans chaque zone afin de reproduire au mieux
les profils de température liquide expérimentaux,

— la troisiéme étape consistera alors a proposer des échelles physiques adaptées
pour chaque zone afin de respecter les ordres de grandeurs déterminés a I'étape
précédente,

— enfin, dans une derniére étape, le modéle complet incluant les échelles caracté-
ristiques précédentes sera mis en ceuvre, et ses résultats confrontés aux données

de la banque expérimentale DEBORA.
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5.1 Structure du modéle

Si dans le chapitre précédent, le modeéle de diffusivité de quantité de mouvement
turbulente de Sato et Sekoguchi (1975) n’a pas révélé d’incohérence dans la prédiction
du profil de vitesse de mélange en écoulement bouillant, son utilisation pour calculer
les profils de température liquide a montré quelques limites.

Les résultats du chapitre précédent ont montré que la cause principale de ces diver-
gences était lice a la diffusivité thermique turbulente et a une répartition inadéquate
des résistances thermiques au sein de ’écoulement. Ayant également montré qu'une
simple modification du nombre de Prandtl turbulent ne permettait pas de recalcu-
ler correctement les profils de température liquide (hypothése d’analogie de Prandtl),
nous nous affranchissons de cette hypothése pour développer notre modéle et nous nous
intéresserons uniquement au modéle de diffusivité thermique.

En outre, et conformément aux conclusions du chapitre 4, 'hypothése des profils
de vitesse plats sera conservée.

La figure 5.1 présente le profil de température liquide calculé par le modeéle pour
I'essai TGO0.5P14W1Te49.2 dans les conditions du test de sensibilité appelé test C
(chapitre 4 section 4.2.4).

Profils de température — TEST C
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FIGURE 5.1 — Essai TG0.5P14W1Te49.2. Test C. Sensibilité du profil de température liquide prédit
par le modéle & la structure de la diffusivité turbulente thermique - Fermeture retenue pour ce test :

g’ = kga(r)%@.

Les conditions de ce test sont rappelées ci-aprés.

170



La contribution diphasique de la diffusivité thermique turbulente est décrite par la

relation :
gl = kga(r)df@, (5.1)
oit ky = 1.2 et Up est donnée par la corrélation d’Ishii (Eq. 2.89).

Par rapport au modeéle original proposé par Sato et Sekoguchi (1975), on remarque
que : (i) le facteur d’amortissement de Van Driest (1956) a été supprimé et (ii) le
profil radial de taille de bulles est remplacé par une constante égale dans ce test a
a; = 908 pm (diameétre moyen estimé expérimentalement).

Ces conditions ont été choisies de facon a obtenir ’écart relatif le plus petit possible
entre la température de paroi! calculée et la température de Frost et Dzakowic (1967).

On constate qu’avec ce modeéle simplifié, 'ordre de grandeur de la température
de paroi semble correctement prédit, mais que le profil calculé ne reproduit pas 1’al-
lure du profil expérimental. Le modeéle prédit une zone surchauffée (77, > Ty,) d’une
épaisseur supérieure a un millimétre qui n’est pas observée expérimentalement. Il est
clair que le profil expérimental de température liquide présente un gradient pariétal
qui n’apparait pas sur le profil calculé par le modéle. Cette observation résulte a prior:
d’une surestimation des échanges thermiques en paroi et donc de la turbulence et d'une
sous-estimation de ces derniers a coeur.

Ces observations nous ont logiquement conduit & proposer un modéle distinguant
les mécanismes de transfert turbulent dans la zone de proche paroi de ceux de la zone
a coeur.

Si nous repartons de I'expression initialement proposée par Sato :

erp(r) =¢&(r)+&"(r), (5.2)

ou &'(r) est la diffusivité turbulente monophasique donnée par la formule de Reichardt
(1951) intégrant le facteur d’amortissement de Van Driest (1956) et €”(r) est la diffu-
sivité turbulente due a ’agitation induite par les bulles dans le liquide.

Cette derniére contribution, due a l’agitation induite par la phase dispersée est,
dans le modéle de Sato, proportionnelle a la quantité de bulles dans ’écoulement via
une dépendance au taux de vide.

Nous proposons de différencier 'expression de cette contribution £”(r) selon la po-

sition radiale dans le tube.

1. Non mesurée durant les essais TESS.
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Nous introduisons donc Ry que nous appellerons rayon de transition afin de distin-
guer :

— la zone a cceur comprise entre r = 0 et r = Ry,

— la zone de proche paroi située entre r = Ry et r = R (paroi).

Le rayon de transition Rp est défini comme la position radiale pour laquelle on
observe une modification importante du gradient de température liquide. L’épaisseur

de la zone pariétale ep est définie par :
ep = R — RT. (53)

De facon générale, la diffusivité turbulente s’exprime, d’un point de vue dimension-
nel, comme le produit d’une échelle de longueur Ly par une échelle de vitesse Ur a
une constante C' prés. Nous allons dans notre modéle distinguer le choix de ces échelles
selon la zone considérée.

On appelle respectivement C7, L; et U; la constante d’ajustement, ’échelle de
longueur et ’échelle de vitesse dans la zone 1 (& cceur). Nous faisons de méme pour la
zone 2 (en proche paroi).

Nous posons alors :

e'(r) = e1(r) + ea(r), (5.4)
avec :
C Ln—-——————- e|0,R
i) = § ol pour €Al )
0 — — — — — — — — — — — pour r € Ry, R],
et
0— — — — — — — _ _ _ _ _ _ e|0,R
sl = pour 71 € [0, Ry| (5.6)
Coag(r)LylUy — — — — — — — — pour r € [Rr,R].

L’équation 4.19 résolue par le modéle? se réécrit donc :

—L
8TL 1 r
= — Q- 5.7
or oy, [)\L+,0LCPL<€/+81 +€2)]Rq ( )

2. Dans 'hypothése des profils de vitesse plats.
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5.2 Détermination des échelles turbulentes de chaque

zone

Pour déterminer les échelles de turbulence appropriées a chacune des zones du
modéle ainsi qu'un ordre de grandeur du rayon de transition Ry, nous avons travaillé

en plusieurs étapes.

5.2.1 Estimation des constantes C; et (5

Dans cette premiére étape, on cherche a déterminer le poids relatif qu’il faut ac-
corder aux contributions turbulentes £, et €9 pour reproduire au mieux les données
expérimentales. On cherche donc les ordres de grandeur de chaque contribution &, et
€9 pour reproduire au mieux les gradients de température dans chaque zone.

On va pour cela supposer dans un premier temps que :

Ul - U2 :U37 (5 8)
Li=Lo=dp '

On prendra pour Up la valeur donnée par la corrélation d’Ishii (1977) (Eq. 2.89)
avec le taux de vide expérimental 3, et pour le diamétre c/z; la valeur moyenne sur la
section déduite des mesures.

En I'absence d’informations expérimentales précises sur le rayon de transition, nous
décidons dans une premiére étape de considérer que 1’épaisseur de la zone thermique
pariétale ep correspond a la position expérimentale du dernier point de mesure avant
la paroi.

Ainsi pour la campagne C800, I’épaisseur de la zone thermique ep sera fixée a
0.5 mm alors que pour la campagne TESS, elle sera choisie égale & ep = 1 mm. Une
analyse plus poussée de ce paramétre et de son influence sur le modéle sera menée dans
les sections suivantes.

Afin de determiner la valeurs des constantes C et Cy qui permettent de reproduire
au mieux les données expérimentales, une méthode itérative a été mise ceuvre. Dans
un premier temps, la constante Cy (zone de paroi) est recherchée de fagon a ajuster la
température de paroi calculée par le modeéle, Ty _ odete, SUr la température de paroi
prédite par la corrélation de Frost et Dzakowic. La constante C (zone a coeur) est alors
calculée dans un second temps de fagon & minimiser 1’écart quadratique moyen entre le

profil de température liquide calculé par le modéle et le profil de température liquide

3. Intégration des données sur la section.
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expérimental. Une derniére étape consiste alors, si nécessaire, a réajuster la constante
C5 pour optimiser suite a cette deuxiéme étape, I'accord entre la température de paroi
du modéle et celle calculée par la corrélation.

On retrouve dans le tableau 5.1, les échelles utilisées dans le modéle (ep, c/i; et @)
ainsi que les valeurs des constantes C' et Cs5 et leur rapport calculés pour les deux séries
d’essais de la campagne TESS TG2P26 et TG0.5P14 et la série d’essais C8G2P14W16
de la campagne C800. La campagne C800 ne comportant que des mesures de tempé-
rature liquide, ces essais ont été associés a des essais correspondants de la campagne
C2900 (selon la procédure décrite au chapitre 4) afin de disposer d’une estimation ex-
périmentale de c/l; et [7;3. On retrouve également dans le tableau 5.1, le rapport de ces

deux constantes.

Cas ep cg,\exp (7\3 4 Cy g—;
(mm) | (mm) | (m.s™') | (cceur) | (paroi)
TG2P26W17Te63.57 11 0.382 | 0.0270 25 2.40 | 10
TG2P26W13Te68.03 11 0329 | 0.0780 50 3.20 | 16
TG2P26W11Te70.38 1| 0.308 | 0.0798 o1 3.20 | 16
TG0.5P14W3Ted1.98 1] 1.070 | 0.0821 20 0.50 | 40
TGO0.5P14W1Te49.24 11 0.908 | 0.0956 8 0.25 | 32
C8G2P14W16Te33.37 (C29Te31.16) 0.5 0.684 | 0.0830 3 0.17 | 18
C8G2P14W16Te36.11 (C29Te34.91) 0.5 0835 | 0.0616 6 025 | 24
C8G2P14W16Te43.08 (C29Te42.30) 0.5 0.838 | 0.0330 101 0.36 | 280

TABLE 5.1 — Paramétres imposés dans le modéle a deux zones : épaisseur de la zone de paroi,
diameétre moyen des bulles estimé expérimentalement et vitesse de dérive moyenne (corrélation d’Ishii
+ taux de vide moyen expérimental). Valeurs des constantes de turbulence C; et Cs ajustées de fagon
a reproduire les données expérimentales.

Les figures 5.2 & 5.4 comparent les profils de température liquide calculés par le
modele, associés aux valeurs des constantes consignées dans le tableau 5.1, avec les
profils mesurés. Sur la figure 5.2 on a également tracé pour ’essai TG0.5P14W3Te41.98,
le profil de température liquide calculé avec la diffusivité turbulente utilisée dans le test
C (Eq. 5.1). On constate que l'accord est plus satisfaisant avec le modéle a deux zones
ajusté qu’avec la diffusivité turbulente a une zone modifiée par rapport au modele de
Sato et Sekoguchi (1975).

On observe que 'ajustement des constantes C; et C'y permet d’obtenir des profils
de température liquide en excellent accord avec les mesures pour des essais & différents
débits, pour différentes pressions et en particulier pour 'essai C8G2P14W16Te43.08

qui correspond a des conditions d’écoulement quasi-saturées.
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Ajustement de C, et C, sur les profil de T,

L-exp
T
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T, MODELE - TG0.5P14W1Te49.24

*

T EXP - TG0.5P14W3Te41.98
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T,_ MODELE SATO - TG0.5P14W3Te41.98

Tsat=54.26 °C

T, (°C)

55

54

53

52

FIGURE 5.2 — Série TG0.5P14. Profils de température liquide calculés par le modéle & 2 zones avec
les valeurs des constantes C et Cy consignées dans le tableau 5.1. Le profil calculé avec le modéle de

Sato modifié (Eq. 5.1) est également tracé.

Ajustement de C, et C, sur les profil de T,

L-exp

83

82H

o

*

T MdDELE . TGZP‘26W1 1‘Te70.3‘8
T, EXP - TG2P26W11Te70.38
T, MODELE - TG2P26W13Te68.04
T, EXP - TG2P26W13Te68.04
T, MODELE - TG2P26W17Te63.57
T, EXP - TG2P26W17Te63.57

Tsat=80.44 °C

FIGURE 5.3 — Série TG2P26. Profils de température liquide calculés par le modéle & 2 zones avec
les valeurs des constantes C7 et Cs consignées dans le tableau 5.1.

Cette cohérence peut sembler évidente car elle résulte d’un ajustement systématique
des deux constantes du modéle a deux zones et de I’épaisseur de la zone pariétale sur les
données. Néanmoins, elle est tout de méme a souligner car I’étude de sensibilité menée

sur la base du modéle de Sato dans le chapitre précédent, avait montré que méme
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Ajustement de C, et C, sur les profil de T,

T, MODELE - C8G2P14W16Te31.37

o

T, MODELE - C8G2P14W16Te36.11

*

T, MODEL - C8G2P14W16Te43.08

X

T, EXP- C8G2P14W16Te31.37
T, EXP- C8G2P14W16Te36.11

T, EXP- C8G2P14W16Te43.08

L-exp
T

e Tsat=58.10 °C
= 58F :
57
56
O
551 - ’ B
o ey
“ B 7
I
I I I I ; ‘ ‘ | |
1 2 3 4 s . 7 : |

FIGURE 5.4 — Série C8G2P14W16. Profils de température liquide calculés par le modéle & 2 zones
avec les valeurs des constantes C7 et (5 consignées dans le tableau 5.1

en jouant sur les parameétres du modele, il était impossible d’ajuster correctement le
modéle & une zone sur les données expérimentales.

On observe dans le tableau 5.1 pour tous les essais que la constante d’ajustement
de la zone a coeur C est trés supérieure a celle de la zone de proche paroi Cs. Si on
considére que les échelles proposées dans le modéle & deux zones sont bonnes, cela
signifierait que la contribution turbulente diphasique de la zone a coeur €, serait plus
importante que celle de la zone pariétale 5. Cela impliquerait a priori que les pro-
fils de température liquides résulteraient d’'un mécanisme de turbulence, de brassage
thermique par les bulles, plus important a cceur qu’en paroi. Ce mécanisme tendrait &

aplatir les profils de température a coeur.

Etude de sensibilité a ep

En considérant les profils expérimentaux de température liquide, 1’épaisseur ep de
la zone pariétale a été fixée arbitrairement & la position du dernier point de mesure
le plus proche de la paroi. Ce paramétre apparait en réalité comme un parameétre
supplémentaire du modéle au méme titre que les deux constantes C et Cj.

N

Une analyse de sensibilité a ce parameétre a donc été menée pour les deux essais
C8G2P14W16Te36.11 et TG2P26W11Te70.38.

On a tracé sur la figure 5.5a les profils de température liquide obtenus pour 'essai
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C8G2P14W16Te36.11 en faisant varier ep de 0.25 mm a 2 mm, les valeurs de C; et Cy
étant fixées aux valeurs présentées dans le tableau 5.1. Nous rappelons que pour cet
essai, ces valeurs sont ajustées sur les mesures avec une épaisseur de ep égale a 0.5 mm.

Profil de T, — Sensibilité a ep — C4=6 et C,=0.25 Profil de T, - Sensibilité¢ a ep — C,=6 et T,=62°C

64

63

. T, ep=0.25mm — T,,=61.39°C | T, ep=0.5mm - C,=0.25

| T, ep=0.5mm — Tyy=61.99°C I e | T, ep=tmm - C,=0.4
sl | T, ep=1mm — T,y=62.96°C o ol | - T ep=2mm - C,=0.57
oLl - TLep=2mm - T,=63.71°C | o T, DEBORA
o T,DEBORA g
5 9

L L L L L L L L L 55 L L L L L L L L L
0 0001 0002 0003 0004 0005 0006 0007 0008 0009 001 0 0001 0002 0003 0004 0005 0006 0007 0008 0009 0.0

r(m) r(m)

(a) (b)

FIGURE 5.5 — Essai C8G2P14W16Te36.11. Sensibilité du modéle & ep. Comparaison des profils de
température liquide calculés par le modéle en fonction de I’épaisseur de la zone pariétale. (a) Pour Cy
et Cy fixés. (b) Pour C; et Ty, fixés.

On observe qu’une modification de I’épaisseur de la zone pariétale entraine logi-
quement un déplacement de la position associée de la rupture de la pente du profil de
température liquide, et conduit par conséquent a une modification du gradient de tem-
pérature dans cette zone. Une réduction de moitié de I’épaisseur de la zone pariétale
entraine une diminution de la température de paroi de l'ordre de 1 °C. Le profil dans
la zone a coeur semble en revanche faiblement impacté par la valeur de ep.

Si on analyse I’équation différentielle en température résolue par le modeéle (Eq.
5.7), dans la zone de proche paroi, si ep est suffisamment petit, on peut estimer le
gradient de température a la paroi par I’expression suivante :

0T, \ AT, 1

or . - ep ~ ar(R) [AL + prepr(e/(R) + €2(R))]

G, (5.9)

ou AT;LL est ’écart entre la température liquide en paroi et la température liquide au
point r = Ry et €/(R) est la diffusivité turbulente monophasique a la paroi (Eq. 2.82)
avec le facteur d’amortissement A(r) de Van Driest (1956) (Eq. 2.84).

Compte tenu de ce facteur d’amortissement, on a ’(R) = 0. La conductivité ther-
mique du liquide restant faible devant le terme prc,r€2 a la paroi, I'équation 5.9 conduit

a:
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—L
AT, =~ Y - (5.10)
aL(R)pLCpLOzg(R)UBdBOQ C'2
———

e2(R)

ol K est une constante s’exprimant en K.m™".

On voit donc sur I’équation 5.10 que si on raisonne a écart de température imposé
AT:LL, les variations de ep et de Cs sont liées, Cy variant comme ep.

La figure 5.5b détaille le test de sensibilité réalisé pour valider cette analyse. Le
gradient de température dans la zone & coeur étant maintenu constant, pour chaque
épaisseur de la zone pariétale ep imposée, la constante C est ajustée de fagon a calculer
une température de paroi cohérente avec la corrélation de Frost et Dzakowic (1967),
ce qui revient a imposer 'écart AT:LL. Malgré les approximations que cette analyse
implique, on retrouve globalement la tendance attendue a savoir qu’une multiplication
de ep entraine une augmentation de Cy d'un facteur équivalent.

On a réalisé des tests similaires pour l'essai TG2P26W11Te70.38. Les profils obtenus
montrent des résultats semblables a ceux de I'essai C8G2P14W16Te36.11. On notera
sur la figure 5.6b que le premier test (en pointillés noirs) est réalisé avec une épaisseur
de zone pariétale imposée égale au diamétre moyen des bulles (c/i; = 308 um). Le profil
de température calculé ne présente pas d’incohérence importante par rapport au profil
mesuré. Seule la rupture de la pente apparait plus proche de la paroi. Il est cependant
difficile de conclure définitivement du fait du manque de mesure de température dans
cette zone pariétale.

Profil de T, — Sensibilité a ep — C4=51 et C,=3.2 Profil de T - Sensibilité a ep — C;=51 et T,,=82.30°C

L it i st s } o5k [ T, ep=0g=0.308mm — C,=2.5

. T, ep=dg=0.308mm - T,,=81.98°C I
e T, ep=1mm - T,=82.38°C o wf |7 Jucpmimm - Cp=32
U W : T ep=2mm - C,=4.7

81 =. - = °f B
s [l IL EF‘E‘:Q:A Tw=82.70°C : & wsl | o T_DEBORA
e N R iy A i Tu=82.11°C
LR I Te=82.11°C = &
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FIGURE 5.6 — Essai TG2P26W11Te70.38. Sensibilité du modéle & ep. Comparaison des profils de
température liquide calculés par le modéle en fonction de 1’épaisseur de la zone pariétale. (a) Pour Cy
et Cy fixés. (b) Pour C; et Ty fixés.

Ce parameétre apparait donc comme un paramétre important du modéle dont il est
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encore impossible, avec les données actuelles, de déterminer une valeur expérimentale
avec suffisamment de précision. Il nous parait opportun de préconiser la mise en ceuvre
d’un travail expérimental visant & étudier ce parameétre et en rechercher un ordre de
grandeur (mesures de température liquide en proche paroi).

On peut donc conclure de cette étude que le modéle & deux zones proposé fait
intervenir trois parameétres bien distincts que sont C4, Cy et ep. Si la constante Cy est
liée, par construction du modéle, a I’épaisseur de la zone de paroi ep sur laquelle elle
intervient, la constante (', qui intervient dans la zone a coeur, en semble sensiblement
indépendante. Ce résultat s’explique sans doute par le fait que ’épaisseur de la zone

de proche paroi reste trés faible devant le rayon du tube.

5.2.2 Choix d’échelles turbulentes dans chaque zone

On a identifié pour chaque essai analysé, un ordre de grandeur des différentes contri-
butions turbulentes a imposer dans chaque zone de fagon a reproduire au mieux le profil
de température liquide mesuré. Ces ordres de grandeur sont estimés pour une épais-
seur de zone pariétale fixée a partir des données expérimentales dont nous disposons
actuellement et qui, comme nous 'avons déja souligné, ne sont pas suffisantes pour
fournir une valeur précise de ce paramétre. Nous allons donc dans cette section essayer

de proposer des échelles caractéristiques a chaque zone.

Zone de paroi

Les résultats présentés dans le tableau 5.1 montrent qu’en choisissant U, = (/]79 pour
I’échelle de vitesse et Ly = c/i; pour I'échelle de longueur, la constante Cs est d'un ordre
de grandeur proche de I'unité, pour la valeur de I’épaisseur pariétale retenue.

Nous proposons donc pour €5 I'expression suivante :

P (5.11)

0— — — — — — pour 7 € [0, Rp[
52(7“) =
ag(T’)dBUB ———————— pour 1 & [RTv R] :

Les essais DEBORA de la série C30G2P14W16 (figure 3.11b) ayant montré que le
diameétre des bulles a la paroi était du méme ordre de grandeur que le diamétre des
bulles moyenné sur la section, nous proposons de réécrire ’expression précédente de la

fagon suivante :
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_ (5.12)

o——— - ———— = pour 7 € [0, Ry|
ag(r)dpparelp —— — — — — — — pour 1 € [Rr,R].

ol dB paroi st le diameétre des bulles en paroi. Cette expression 5.12, ne fait intervenir

aucune constante de proportionnalité.

Zone a coeur

Dans le tableau 5.1, les valeurs élevées pour la constante C; montrent qu’au moins
une des deux échelles caractéristiques turbulentes est largement sous-estimée.

Si on admet que I’échelle de longueur retenue i.e. le diamétre de bulles est perti-
nente, cela implique que ’échelle de vitesse est largement sous-estimée. Si on impose
maintenant a la constante C; d’étre d’un ordre de grandeur unitaire, les tests réalisés
a la section précédente montrent que les valeurs de 1’échelle de vitesse & imposer pour
conserver le produit C’ll/]\B constant sont d’un ordre de grandeur comparable a la vitesse
moyenne du mélange.

Nous proposons donc de remplacer 1’échelle de vitesse (/]\B choisie par la vitesse du

mélange (V,,.), moyennée sur la section définie par :

A G
N <Pm>2

Le profil de diffusivité thermique turbulente dans la zone & cceur s’écrit donc :

(Vinz)s

(5.13)

() = { ac(r)dp cocur (Vinz)yg — — — — — pour r € [0, Ry| (5.14)

0 — — — — — — — — — — — — pour 7 € [Ryp, R]

Ol dg coeur €St le diamétre moyen des bulles dans la zone [0, Rr[. Cette expression ne

fait également intervenir aucune constante de proportionnalité.

5.3 Test du modéle & deux zones sur les essais DE-

BORA

On va maintenant présenter les résultats obtenus & ’aide de ce nouveau modele
de diffusivité thermique, dans le modéle bi-dimensionnel quasi-établi en le confrontant
aux essais DEBORA /TESS.
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5.3.1 Deétermination des paramétres du modéle

Pour renseigner les paramétres du modeéle a deux zones retenus, nous comparerons
deux approches :
— l'approche expérimentale, pour laquelle tous les paramétres nécessaires seront
estimés a 1’aide des mesures,
— l'approche corrélative, pour laquelle tous les paramétres du modéle seront esti-

més par des corrélations.

Détermination expérimentale

Dans une premiére étape, la détermination des parameétres du modeéle repose sur
les données expérimentales.

Le profil de diamétre de bulles mesuré permet d’accéder pour chaque essai & la me-
sure de dp peroi €0 considérant que la valeur du dernier point de mesure correspond a la
taille des bulles a la paroi. Pour le diamétre & cceur, on utilisera la valeur expérimentale
la plus proche du centre de la conduite.

Le rayon de transition entre les deux zones Ry sera choisi, comme précédemment,
correspondant a la position de la rupture apparente de la pente du profil de température
liquide, c¢’est-a-dire a la position du dernier point de mesure le plus proche de la paroi.

L’intégration du profil expérimental de taux de vide sur la section permet une
estimation de Up (Eq. 2.90) et de (py), pour déterminer (V).

On a rassemblé dans le tableau 5.2, ’ensemble de ces parameétres pour tous les
essais considérés. On y retrouve le diamétre moyen des bulles c/l]; , les diameétres & coeur
et & la parol (dp coeur €t dBparoi), le taux de vide moyen sur la section (ag),, la vitesse
de dérive I/J\B , la vitesse moyenne du mélange (V,,.), et enfin I'épaisseur de la zone

thermique pariétale ep.

Détermination par corrélation

Nous cherchons a déterminer les différents paramétres du modéle a partir de corré-
lations afin de nous affranchir du recours aux données expérimentales.

Pour calculer la vitesse Ug & laide de la corrélation d’Ishii (1977) et la masse
volumique moyenne en sortie de tube (p,,), pour déterminer (V,,.),, il faut estimer le
taux de vide moyen sur cette section (o),

Les travaux menés au chapitre 3 ont conduit a retenir le modéle homogeéne méca-

niquement, dans lequel le titre massique de vapeur est calculé a I’aide du modéle de
Levy (1967).
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Xpr+(1—X)pg

(aG),

(5.15)

Xe
X = max {O, Xeqg — Xegosv €XD (X oqs — 1) }
eq,0OSV

ol X4 0sv est le titre thermodynamique a I'équilibre au point d’apparition significative
de vapeur (onset of significant void) calculé par le modéle de Saha et Zuber (1974) (Eq.
3.37).

Les diamétre des bulles (dans la zone a cceur et dans la zone de paroi) sera estimé
a l'aide de la corrélation d’Unal (1976).

2.42.107° P07

ou P est la pression moyenne du fluide en Pascal.
Le paramétre dimensionnel a est défini par :
_ (ATsat) )\L,satry (5 17)
sz,sat‘C(ﬂ-al)l/2

La surchauffe pariétale AT,,; sera donnée par la corrélation de Frost et Dzakowic
(1967) donnée au chapitre 3 (Eq. 3.14). Le facteur 7 est défini en fonction des propriétés

physiques de la surface chauffée (indicées s) :

A 1/2
vz( aCs ) : (5.18)

/\L,satpL,satch,sat

ol Ay, ps et ¢ sont respectivement la conductivité thermique, la masse volumique et
la capacité calorifique de la surface chauffée.
Dans le cas de DEBORA, la surface chauffée est de ’acier inox 316T1, on prendra :
— A =15 Wm LK
— ps = 7950 kg.m 3,
— ¢, =500 J.kg7L KL,
La parameétres «ay et b sont respectivement définis par :

)\L,sat

(5.19)

Q1 = ’
PL,satCpL,sat

et
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Tsat - TLb
2 1 _ PG, sat ’
PL,sat
La température moyenne du liquide est déterminée par bilan thermique 1D (Eq.

3.29).

Enfin, le parameétre ® est défini par la relation :

b= (5.20)

0.47
<sz > —
o 2 pour <VLz > >V = O.61m/8
b = 2
—L
1l — — — pour <VLZ > <Vy=0.61m/s
2
(5.21)

—L
La vitesse moyenne du liquide <VLZ > sera approximeée par la vitesse moyenne du

2
mélange (V)

L’épaisseur de la zone pariétale ep = R — Ry, sera choisie égale au diamétre des
bulles au détachement, donné par la corrélation d’Unal (1976).

On a rassemblé dans le tableau 5.3, ’ensemble des valeurs de ces paramétres pour
tous les essais considérés. On retrouve :

— le diameétre de bulles au détachement de d’Unal Dvai,

— le taux de vide moyen sur la section estimé par le modéle homogeéne <aG,h0mO>2,

— la vitesse de dérive déduite de ce taux de vide notée U?,hzw ,

— la vitesse moyenne du mélange également déduite de ce taux de vide notée
<Vm2>2,h0mo'

Commentaires

On constate en comparant dpg pare; €6 Dyna (tableaux 5.2 et 5.3), que la corrélation
d’Unal prédit pour chacun des essais une valeur de diamétre de détachement a la paroi
proche de celle déduite des mesures. On constate que la corrélation prédit également
un ordre de grandeur pertinent pour le diameétre de bulles a coeur, ce qui justifie le
choix d’utiliser cette corrélation, a la fois dans la zone & coeur et dans la zone de paroi
pour ’échelle caractéristique de longueur.

On a déja souligné au chapitre 3 que le modéle de taux de vide homogéne mécani-
quement présentait une légére tendance a la surestimation des mesures, mais qu’il en

donnait toutefois une estimation cohérente (écarts de 'ordre de 10%). On retrouve ce
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résultat en comparant la valeur du taux de vide expérimental du tableau 5.2 et celle
du tableau 5.3 ({(¢ homo)s)-

Cas dB—exp dB,coeur dB,paroi <04G>2 UB <sz> 2 €p
(mm) | (mm) | (mm) (m/s) | (m/s) | (mm)
TG3P28W15Te72.07 || 0.244 | 0.275 0.156 0.0492 || 0.0764 || 3.25 1
TG3P28W12Te74.28 0.228 | 0.251 0.151 0.0381 || 0.0781 || 3.22 1
TG3P28W11Te75.30 || 0.226 | 0.253 0.146 0.0355 || 0.0784 | 3.21 1
TG3P14W30Te29.22 1.200 | 0.911 2.400 0.3033 || 0.0584 || 3.55 1
TG3P14W17Te40.59 || 0.711 | 0.722 0.313 0.1638 || 0.0804 || 2.99 1
TG3P26W7Te48.19 0.533 | 0.620 0.297 0.0701 || 0.0968 || 2.69 1
TG2P26W17Te63.57 || 0.382 | 0.390 0.230 0.0902 || 0.0722 || 2.30 1
TG2P26W13Te68.03 0.329 | 0.348 0.214 0.0532 || 0.0780 || 2.22 1
TG2P26W11Te70.38 0.308 | 0.327 0.204 0.0404 || 0.0798 || 2.20 1
TGO0.5P14W3Te41.98 || 1.100 | 0.976 0.924 0.1561 || 0.0817 || 0.60 1
TGO0.5P14W1Te49.24 || 0.908 | 0.674 0.916 0.0764 || 0.0957 || 0.55 1
C8G2P14W16Te33.37 || 0.684 | 0.249 0.585 0.1448 || 0.0830 | 1.97 0.5
C8G2P14W16Te36.11 || 0.835 | 0.294 0.993 0.2789 || 0.0616 || 2.30 0.5
C8G2P14W16Te43.08 || 0.887 | 0.256 1.400 0.4949 || 0.0330 || 3.16 0.5

TABLE 5.2 — Essais TESS et C8G2P14W16

thermique & 2 zones.

Cas DUnal <04G,homo>2 UB,homo <sz>2,homo
(mm) (m/s) | (m/s)
TG3P28W15Te72.07 | 0.222 | 0.074 0.0730 | 3.32
TG3P28W12Te74.28 | 0.227 | 0.058 0.0752 | 3.27
TG3P28W11Te75.30 | 0.209 | 0.055 0.0756 | 3.27
TG3P14W30Te29.22 | 0.448 | 0.295 0.0596 | 3.51
TG3P14W17Te40.59 | 0.840 | 0.178 0.0780 | 3.04
TG3P26W7Te48.19 0.479 | 0.089 0.0934 | 2.74
TG2P26W17Te63.57 | 0.186 | 0.160 0.0632 | 2.45
TG2P26W13Te68.03 | 0.255 | 0.107 0.0703 | 2.33
TG2P26W11Te70.38 | 0.248 | 0.084 0.0735 | 2.28
TGO0.5P14W3Te41.98 | 0.513 | 0.390 0.0463 | 0.80
TG0.5P14W1Te49.24 | 0.322 | 0.169 0.0794 | 0.61
C8G2P14W16Te33.37 | 0.341 | 0.109 0.0893 | 1.89
C8G2P14W16Te36.11 | 1.800 | 0.327 0.0546 | 2.45
C8G2P14W16Te43.08 | - 0.579 0.0240 | 3.69

. Paramétres expérimentaux imposés dans le modéle

TABLE 5.3 — Essais TESS et C8G2P14W16. Paramétres corrélés imposés dans le modéle thermique

a 2 zones.
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On note également un bon accord entre les grandeurs expérimentales et corrélées
qui résultent de 'estimation du taux de vide ([/]\B et (Vinz)o) -

On constate enfin, que le diamétre d’Unal, qui sera également utilisé comme échelle
d’épaisseur ep, donne une valeur plus faible que 1’épaisseur de la zone pariétale imposée
expérimentalement. Ce résultat est intéressant dans la mesure ou le dernier point de
mesure est trés probablement situé a une distance trop importante de la paroi pour étre

réellement représentatif de la position de rupture de la pente du profil de température

liquide.

5.3.2 Reésultats obtenus

Le tableau 5.4 compare les températures de parois calculées par le modéle de mé-

lange bi-dimensionnel quasi-établi pour trois configurations de modéles de diffusivité

thermique turbulente :

— le modéle a deux zones développé dans ce chapitre avec une estimation expéri-

mentale de ses échelles,

— le modéle a deux zones développé dans ce chapitre avec une estimation corréla-

tive de ses échelles,

— le modéle original de Sato et Sekoguchi (1975) avec 1’analogie de Prandtl.

Cas wacorrel (OC) Tmeodele (OC) wamodele (OC) Tmeodele (OC)

Frost et D. param. exp | param. correl modéle sato
TG3P28W15Te72.07 84.27 87.01 85.59 98.28
TG3P28W12Te74.28 84.03 86.43 85.33 94.70
TG3P28W11Te75.30 83.92 86.14 85.22 93.21
TG3P14W30Te29.22 60.13 55.57 58.96 170.06
TG3P14W17Te40.59 58.75 57.73 56.24 75.26
TG3P26W7Te48.19 57.42 56.49 55.91 63.65
TG2P26W17Te63.57 82.84 85.20 84.36 106.72
TG2P26W13Te68.03 82.50 84.84 83.71 99.19
TG2P26W11Te70.38 82.30 84.41 83.54 95.65
TGO0.5P14W3Te41.98 57.10 56.48 57.83 81.09
TGO0.5P14W1Te49.24 56.01 55.06 55.88 64.71
C8G2P14W16Te33.37 | mesure 62.10 59.25 59.11 -
C8G2P14W16Te36.11 | mesure 62.00 60.31 59.27 -
C8G2P14W16Te43.08 | mesure 62.00 62.15 - -

TABLE 5.4 — Comparaison des températures de paroi calculées par le modéle de mélange avec les
trois modéles de diffusivité thermique turbulente : le modéle & 2 zones avec paramétres expérimentaux,
le modele a 2 zones avec paramétres corrélés et le modeéle original de Sato et Sekoguchi (1975).
Températures de paroi de référence calculées par Frost et Dzakowic (1967).
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Ces températures sont confrontées a la température de référence, estimée a 'aide
de la corrélation de Frost et Dzakowic (1967) pour les essais TESS et aux mesures pour
les essais C800.

On observe que les températures de paroi obtenues avec le modéle & deux zones
(avec les parameétres expérimentaux ou corrélés) sont bien plus basses que celles que
prévoyait le modéle original de Sato. On reste cependant, pour les essais bouillants
(TESS), loin de la précision obtenue dans le cadre de I'analyse des essais monopha-
siques chauffés (C800). L’ordre de grandeur de la température de paroi prédite dans les
deux configurations (avec les paramétres expérimentaux et corrélés) semble toutefois
acceptable (0.1 a 4.5 °C d’écart a la température prédite par la corrélation de Frost et
Dzakowic, 1967).

Sur les figures 5.7 & 5.10, on peut comparer les profils de température calculés
avec le modéle thermique a deux zones (pour les deux approches de détermination
des paramétres - expérimentale et corrélative) et le profil mesuré sur l'installation
DEBORA. On observe logiquement pour tous les essais, que la rupture de pente du
profil est située & une position plus proche de la paroi lorsque 'on estime ep par le
diamétre d’Unal & I’exception de I'essai C8G2P14W16Te31.11 (figure 5.10b) pour lequel
on est proche des limites du domaine de validité de la corrélation d’Unal (écoulement

quasi-saturé).

T, - TG3P28W15Te72.5 T, - TG0.5P14W1Te49.24

T_EXP
T, MODELE (avec paramétres exp)

. TEXP *

T, MODELE (avec paramétres exp)
T, MODELE (avec paramétres corrélés)
T,,=54.27°C

___ T, MODELE (avec paramtres corrélés)
— T,e8211°C J—

0 0001 0002 0003 0004 0005 0006 0007 0008 0009 001 0 0001 0002 0003 0004 0005 0006 0007 0008 0009 001

(a) (b)

FIGURE 5.7 — Comparaison des profils expérimentaux de température liquide avec ceux calculés par
le modéle thermique & 2 zones (avec estimation des paramétres de fagon expérimentale et corrélative).
(a) Essai TG3P28W15Te72.5. (b) Essai TG0.5P14W1Te49.24.

De fagon générale, I’accord observé entre les mesures et le profil calculé par le modéle
a deux zones avec les échelles corrélées est meilleur qu’avec le modéle a deux zones avec

les échelles expérimentales.
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FIGURE 5.8 — Comparaison des profils expérimentaux de température liquide avec ceux calculés par
le modéle thermique & 2 zones (avec estimation des paramétres de fagon expérimentale et corrélative).
(a) Essai TG3P14W30Te29.22. (b) Essai TG3P14W7Te48.19.
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FIGURE 5.9 — Comparaison des profils expérimentaux de température liquide avec ceux calculés par
le modéle thermique & 2 zones (avec estimation des paramétres de fagon expérimentale et corrélative).
(a) Essai TG2P26W17Te63.57. (b) Essai TG2P26W13Te68.04.
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FIGURE 5.10 — Comparaison des profils expérimentaux de température liquide avec ceux calculés par
le modéle thermique & 2 zones (avec estimation des parameétres de fagon expérimentale et corrélative).
(a) Essai TG2P14W16Te33.37. (b) Esssai C8G2P14W16Te36.11.
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5.3.3 Remarque sur ’analogie de Prandtl

On a vu au chapitre 4, que si 'on utilisait la diffusivité turbulente du modele de
Sato pour les transferts mécaniques mais également pour les transferts thermiques, on
obtenait des résultats satisfaisants du point de vue mécanique mais pas du point de
vue thermique.

On va donc tester du point de vue mécanique, le modéle de diffusivité turbulente
thermique & deux zones avec les échelles caractéristiques (dp coeur, AB parois (/];3 et (Vinz)s)
estimées de fagon expérimentale.

La figure 5.11 compare pour les essais TG0.5P14W1Te49.24 (essai a faible vitesse
massique) et TG3P14W17Te40.60, les profils de vitesse de mélange axiale calculés avec

le modele a 2 zones et le modéle original de Sato.

Profils de vitesse — Taux de vide Profils de vitesse — Taux de vide
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FIGURE 5.11 — Comparaison des profils de vitesse de mélange calculés par le modéle avec comme
diffusivité turbulente mécanique, le modéle & deux zones et le modéle original de Sato et Sekoguchi
(1975). (a) Essai TG0.5P14W1Te49.24. (b) Essai TG3P14W17Te40.60.

On observe que le profil obtenu en utilisant le modéle & deux zones (courbe en poin-
tillés bleus) s’éloigne totalement des mesures qui étaient bien prédites par le modéle de
turbulence original proposé par Sato et Sekoguchi (1975) (courbe en cyan). Ce résultat
est d’autant plus notable pour I'essai C0.5P14W1Te49.24 pour lequel la forme du profil
de vitesse (qui présente un maximum au voisinage de la paroi) n’est absolument pas
reproduite avec le modéle a deux zones.

Cette conclusion est générale pour l'ensemble des essais DEBORA/TESS pour
lesquels nous avons testé le modeéle a deux zones. Ces résultats semblent donc
confirmer que l’analogie de Prandtl, qui suppose ’égalité des diffusivités
thermiques et mécaniques, soit une hypothése a minima discutable, dans

le cadre des écoulements bouillants.
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5.4 Conclusions sur le modéle de turbulence ther-

mique a deux zones

On retiendra de cette étude qu'un modeéle de turbulence & deux zones, impliquant
des échelles de turbulence simples, permet de prédire de fagon acceptable les profils de
température liquide en écoulement bouillants REP. Ce modéle de diffusivité thermique
turbulente, bien que largement améliorable, sera retenu pour la suite de cette étude.

Nous rappelons ici son expression :

err (1) =e1(r) + eo(r) (5.22)

eir) = { ag(r) Duna omds pour 7 € [0, R = Dynal
0 — — — — — — — pour 7 € [R— Dyga, R]

Jo-—— pour 7 € [0,R— Dynal
&a(r) = { 06(r) DynalUp — — — — — — — = pour 7 € [R— Dypa, R]
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Chapitre 6

Conclusions sur le modéle 2D

quasi-établi axi-symétrique

Un modéle bi-dimensionnel axi-symétrique en régime quasi-établi stationnaire a été
mis en ceuvre dans cette premiére partie, afin de rendre compte du comportement mé-
canique et thermique des écoulements bouillants en conditions de similitude REP. Ce
modele est basé sur la résolution des équations de bilan du mélange (masse, quantité
de mouvement et d’enthalpie) pour des écoulements supposés établis en configuration
géométrique élancée!. Les termes de flux dans le mélange (contrainte de cisaillement
turbulente et flux de chaleur turbulent), ont été modélisés avec une hypothése de vis-
cosité turbulente.

Afin de fermer le terme de diffusivité turbulente, deux modéles ont été testés :

— un modéle initialement proposé par Sato et Sekoguchi (1975), pour les écou-
lements a bulles, qui repose sur le principe de superposition de la turbulence
dans le liquide et de celle induite par le caractére diphasique de 1’écoulement.
Ce modéle a été testé pour fermer la diffusivité turbulente, a la fois dans le bilan
de quantité de mouvement et dans le bilan d’enthalpie,

— un modéle & deux zones développé spécifiquement dans le cadre de cette étude
(chapitre 5) pour rendre compte des transferts de chaleur en écoulement bouillant
en conditions REP.

¢» Dans un premier temps nous résumons les résultats obtenus avec
le modéle en utilisant la fermeture turbulente proposée par Sato et

Sekoguchi (1975).

1. Hypothése de couche limite.
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Les profils de vitesse axiale du mélange calculés par le modéle n’ont pas montré
d’incohérence notable par rapport aux profils de vitesse expérimentaux fournis dans
la banque de données DEBORA. Il semble donc qu’une approche reposant sur une
description des équations du mélange soit suffisante et adaptée pour rendre compte
du comportement hydrodynamique des écoulements bouillants, sur une large plage de
conditions thermohydrauliques en terme de pressions (100 & 150 bar en équivalent eau),
de vitesse massique (500 a 5000 kg.m2.s7!) ou encore de titres thermodynamiques a
I’équilibre (ébullition sous-refroidie). Nous rappelons également que dans la banque de
données DEBORA, seules les vitesses du gaz ont été mesurées. L’hypothése d’homo-
thétie des profils de vitesse phasiques a été formulée afin de produire une vitesse de
mélange raisonnablement comparable avec le modéle. Les résultats obtenus confirment
la pertinence de cette hypothése, méme a faible vitesse massique.

Néanmoins deux remarques viennent relativiser ces conclusions :

— le manque de résolution spatiale des mesures de vitesse, notamment en proche

paroi,

— le manque d’informations expérimentales relatives aux pertes de pression (7))
dans le tube. En effet, la validité de la contrainte pariétale calculée par le mo-
deéle n’a pu étre évaluée que par le biais d'une comparaison a une corrélation
(Friedel, 1979) dont, d’une part, I'incertitude est importante (+£25%) et d’autre
part, le domaine de validité ne couvre pas les essais réalisés pour des conditions
proches de la crise d’ébullition (C29G1P30W12Te73.3 et TG3P14W30Te29.22
par exemple). Ceci est a souligner dans la mesure ot pour des essais proches
du flux critique, le modeéle prédit un comportement de la contrainte pariétale
différent de celui prédit par la corrélation. La connaissance expérimentale de 7,
permettrait de déterminer si ce comportement est bien lié¢ & 'approche du flux
critique.

Il nous semble donc important d’insister sur la double nécéssité de
disposer :

— de mesures de profils de vitesse phasique mieux résolus spatialement,
notamment au voisinage de la paroi,

— de mesures précises de perte de pression en écoulement bouillant,
afin de pouvoir discriminer les différents comportements du modéle,
notamment en conditions proches de la crise d’ébullition. Néanmoins
le degré de précision requis pour de telles mesures, incite légitimement

a se demander si cet objectif est techniquement atteignable.
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En écoulement monophasique chauffé, les profils de température liquide et les tem-
pératures de paroi calculés par le modeéle rendent compte des observations expérimen-
tales avec une bonne précision.

En revanche, le modéle n’est pas capable de correctement calculer les profils de
température liquide et les températures de paroi en écoulement bouillant. L’analyse
des résultats obtenus a permis d’expliquer que ce probléme était avant tout lié a une
mauvaise répartition des résistances thermiques dans le modéle de diffusivité turbu-
lente, la résistance dans la zone pariétale étant trop importante car elle reste identique
a sa structure monophasique (pas assez de turbulence en paroi). Une étude de sensibi-
lité au nombre de Prandtl turbulent a montré un faible impact de ce paramétre sur la
température de paroi en écoulement diphasique bouillant.

L’ensemble de ces résultats nous a alors logiquement conduit a proposer un modéle
de turbulence a deux zones distinguant la zone de proche paroi du cceur.

Ce travail a enfin également permis de mettre en évidence que les pro-
blémes thermiques et mécaniques apparaissent comme peu couplés. L’hy-
pothése des profils de vitesse plats impacte en effet trés peu les profils de
température liquide. Ce résultat important justifie de ne s’intéresser, en
priorité, qu’au bilan d’enthalpie pour développer un modéle de turbulence
thermique.

¢ Dans un deuxiéme temps, nous allons rappeler les résultats obtenus

avec le modéle en utilisant la relation de fermeture pour la diffusivité
turbulente thermique a deux zones développée dans cette étude.

Nous retiendrons que ce nouveau modeéle permet de rendre compte des observations
expérimentales a condition d’ajuster les trois paramétres que sont la position radiale
de transition entre la zone a coeur et la zone pariétale Ry, la diffusivité turbulente dans
la zone & coeur, €/, et la diffusivité turbulente dans la zone de proche paroi, €}, cette
derniére étant plus faible que dans la zone & coeur. Une estimation expérimentale, puis
corrélative des différentes échelles caractéristiques du modéle (longueur et vitesse) a
été réalisée et a conduit & proposer un modéle physique complet et autonome dont les
résultats ont confirmé I'amélioration par rapport au modéle initial de Sato. Enfin, ce
modele développé spécifiquement pour les aspects thermiques a été mis en ceuvre vis-a-
vis des aspects mécaniques dans le cadre d'une hypothése d’analogie entre le transfert
thermique et le transfert de quantité de mouvement. Les résultats obtenus confirment
nos interrogations et doutes quant a la pertinence de cette analogie en écoulement di-

phasique bouillant.
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Dans un objectif d’amélioration du modéle, il nous parait essentiel de réa-
liser a Pavenir des mesures de température liquide en zone de trés proche
paroi. En effet, nous ne disposons aujourd’hui d’aucune information expéri-
mentale permettant de déterminer un ordre de grandeur étayé de 1’épaisseur
de la zone thermique pariétale.

De facon générale, il nous parait également important de rappeler la
nécessité de disposer des conditions aux limites de I’installation durant les
essais, afin notamment de pouvoir vérifier la cohérence des données expé-
rimentales, ainsi que de disposer de ’ensemble des mesures sur une méme
campagne d’essais (mesures colocalisées et simultanées de taux de vide, de
température liquide de vitesse et de température de paroi).

Tout le travail qui vient d’étre présenté repose sur I’hypothése fondamentale d’écou-
lement quasi-établi. La seconde partie de cette étude va donc étre consacrée a la mise au
point d’'un modéle décrivant 1’établissement afin, notamment, de statuer sur I'influence

de cette hypotheése.
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Deuxiéme partie

Travaux sur la modélisation 2D

axi-symétrique des écoulements

bouillants non-établis en régime
stationnaire en conduite circulaire et a

haute pression

Dans cette partie, on présente un modéle bi-dimensionnel axi-symétrique qui permet de
décrire le développement d’un écoulement bouillant dans une conduite chauffée.

Les caractéristiques des écoulements de type REP (fortes pressions, forts flux et forts débits
impliquant un fort couplage mécanique entre les phases) nous ont conduit dans la premiére
partie de ce document & opter pour un modéle de mélange. Ce modéle présente l'avantage de
s’affranchir des termes de transferts interfaciauz mais nécessite des données d’entrée d’origine
expérimentale (ag(r)). L’objectif de ce modéle bi-dimensionnel est de s’affranchir de cette
contrainte et de fournir un outil indépendant des données expérimentales.

Le modéle proposé repose sur l’écriture de trois équations de bilan (masse, quantité de
mouvement et enthalpie pour le mélange), et d’une équation de bilan de masse pour la vapeur.
Ces équations seront fermées par une approche de type homogéne avec relaxation (HRM) pour
décrire les déséquilibres thermodynamiques. Les différents flux turbulents, seront modélisés en
s’inspirant des travauzx réalisés dans la premiére partie.

Les résultats de ce modéle seront confrontés aux résultats expérimentaux de la banque

DEBORA.
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Chapitre 7

Présentation du modéle 2D

axi-symétrique en régime stationnaire

Dans ce chapitre, on présente le modéle bi-dimensionnel axi-symétrique constitué
d’un systeme couplé de sept équations différentielles & sept inconnues principales. Ce
systéme comporte les trois équations de bilan du mélange (masse, quantité de mou-
vement et enthalpie) auxquelles on ajoute le bilan de masse de la phase vapeur. Ce
systéme est fermé a 'aide de trois relations exprimant les flux turbulents ainsi qu’a
I’aide d’un modéle local de type relaxation thermodynamique pour exprimer le taux

de production de vapeur dans le bilan de masse de la vapeur.

7.1 Etablissement des équations du modéle 2D axi-

symétrique

7.1.1 Equations de bilan du mélange
Bilan de masse du mélange

En régime stationnaire, le bilan de masse du mélange s’écrit (Eq. 2.1) :

V. (pn¥in) =0. (7.1)

En coordonnées cylindriques, ’équation 7.1 se réécrit :

LO(rpmVinr)  O(pmVimz)
ro o or L 0 (7.2)
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ou V,,. et V,,, représentent respectivement la composante axiale et radiale de la vitesse

du mélange.

Si on définit la vitesse massique radiale par la relation suivante :

G’I"<?ﬂ7 Z) é p’meT7 (7.3)

le bilan de masse du mélange s’écrit alors :

o(rGh) O(pmVin:)

or 0z

Bilan de quantité de mouvement du mélange
En régime stationnaire, le bilan de quantité de mouvement du mélange s’écrit (Eq.
2.9) :
— —to
? (pme ® Vm) = 7pm — ?pm + ?.?ﬁnt (7.5)

Si on projette cette équation sur l'axe Oz, en considérant 'hypothése de gradient de
pression uniforme sur une section (H3) et en utilisant le bilan de masse, le bilan de

quantité de mouvement du mélange se réécrit (Eq. 2.27) :

9 (Vinz) OV _ d(pm)  10(0r1y) | 0T,

On introduit 'hypothése classique de couche limite & développement lent suivante :
— H16 : La dérivée axiale de la contrainte normale 7/% est négligée

devant la dérivée de la contrainte de cisaillement.

Le bilan de quantité de mouvement du mélange s’écrit alors :

0 (TTrtno;r) _ O(Vinz) O(Vinz) d(pm)
—a = rG, o + 70 Vinz o +r 7 + 7pmg (7.7)

Cette équation est semblable & I’équation de bilan de quantité de mouvement pour
le cas quasi-établi (Eq. 2.28), la seule différence entre ces deux équations provenant des

termes d’accélération dont on tient désormais compte :
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O(Vinz)

O(Vin2)
or '

0z

rG, + 7P Vins (7.8)

Bilan de d’énergie du mélange

En régime stationnaire, le bilan d’enthalpie du mélange s’écrit (Eq. 2.19) :

— — — —L _ —G —
v <pmhme> - Vg%t [Vm n aG”L’prVGj Npm+(7.9)

En négligeant les deux derniers termes du bilan d’enthalpie (hypothéses H4 et H5) et

en utilisant le bilan de masse (Eq. 7.1), ce bilan se réécrit simplement :

%
pmﬁm€hm = —?.qf,olt, (7.10)
(i) Ahm)  10(rglr)  0(qit)
G or + pmVim 9z  r Or 0z (7.11)

Dans le cadre de I’hypothése de couche limite, on supposera que :
— H17 : La dérivée axiale du flux thermique axial est négligée devant la
dérivée radiale du flux thermique radial.

Le bilan d’énergie du mélange s’écrit alors :

o(rqet

) _ O(hm)
or TG

or

(i)
0z

- 7“pm‘/mz

(7.12)

On notera que si on néglige le terme de convection radiale d’enthalpie, on re-
trouve également ’équation de bilan d’enthalpie du mélange obtenue pour le modele

bi-dimensionnel quasi-établi (Eq. 2.41).

7.1.2 Bilan de masse de la vapeur

L’équation de bilan de la phase vapeur s’écrit en régime stationnaire :

—G
—
ﬁ (Oégp_GGVG ) = Fg, (713)

ol I'g est le taux de production de vapeur par unité de volume en kg.m=3.s71.
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Si on introduit le flux de masse de vapeur relativement a la vitesse du mélange

défini par :

—G
— =" =
JGm é Cl/(;p_GG <VG — Vm> s (714)
I’équation 7.13 devient alors :

v (agp—GGf/Z) v (@) ~T,. (7.15)

Introduction du titre local de vapeur

On introduit le titre massique local de vapeur (également appelé fraction massique

de vapeur) défini par :

A aGpPG _ aGpc (7 16)

agpa +arLpr, Pm

X

en supposant que les masses volumiques phasiques sont constantes dans le temps (HT).

Cette relation peut également s’écrire :

PLPG
1 —x)pa +xpr’

(7.17)

m=1

la vapeur étant supposée a saturation.
En combinant les équations 7.16 et 7.15, et en utilisant le bilan de masse (Eq. 2.4),

il vient alors :

oV N+ V. (ﬂ) . (7.18)

En coordonnées cylindriques, I’équation 7.18 se réécrit :

a(Jsz) 8(TJGmr) o
r—p + B =rl'q —rG, B T 0m Vi 55 (7.19)

ol Jamr et Jam. sont les composantes radiales et axiales du flux de masse de vapeur

@ ox

dans le mélange.
Par analogie avec I’hypothése de couche limite pour le bilan de quantité de mouve-
ment et d’enthalpie, on introduit ’hypothése suivante :
— H18 : Le gradient axial de flux axial de masse de vapeur est négligé
devant le gradient radial de sa composante radiale dans le mélange.

L’équation 7.19 s’écrit finalement :
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O(rdamr) ox ox
T = TPG TGTE Tpmeza (720)

Nous disposons ainsi du systéme suivant, constitué des quatre équations de bilan.

¢ Bilan de masse du mélange local

orG,) B O pmVinz)
5~ T s (7.21)

¢ Bilan de quantité de mouvement du mélange local

9 (rrket) O(Vinz) O(Vinz) d(pm)
mzr — .22
or rGr or = 7PmVins 0z r dz +romg (7:22)
¢ Bilan d’enthalpie du mélange local
A(rgy) A(hm) A(hm)
I\ mr) _ _ I\lm) 9
o rG, o 7 Pm Vins P (7.23)
¢ Bilan de masse local pour la phase vapeur
O (rdamr) ox ox
M CLCUVA S - _ — 24
o rl'q —rG, o T 0m Vinz o (7.24)

Ce systéme comporte quatre variables indépendantes associées aux quatre équations

de bilan; h,,, V.., G, et x. On retrouve également 3 inconnues supplémentaires qui

sont les flux; ¢

tot " 710l "ot Jgms. La masse volumique du mélange p,, est une variable

mr? mzr

dépendante qui peut-étre exprimée en fonction de la variable principale x par la ferme-

ture thermodynamique donnée par I’équation 7.17. Le taux de production de vapeur

['c sera fermé par un modéle algébrique local de type relaxation thermodynamique.

Enfin, le gradient de pression % fera 'objet d'un traitement particulier.

Pour pouvoir étre intégré, il est donc nécessaire de compléter ce systéme a 'aide

de trois équations supplémentaires de fermeture des flux qui permettront de renseigner

les expressions :

— de la contrainte de cisaillement totale 7%

mzr)

tot
mr?

— du flux de chaleur radial total dans le mélange ¢
— du flux radial de masse de vapeur dans le mélange Jgn,

et d’'une fermeture algébrique pour le taux de production de vapeur I'g.
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7.1.3 Relations de fermeture
Taux de production de vapeur

Afin d’exprimer le terme de production de vapeur interfacial I'g, nous proposons
d’utiliser une approche de type relaxation thermodynamique.

Si cette approche a souvent été utilisée dans le cadre de la modélisation 1D des
écoulements bouillants (Bauer et al., 1976, Bilicki et Kestin, 1990), c’est en revanche
a notre connaissance la seule tentative d’utilisation de cette approche dans le cadre
d’une modélisation 3D (locale) pour une analyse expérimentale.

Le modeéle de relaxation thermodynamique 1D suppose, si I’on considére respec-
tivement le titre massique X et le titre thermodynamique a léquilibre! X,,, que la

vitesse de retour a I’équilibre entre ces deux grandeurs est proportionnelle a ’écart a
I'équilibre, (X — X,,). On écrit donc en 1D :

X __X-Xg 29
ou ¢ désigne le de temps de relaxation.
Nous proposons dans le cadre de I'approche locale, de généraliser cette relation en
remplacant les grandeurs moyennes 1D par leurs équivalents 3D. Ainsi nous proposons
d’écrire :

dx T — Teq

at 0

ol x représente le titre massique local de vapeur? défini par la relation 7.16 et x, est

(7.26)

le titre thermodynamique local défini par la relation :

A hm - HL,sat
Teqg = — 7 (7.27)
ou h,, est I'enthalpie locale du mélange et est définie par la relation 2.20.
En combinant les équations 2.20 et 7.16, il vient :
—G —L
hpm = xhg + (1 —x)hg . (7.28)
Nous supposons maintenant :
—G
— H19 : La vapeur est a saturation : hg = Hg sat-

1. Grandeurs moyennées sur la section.

2. Dans le cadre d’écoulements supposés mécaniquement homogénes, on peut simplifier la définition
du titre massique de vapeur moyenné sur la section (Eq. 2.100) pour retrouver une analogie entre le
titre massique local (fraction massique Eq. 7.16) x et le titre moyenné X.
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La relation 7.28 se réécrit alors :

—L
hm == xHG’sat + (1 - I‘)hL , (729)
soit :
I
r=—"t (7.30)
HG’,sat - hL

Afin de fermer localement le taux de production de vapeur I'g, trois cas distincts sont
considérés :

Dans un premier cas, si on est en présence de liquide froid sans vapeur, le titre
massique de vapeur est localement nul et le titre thermodynamique est localement
négatif. Tant que I’enthalpie locale du liquide reste inférieure a ’enthalpie de saturation
du liquide, il n’y a pas de production de vapeur. Le taux de production de vapeur I'g
reste nul.

Dans un deuxiéme cas, on distingue 3 configurations différentes :

— Si I’écoulement liquide (x = 0) devient suffisamment chaud pour que localement
son enthalpie atteigne l’enthalpie de saturation du liquide (z.4(r,2) > 0), il y a
alors localement création de vapeur.

— Si le mélange diphasique (z > 0) présente une enthalpie de mélange locale
supérieure & ’enthalpie de saturation du liquide (z.4(r, 2) > 0), il y a également
production locale de vapeur supplémentaire.

— Si le mélange diphasique (z > 0) présente un titre massique supérieur au titre
thermodynamique & ’équilibre mais que ce dernier reste positif (z > z., > 0),
il a alors condensation d'une partie de la vapeur.

Dans les trois cas, I’écoulement évolue vers une situation d’équilibre diphasique
(titre massique de vapeur égal au titre thermodynamique a 1’équilibre) atteinte au
bout du temps de relaxation . Il n’y a alors plus de production ou de disparition de
vapeur (Eq. 7.26).

Enfin dans un dernier cas, le mélange diphasique (x > 0) est localement sous-
refroidi, son enthalpie étant inférieure & 'enthalpie de saturation du liquide (x4 (r, 2) < 0).
Le mélange évolue alors localement vers une situation d’équilibre monophasique liquide
en condensant (taux de production de vapeur négatif) pendant un temps 6 au bout

duquel le titre massique de vapeur devient nul.
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La fermeture du taux de production de vapeur est résumée par les trois cas suivants :

— Ecoulement monophasique sous-refroidi
x(r, z) = 0 écoulement initialement liquide,
Teq(r, 2) < 0 situation d’équilibre = liquide sous-refroidi.

On impose alors :

T'c20. (7.31)

— Etat d’équilibre diphasique
écoulement initialement liquide ou diphasique,
Teq(r, 2) > 0 situation d’équilibre = mélange diphasique local saturé.
Teq(r, 2) > 2 évaporation I'¢ > 0
Ou
x > 0 écoulement initialement diphasique,
Zeq(r, 2) > 0 situation d’équilibre = mélange diphasique local saturé.
Teq(r, 2) < x condensation d'une partie de la vapeur I' < 0
On pose alors :
Lo 2 pmili—f = pm(i’?eqfo—ﬂf)' (7.32)
— Etat d’équilibre monophasique / condensation
x(r, z) > 0 écoulement initialement diphasique,
Teq(r, 2) < 0 situation d’équilibre = liquide sous-refroidi.

On pose alors :

Il

. (7.33)

SRS

Fermeture du temps de relaxation 0

Le temps de relaxation # est donc un paramétre fondamental du modéle. Il condi-

tionne directement le taux de production de vapeur ['s.

Afin de renseigner ce parametre, nous cherchons ici a estimer son ordre de grandeur

dans nos gammes de fonctionnement.
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Le flux de chaleur volumique ¢} dans la phase k échangé aux interfaces est propor-

tionnel a I’écart de température entre la phase et 'interface supposée a saturation :

—k —k
qg: = hkiai(,-z—‘inteface =T ) ~ hkiai(Tsat — Ty )7 (7.34)

ou hy; et a; désignent respectivement le coefficient d’échange de chaleur entre I'interface
et la phase k en W.m™2.K~! et la concentration d’aire interfaciale en m".
Dans la cadre des équations du modéle & deux fluides, on peut écrire le taux de

production de vapeur I'¢ sous la forme suivante :

" "

qci T 4L

I'e=-—
“ hGin - hLm7

(7.35)

ol hgin et hi, sont les enthalpies locales du gaz et du liquide a I'interface liquide /vapeur.
Si on suppose d’une part, que ces enthalpies sont trés proches des enthalpies phasiques

de saturation, et d’autre part que la température du gaz est uniforme et égale a la

—G
température de saturation (T = Tyq), 'équation 7.36 se réécrit donc :
qr;
g~ ——2. 7.36
G e (7.36)

En combinant les équations 7.34 et 7.36, il vient alors :

—L
Iel = hpiai(Ty, — Toar). (7.37)

Le taux de production de vapeur est proportionnel & I’écart de température entre le
liquide et la vapeur.

Dans le cas de I’évaporation, I’équation 7.37 se réécrit a 'aide la fermeture HRM
(Eq. 7.32) :

Leg — T —L
pm(qfo)ﬁ = hLiai(TL — Tsat)- (738)

Cette équation permet de relier le temps de relaxation au coefficient d’échange de
chaleur interfacial dans le liquide hp;. Les équations 7.30 et 7.27 permettent d’expliciter
le terme x — x.,. En négligeant 'influence de la pression sur ’enthalpie du liquide, ce

terme peut s’écrire :

(= 2)ep Ty — Tu)
(Teqg — ) = e : (7.39)

En combinant alors les équations 7.38 et 7.39, on obtient ’expression du temps de

relaxation suivante (en évaporation) :
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pm<1 - x)CpL
hria;

0~ (7.40)

En utilisant ’équation 3.9 pour la concentration d’aire interfaciale et 1’équation
7.16 pour relier le titre massique de vapeur au taux de vide on peut exprimer le temps

de relaxation comme suit :

0 — pacprdp (1 —x ~ /)GCpLClB7 (7.41)
hLiG T thl6

avec dg le diamétre local de bulles.

Le temps de relaxation est donc inversement proportionnel a la fraction massique de
vapeur et au coefficient d’échange de chaleur interfacial dans le liquide. Plus ces deux
grandeurs sont importantes plus le temps de retour a I’équilibre thermodynamique va
étre court.

Afin de fermer ce paramétre § dans le modéle HRM, on en cherche un
ordre de grandeur.

Nous 'approximons, dans un premier temps, par une valeur constante sur la section
par 'expression suivante :

<pm>2,sortie(1 - XSOTtie)CpL,sat

0 = (7.42)

hiidi
La grandeur X, désigne le titre massique de vapeur moyenné sur la section de sortie
du tube qui sera estimé a ’aide du modele de Levy (1967), et dont une description est
donnée au chapitre 3 (Eq. 3.35).

La masse volumique du mélange moyennée sur la section de sortie du tube (0m)y e
est obtenue en estimant le taux de vide moyen sur cette méme section a I'aide du modéle
homogeéne équilibré mécaniquement décrit également au chapitre 3 (Eq. 3.30).

Toutes les propriétés sont calculées a saturation.

Le coefficient d’échange de chaleur moyen ffLZZ sera calculé a I'aide de la corrélation
de Ranz et Marshall (1952), dans laquelle les grandeurs locales sont remplacées par
leurs équivalents moyennés .

Ainsi la relation de Ranz et Marshall s’écrit pour 0 < Re, < 200 :

0.3
Nu = 2 + 0.55Re}® Py, (7.43)

3. On néglige en particulier les effets de profil.
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ou Rey, désigne le nombre de Reynolds de bulles défini par :

Re, = dBUB, (7.44)

vy

ou c/l]; est le diamétre moyen de bulles qui sera approximé par le diamétre des bulles
au détachement calculé par la corrélation d’Unal (1976) (Eq. 5.16). Up est la vitesse
relative liquide/vapeur qui sera estimée par la vitesse dérive moyenne d’Ishii (1977)
(Eq. 2.89), et Pry, est le nombre de Prandtl liquide.

L’aire interfaciale moyenne a; sera donnée par la relation moyennée suivante :

6(c :
@ = M (7.45)

DUnal

obtenue a partir de ’équation 3.10 en négligeant les effets de profils.

On présente dans le tableau 7.1 les valeurs des temps de relaxation calculées pour la
série G2P26W 16, en fonction du titre thermodynamique en sortie de tube. On trouvera
également dans ce tableau, le taux de vide moyen estimé en sortie de tube par le modéle
homogéne.

On observe, qu’a I'exception du premier essai pour lequel le taux de vide est treés
faible, la valeur du temps de relaxation est quasi-constante pour I’ensemble de la série

malgré la variation du titre thermodynamique a 1’équilibre en sortie.

Cas Xeq,sortie <aG>2,homo 0

(s)
C8G2P26W16Te61.5 -0.045 | 0.01 2.85
C30G2P26W16Te64.6 -0.014 | 0.08 0.85
C30G2P26W16Te66.59 0.012 | 0.16 0.58
C8G2P26W16Te66.6 0.022 | 0.19 0.51
C30G2P26W16Te70.59 0.065 | 0.32 0.50

TABLE 7.1 — Série G2P26W16. Evolution du temps de relaxation estimé en sortie de tube en fonction
du titre thermodynamique et du taux de vide estimé par le modéle homogéne.

Dans la suite de cette étude, nous choisissons donc d’imposer une valeur
uniforme et constante du temps de relaxation sur 1’ensemble d’un tube

d’essai. Cette valeur sera estimée par la méthode qui vient d’étre décrite.

209



Fermeture de la contrainte de mélange

Nous proposons de reprendre ’expression 2.64 pour fermer la contrainte totale du

mélange. On a donc :

av,
ot — o (v + € e 7.46
Trnzr p ( L+ ML) or ( )
ol &)y, désigne la diffusivité turbulente de quantité de mouvement du liquide.
Fermeture du flux de chaleur dans le mélange
Nous proposons de repartir de I’équation 2.76 :
oT;
G = =0, (AL + preprers) &Ln ; (7.47)

ol ery, désigne la diffusivité turbulente d’énergie du liquide.

Il s’agit d’exprimer cette relation en fonction des variables indépendantes du pro-
bleme que sont x et h,,.

Si on néglige I'influence de la pression sur I'enthalpie du liquide, ’expression précé-

dente se réécrit alors :

—L
tot ay, ahL
~—— (A 7.48
e = (AL + preprers) =5 (7.48)
En dérivant I’expression 7.29, on obtient :
ohr 1 [oh h — H. )
L m m — 411G sat X
= : — 7.49
or (1—w)[8r +( (1—2) )87"} (7.49)
En combinant les équations 7.49 et 7.48, il vient :
(-2)
tot _ _ e ()\L + pLCpLETL) ahm + hm — HG7sat @ (7 50)
Grmr oL (1—x) or (1—2x) or '

Fermeture du flux de masse de vapeur

Afin de renseigner le terme de flux de masse Jg,,, nous proposons d’utiliser une

analogie avec le transfert de masse et la loi de diffusion de Fick. On écrit donc :
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-—
JGm = _metOt?x7 (751)

oll Dy est le coefficient de diffusion total du gaz dans le liquide en m?.s™!.

Afin de modéliser ce coefficient, on introduit ’hypothése suivante :
— H20 : 1l y analogie entre le coefficient de diffusion total du gaz dans
le liquide et la diffusivité totale de quantité de mouvement.

On pose ainsi :

Dyt = v + emr, (7.52)

ou ey est la diffusivité turbulente de quantité de mouvement et v la diffusivité

moléculaire. L’équation 7.51 s’écrit alors en projection selon la coordonnée radiale :

ox

JGmr = —Pm (VL + EML) E (753)

7.1.4 Expression des diffusivités turbulentes ¢, et ey,

Comme on ’a vu dans la premiére partie de ce document, le modéle de turbulence
est un ingrédient fondamental dans le calcul des profils de vitesse et de température.
La premiére partie de cette étude ayant montré les limites de I’hypothése de Prandtl
qui consiste a supposer 1'égalité des diffusivités thermiques et mécaniques, nous les

considérerons donc désormais de fagcon séparée.
Diffusivité mécanique turbulente ¢,

La premiére partie de cette étude a montré que la fermeture initialement proposée
par Sato et Sekoguchi (1975) ne présentait pas d’incohérence pour la prédiction du
transfert turbulent de quantité de mouvement. Nous reprenons donc ce modéle, résumé
par le systéme 7.54.

On notera que le profil radial de taux de vide dans l'expression de €7,; qui est
une donnée d’entrée dans le modeéle établi, est calculé dans le modéle non-établi et
s’exprime en fonction des variables du modéle = et p,, (Eq. 7.16).

Cette diffusivité turbulente intervient a la fois dans la fermeture de la contrainte

totale du mélange ainsi que dans la fermeture du flux de masse de vapeur du mélange.
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emr =¢emr’ +em”
kiR 7\ 2 7\ 2
eas! = A(r) ==’ [1 (%) } {1 +2() }
dr(r) —~
€MLH = A(T)kz@@(?“) BQ(T) UB
/ 2
A(r) = ll — exp {_(RB T)u*”
VL
B =16
ki =04 (7.54)
kg = 1.2
1
—~ goAp\ 1.75 cin [Tw
UB - \/571-( oL ) <1 <aG>2,sortie) u (Z) - oL
ag(r) = ~Lm
\ PG,sat
(s 0<r<R-— s
2 — == 2
d - R d
dp(r) = 4(R—T)% ————— R—7B<r§R—20um
 0-—-—————"————- R-—20pm<r <R

Le paragraphe suivant décrit la méthode d’estimation de tous les parameétres du

modéle.

Estimations des échelles turbulentes

La vitesse de dérive (/]\B sera uniforme dans tout le tube et calculée & P'aide de la

corrélation d’Ishii (Eq. 2.89) appliquée en sortie de tube, le taux de vide (ag)y iopie
étant calculé via le modéle homogeéne équilibré mécaniquement et l'utilisation de la
corrélation de Levy (Eq. 3.35). Rappelons que cette approche a été retenue dans la
mesure ol d’une part, on s’intéresse & une échelle de vitesse et que d’autre part on
cherche & s’affranchir des résultats expérimentaux pour fermer le modele.

Le diametre moyen des bulles C/i; sera estimé & I’aide de la corrélation d’Unal (1976)

(Eq. 5.16) pour des conditions correspondant & la sortie du tube.

212



L’étude sensibilité réalisée au chapitre 4 (section 4.1.3) a montré que les résultats du

modéle étaient peu sensibles au choix de la corrélation de wvitesse frottement u*. Nous

retenons donc la corrélation de McAdams (1954) (Eq. 2.104) pour sa simplicité de mise
en ceuvre. Pour le modéle établi, les propriétés thermophysiques étaient fixées a la
saturation en sortie de tube. Comme le titre thermodynamique varie significativement
entre I’entrée et la sortie du tube, la vitesse de frottement u* sera estimée dans le modéle
non-¢établi, pour chaque position axiale, en fonction des propriétés thermophysiques
a la pression fixée et I'enthalpie moyenne du liquide sur cette section. Pour estimer
cette enthalpie liquide & une cote z, on applique la méthode suivante : & chaque cote
considérée, on évalue I'enthalpie moyenne débitante du mélange par bilan thermique
1D, ce qui nous permet de calculer le titre thermodynamique moyen a I’équilibre. On
distingue alors 2 cas :

— Si X,,(%) <0, on considére qu'il n’y a pas de vapeur et on considére que le titre

massique de vapeur est nul X = 0. L’équation 2.101 qui s’écrit :

>

Hy(2) = X(2)Ha(2) + (1 = X(2))Hr(2), (7.55)

devient donc :
H,,(z) =~ Hp(z). (7.56)

— 81 X¢4(2) > 0, on considére que le titre thermodynamique a I’équilibre et le titre

massique moyen sont égaux, X., ~ X et on a :

Hm(z> - Xeq (Z) HG,sat
1-X ’

€q

Hp(z) = (7.57)

Cette enthalpie moyenne va permettre une estimation des propriétés liquides moyennes
sur chaque section a l'aide des tables du NIST afin d’estimer le nombre de Reynolds

associé Re(z) pour calculer u*.
Diffusivité thermique turbulente ¢y,

En ce qui concerne la diffusivité thermique turbulente ez, deux modéles ont été
testés dans ce travail.

— Un modéle inspiré de Sato, mais dans lequel la diffusivité turbulente induite

par les bulles €7, a été modifiée & partir des résultats de ’étude de sensibi-

lité réalisée au chapitre 4 section 4.2.4. L’objectif de la modification apportée

est d’augmenter la contribution turbulente en proche paroi afin de réduire la
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résistance thermique imposée par le modéle original de Sato.

On résume ce modéle par le systéme 7.58. On notera que les différences avec le
modele original de Sato (systéme 7.54) se situent au niveau du facteur d’amor-
tissement A(r) que 'on supprime pour le terme €7, et au niveau de ’échelle

de diamétre des bulles (choisie uniforme et donnée par la corrélation d’Unal).

err = err +ert”
kR 2 2
= 1= ) o)
dp —
5TL” = kQOég(T)TBUB
( 2
R—1r) .
Alr) = {1 o {_( B H (7.58)
B =16
k’l = 04
ko = 1.2
2 Ap\ i 1.75
i goap _ ' sy - [Tw
UB - \/571—( oL ) (1 <aG>2,sortie> u (Z) oL
TP
ag(r) =
\ G< ) pG,Sat

— Le modéle a deux zones, dont une description a été donnée au chapitre 5, qui
est résumé par le systéme 7.59. Les paramétres A(r), k1, u* et ag sont identiques

A ceux du modéle de Sato modifié.

/ "
€T = €rL +ETL

=i - (@ ()]

(7.59)
f(r) = ac(r)Dunar <pfj>2 ——————— pour 1 €[0,R— Dynal
1 0—- - - - - - - — - - - — — pour r € [R - DUnab R]
o) 0 — — — — — — — — — _ _ _ pour 1 € [0, R — Dypal
go(r) = —~
2 ac(r)DynalUp — — — — — — — — pour 1 € [R— Dyya, R|




7.1.5 Systéme complet & 7 équations différentielles

On résume ici le systéme global obtenu avec les équations différentielles 7.21, 7.22,
7.23,7.24, 7.46, 7.50, 7.53. On distingue :

- 4 variables indépendantes : h,,, V,,., G, et z,

- 3 flux : ¢!, 7% et Jamr,

mnr? mzr

- 1 variable dépendante : p,, que I'on peut exprimer en fonction de z (Eq. 7.17),

- le taux de production de vapeur : I'; qui est fermé par le modéle HRM (Eq.
7.61).

Le probleme peut-étre résumé par les équations 7.60 et 7.61.

( 8(7“7',%’27,) OV Vi dp
T Oy TTmVmemg g o
o (rq'st) _ Ohy . b
or P Vi 0z — TG or
8(7‘JGm7’) . 8:1: ajlj'
8’/‘ — TFG - TGTE - Tpmvng
ArGy) — 9(pmVimns)
a0z (7.60)
O(Vinz) o ?”Tﬁf;r
or TPm (VL + €nrr)
ahm _ (1 — x>rqfrif“cpl/ _ <hm - HG,sat) 8_1:
or (1= =22)r (AL + preprere) (1—-=x) or
% _ TJGmT
[ Or B rpm (VL + €nmr)
(0 ST Xeg <0 et =0

=4 =2 b —g| ——— == ST Teg >0 (7.61)
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Si on écrit le systéme 7.60 sous forme résolue par rapport aux dérivées radiales, on

obtient le systéme 7.62.

(0 (r7it) rGurriet N v oV, N dp N
= T"OmVmz—F=— r— TOm
or rpm(VL +€mr) P 0z dz pm9
9 (rq;) Ohy,
o = TTPmVne
+’I"GT I‘Si - w)rquﬂch . (hm - HG,sat) TJGmr
(1 — p—G)T ()\L+chpL€TL) (1 —.T) T Pm (VL+5ML)
A(rJgmr) rG,rJamr oz
——— =1l - mvmz_
or T Tpm (VL + €m1) i 0z
arG,) _Tf)(pmvmz)
or 0z
O(Vinz) . TT#L);T
or Tpm(VL + enr)
ahm _ (1 - x)TQfﬁfﬂCpL + (hm — HG,sat) rJGmr
or (1= 222)r (AL + preprers) (1—2x) rpm (VL +€mL)
8_ZE _ TJGmT
(97“ a TPm (VL+5ML)
(7.62)
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7.2 Meéthode de résolution numérique

7.2.1 Systéme a 7 équations différentielles

Pour résoudre le systéme d’équations différentielles 7.62, on définit le vecteur Y des

inconnues a calculer :

P Tover (T 2) y(r, z)
TGy (1, 2) ya(r, 2)
rJGmr (7, 2) ys(r, 2)
Y(r,z)=| rG.(r,2) = | wa(r,2) (7.63)
Vinz (1, 2) ys(r, 2)
han(r, 2) Yo(r, z)
| (r, 2) 1 Lwrz2)

Du point de vue de la résolution numérique, les équations seront inté-
grées radialement a ’aide de la méthode de Runge-Kutta a ’ordre 4 a pas
adaptatifs. L’intégration axiale selon z se fera a ’aide d’un schéma de dis-
crétisation en différences finies du premier ordre avec décentrement amont.

Pour une variables y;, la discrétisation axiale est donnée par la formule de suivante :
9y _ yi(2) — vi(z — Az)
0z Az ’

ou Az est le pas d’espace selon la coordonnée axiale z.

(7.64)

Le systéme 7.62 réecrit avec ces nouvelles variables est présenté ci-aprés (Eq. 7.67).

7.2.2 Propriétés physiques

Les propriétés thermophysiques et de transport de la phase vapeur seront imposées
a la température de saturation pour la pression de sortie considérée.
—L
Pour la phase liquide, I’enthalpie locale liquide h; est évaluée a partir de h,,, selon

la relation :
=L hm - xHG,sat

hp =

— (7.65)

Si cette enthalpie est inférieure a I’enthalpie liquide de saturation les propriétés phy-
siques du liquide sont évaluées localement a cette enthalpie pour la pression consi-

dérée?. Si 'enthalpie liquide atteint I’enthalpie liquide de saturation, les propriétés

4. A partir des équations d’état.
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liquides seront alors fixées a la température de saturation correspondante a la pression
considérée.

Remarque

Pour déduire a posteriori le profil de température liquide a chaque position (variable

secondaire) a partir de ’enthalpie du liquide on distinguera deux cas :

& Cas du liquide sous-refroidi : si ’enthalpie liquide EL est inférieure a ’enthalpie
liquide de saturation Hj .4, la température liquide sera déduite de I’enthalpie
liquide a I'aide de I’équation d’état du fluide.

& Cas du liquide surchauffé : si 'enthalpie liquide EL est supérieure a l’enthalpie
liquide de saturation Hy, 44, on supposera que la température du liquide s’obtient

par la relation suivante :

—L
—L h — H sa
T, = TL,sat + ( L L t)' (766)
CpL,sat
((Oy1 Yal1 lys(2) —ys(z — Az)] | dp
o rpm(v +emr) T PmYs Az + "z tTPmg
dys ve(2) — ys(z — Az)]
ar - TpmyB AZ
e (1 = y7)yacprL _ (yﬁ - HG,sat> Ys
(1 —#22)r (AL + preprere) (L=yr) /) rpom (Ve +enmr)
Jys Yaly3 [yr(2) — yr(2 — Az)]
BT T
or mhe rpm (VL + €nmr) "PmYs Az
Oys _ (pm(2)ys(2) — pm(z — A2)ys (2 — Az))
— =7
or Az
9ys _ ]
or  rpm(vp +emr)
% _ (1 - y7)y26pL + (y6 - HG,sat) Ys
or (1-— %)r (AL + preprerr) (1 —y7) ) rpm (Ve +emr)
Oyr _ _ s
(. Or Tpm (VL + €mr)
(7.67)
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7.2.3 Conditions aux limites radiales du systéme

Afin de résoudre le systéme 7.67, il faut a chaque cote disposer de sept conditions
aux limites. Ces conditions aux limites sont spécifiées, soit au centre de la conduite
Y (0, ), soit a la paroi Y (R, z).

Les deux vecteurs suivants résument les conditions aux limites. En noir sont indiqués
les conditions aux limites connues et en rouge celles qui sont a déterminer selon que

I’on choisissent de les spécifier au centre de la conduite ou a la paroi.

A ceeur :
[ rriot (0, 2) [0 ]
TG (0, 2) 0
rJamr (0, 2) 0
Y (0,2) = | rG,(0,2) =10 (7.68)
Vinz (0, 2) Vinz(0,2)?
hin (0, 2) him(0,2)?
| 2(0,2) | | 2(0,2)7
A la paroi :
[ Rrtt (R,2) | [ —Rr? ]
R (R, 2) —Rq,
RJgm: (R, 2) 0
Y (R,z) = | RG.(R,z) =10 (7.69)
Vinz(R, 2) 0
hm(R, 2) hm(R, z)?
| 2(R, 2) | | 2(R,2)7 |

Nous choisissons arbitrairement d’imposer les conditions au centre de la conduite.

Pour initier 'intégration radiale et déterminer les conditions en r = 0, on utilise la
méthode de tir itérative de Newton-Raphson. Les détails de la mise en ceuvre de
cette méthode sont décrits dans I'annexe F.

A chaque cote, on cherche par itérations successives, les conditions aux limites a
imposer au centre :

— Vimz(0, 2) = uo,

— hn(0, 2) = hg,

— (0, 2) = o,

dpm (z)

7= considéré comme un parametre uniforme a

ainsi que le gradient de pression
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chaque cote de telle sorte que les conditions pariétales suivantes soient satisfaites :

R¢"' (R, 2) = —Rq, condition de flux imposé

mr

RJgmr(R,z) =0 condition d’imperméabilité a la vapeur (7.70)
RG.(R,2) =0 condition d’imperméabilité .
Vinz(R,2) =0 condition d’adhérence

Le critére de convergence est fixé a 10710 en relatif sur le flux de chaleur pariétal
identifié comme le paramétre le plus sensible et le plus contraignant.
Précisons que la méthode de tir de Newton-Raphson utilisée est en réalité tres

sensible aux valeurs choisies au centre pour le démarrage de l'itération (ug, ho, zo et

dpm (2
pdz())'

Il convient donc de déterminer, pour chaque position z, une estimation cohérente
de ces grandeurs basée par exemple sur une linéarisation des solutions aux positions
amonts. Pour la premiére cote aprés ’entrée du tube, ug et hg peuvent étre estimés a
partir des solutions issues du modéle établi, le gradient de pression et le titre massique
par des corrélations adaptées (McAdams, 1954 et Levy, 1967).

7.2.4 Conditions aux limites a ’entrée

Pour initier la résolution axiale, on doit disposer de conditions aux limites en entrée
relatives aux variables indépendantes h,,, V,,. et . En entrée de tube, on impose les
conditions aux limites suivantes (I’écoulement est supposé monophasique liquide) :

— titre massique de vapeur nul : z(r,0) =0 Vr,

— enthalpie du liquide uniforme égale a I’enthalpie liquide moyenne du liquide en

entrée de tube : Ay, (7,0) = Hp entre VT,

— vitesse liquide calculée a I’aide du modéle bi-dimensionnel quasi-établi présenté

:L
dans la premiére partie : V,,,.(7,0) = Vi, entree (),
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7.2.5 Schéma de résolution numeérique

Le schéma de résolution numérique de I’ensemble du probléme est représenté a la

figure 7.1.

Maillage et qualification du schéma utilisé

La méthode de résolution numérique Runge-Kutta & 'ordre 4 impose le maillage
radial du tube a chaque position et assure la convergence radiale du résultat.

La résolution axiale retenue consiste & découper le tube en sept mailles équirépar-
ties. Une augmentation du nombre de mailles rend le calcul difficile en accentuant sa
sensibilité a 'itération de Newton-Raphson, qui au final peine a converger.

La raison probable de cette limitation est liée au non-établissement de la couche
limite dans une premiére maille de trop faible hauteur. Dans une telle maille, I’épaisseur
de la couche limite en paroi est encore trop faible pour que les variations thermiques ou
mécaniques dans cette zone soient vues par le centre de I’écoulement. Inversement, une
variation des valeurs imposées au centre du tube par la méthode de Newton-Raphson
n’est pas propagée dans la zone de paroi du fait de la trop faible épaisseur de la couche
limite qui est en cours d’établissement. Ainsi les conditions pariétales (Eq. 7.70) ne
peuvent étre satisfaites et le critére de convergence n’est jamais atteint.

Si la discrétisation en sept mailles peut sembler insuffisante, nous rappelons que nous
sommes dans le cadre d’écoulements a géométrie trés élancée justifiant I'hypothese de
couche limite a établissement lent pour lesquels les gradients de flux ou de vitesse sont
essentiellement radiaux et prépondérants devant les gradients axiaux.

Trois tests de validation ont permis de vérifier qu'une telle discrétisation est suffi-
sante dans le cadre de cette étude.

Dans un premier temps, une solution monophasique établie est imposée en entrée du
tube. Nous vérifions effectivement que le profil de vitesse est transporté sur I’ensemble
du tube, le bilan de vitesse massique liquide étant satisfait en sortie de tube avec une
précision inférieure a 0.01% imputable & la méthode d’intégration radiale du profil de
vitesse.

Dans un deuxiéme temps, I’analyse des résultats bouillants obtenus a montré que
le bilan d’enthalpie débitante du mélange 1D était systématiquement satisfait avec
une précision inférieure a 0.05%. Le tableau 7.2 présente pour la série G2P26W16,
la comparaison entre les valeurs d’enthalpie débitante du mélange évaluées par bilan

thermique 1D et les valeurs calculées par intégration des profils calculés par le modéle.

221



Cas Hm,modele Hmle
(J/kg) | (J/ke)
C8G2P26W16Tel19.84 | 246354 246395
C8G2P26W16Te39.92 | 265907 265953
C8G2P26W16Te49.72 | 276014 276053
C30G2P26W16Te64.6 | 291443 291463

TABLE 7.2 — Série G2P26W16. Qualification de la convergence en maillage axiale par vérification
du bilan thermique 1D. Comparaison des enthalpies débitantes 1D (modéle/bilan thermique).

Dans un dernier temps, on vérifie la conservation de la vitesse massique G moyenne
a chaque position axiale par intégration du profil radial de vitesse massique calculé par
le modele p,,(r)V;,.(r). La conservation étant assurée avec une précision inférieure a
0.01%, ce test permet de s’assurer de la cohérence du schéma itératif (Newton-Raphson)
a minima sur la valeur de la vitesse au centre wuy.

Ces trois tests permettent d’accorder une confiance suffisante dans les résultats
numériques obtenus a l'aide de la méthode de résolution et du codage développé.

Nous allons maintenant dans le chapitre suivant présenter la mise en ceuvre de ce

modéle bi-dimensionnel et le confronter aux essais DEBORA décrits dans le chapitre 3.
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rTi (r,0) = profile

mzr

Position z, rg (r,0) =0
rJ (r,0)=0
Conditions rG.(r,0)=0
initiales L
Vo (r,0)= VLz,entVee (r)
h,(r,2)=H, ...
x(r,z)=0

PARAMETRES FIXES

A

Ub - L?b'e - pG,:at

Evaluation axiale des
échelles de turbulence

. u' = f(H,(2)
Position z & = (42, p,(2)V,(2))

e, = f(u'(2),p,(2).v,(2)

Conditions limites Itération locale sur les
v ¢ 1 1— propriétés liquides
ho, Résolution numérique =
b ' Yz T
afz ‘ 7Z—=7Z
Itérations de (RGcate Ve (R 2) eaie $G(R,2) ./ o (Ro2) e
Newton-Raphson *
uo,Z! Au [~Rq, +(Rq,)...| <€
zg i i,}z NON Ve (Ry2) e | < € oul Y
W Ap G.(R.2),,.|<¢€ . (r,z)
9z Az Vo (R2) | <€
T (r2)|
rqe(r,z)
1S (r,z)
Y(r,z)=|rG,.(r,z) FIN
V.,.(r,z)
h,(r,z)
x(r,z)

FIGURE 7.1 — Diagramme de résolution numérique du modéle bi-dimensionnel non-établi axi-
symétrique.
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Chapitre 8

Application du modéle 2D

axi-symétrique aux essais DEBORA

Dans le chapitre 7, un modeéle de mélange bi-dimensionnel axi-symétrique a été
proposé afin de calculer le développement d’un écoulement bouillant en conduite cy-
lindrique. Ce modéle ne nécessite comme données d’entrée expérimentales, que les
paramétres de controle des essais (P, T, ¢, et G). Ce chapitre présente la comparaison
entre les résultats de ce modéle et les données expérimentales de la banque DEBORA.

Cette partie se compose de deux sections. Dans chacune d’elle, un modéle de
diffusivité turbulente thermique différent a été testé :

— le modéle de Sato modifié (Eq. 7.58),

— le modéle a deux zones développé au chapitre 5 (Eq. 7.59).

En revanche, dans ces deux sections, le modéle de diffusivité turbulente mécanique !
sera celui développé originellement par Sato et Sekoguchi (1975) (Eq. 7.54).

Dans la premiére partie, on va comparer les résultats du modele de diffusivité tur-
bulente thermique de Sato modifié, aux deux séries d’essais G2P26W16 et G2P14W16,
qui présentent a la fois des essais de la campagne C3000 (mesures de taux de vide et
de vitesse gaz) et des essais de la campagne C800 (mesures de température liquide et
de température de paroi). La premiére série G2P26W16 permettra d’étudier le com-
portement du modéle a pression, vitesse massique et puissance fixées, mais en faisant
varier le titre thermodynamique. La deuxiéme série d’essais G2P14W16 permettra de
mettre en évidence certaines limites du modéle.

Une étude de sensibilité au temps de relaxation et aux échelles turbulentes du

modele sera également réalisée.

1. La diffusivité turbulente mécanique intervient dans ’expression des flux de masse de vapeur et
de la contrainte totale.
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Dans la deuxiéme partie de ce chapitre, le modeéle de diffusivité turbulente thermique
développé au chapitre 5 sera testé sur deux essais de la banque de données C800 qui
auront déja été analysés dans la premiére partie, afin de réaliser une comparaison
directe des résultats entre les deux modéles et ainsi mettre en évidence les avantages
du modéle a deux zones.

Enfin, le modéle a deux zones sera testé et comparé au modéle a une zone sur les
essais de la campagne TESS, pour laquelle les mesures des grandeurs d’intérét (o,
Ve, et 1) sont simultanées et colocalisées. On montrera que les résultats de ces essais
permettent I'ajustement de tous les paramétres du modeéle. Une comparaison avec les

résultats du modele établi obtenus au chapitre 5 sera présentée.

8.1 Application du modéle de turbulence de Sato mo-
difié

Dans cette section, les résultats du modeéle de mélange bi-dimensionnel axi-symétrique
précédemment décrit vont étre confrontés aux données de la banque pour les deux séries
d’essais suivantes :

— la série G2P26W 16,

— la série G2P14W16.

Ces séries comportent a la fois des essais de la campagne C800 (mesures de température
liquide) mais également des essais de la campagne C3000 (mesures granulométriques).
Le modéle de turbulence de Sato modifié pour la diffusivité turbulente thermique (Eq.

7.58) a été utilisé dans le systéme a 7 équations différentielles décrit au chapitre 7.

8.1.1 Série d’essais G2P26W16
Préliminaires

Les paramétres d’entrée du modéle sont rassemblées dans le tableau 8.1. Les es-
sais sont classés par titre thermodynamique a I’équilibre en sortie de tube X, sortie
croissants.

On retrouve le temps de relaxation estimé par ’équation 7.42, la vitesse de dérive
estimée a l'aide la corrélation d’Ishii (1977) (Eq. 2.89), le diamétre de bulles estimé
par la corrélation d’Unal (1976) (Eq. 5.16). Le calcul de ces paramétres implique la
détermination préalable du titre massique de vapeur en sortie de tube X, 4., qui est

calculé par le modele de Levy (1967) (Eq. 5.15) et du taux de vide moyen en sortie de
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tube calculé a I'aide du modeéle homogéne équilibré mécaniquement (Eq. 5.15).

Pour les trois premiers essais de la série, le titre massique de vapeur prédit par le
modele de Levy étant nul, le temps de relaxation ne peut-étre calculé a I'aide de I'équa-
tion 7.42. Nous fixons sa valeur a 0.5 s , valeur qui semble étre de 'ordre de grandeur

du temps de relaxation pour la majorité des autres essais de cette série (tableau 8.1).

Cas Xeqfsortie 7 dB UB XLevy <aG>2,sortie
(s) | (um) | (m/s)

C8G2P26W16Tel19.84 -0.538 | 0.50 40 | 8.66.1072 | 0 0
C8G2P26W16Te39.92 -0.310 | 0.50 55 | 8.66.1072 | 0 0
C8G2P26W16Te49.72 -0.190 | 0.50 71 | 8.66.1072 | 0 0
C8G2P26W16Te61.5 -0.045 | 2.85 147 | 8.40.1072 | 2.98.1073 | 0.01
C30G2P26W16Te64.6 -0.014 | 0.85 185 | 7.41.1072 | 1.55.1072 | 0.08
C30G2P26W16Te66.59 0.012 | 0.58 222 | 6.34.1072 | 3.19.1072 | 0.16
C8G2P26W16Te66.6 0.022 | 0.51 235 | 5.90.1072 | 4.00.1072 | 0.19
C30G2P26W16Te70.59 0.065 | 0.50 321 | 4.40.1072 | 7.40.1072 | 0.32

TABLE 8.1 — Série G2P26W16. Titre thermodynamique & 1’équilibre en sortie. Paramétres d’entrée
du modele évalués de fagon corrélative.

Résultats

On présentera les résultats détaillés complets pour les essais C8G2P26W16Te19.84
et C8G2P26W16Te66.6 de la série. Le premier est un essai monophasique, et le deuxiéme
est un essai pour lequel le titre a ’équilibre X, en sortie de tube est positif. Pour ces es-
sais, on présentera donc I’évolution axiale des profils radiaux des 7 variables principales
(Tms Gms Jamrs Vinr (Gr), Vinz, han et x) sur Pensemble du maillage axial. Ce dernier
est constitué de 7 mailles équiréparties sur une longueur chauffante de L=3.485 m. On
présentera également ’évolution axiale du profil de taux de vide ag(r), du gradient
de pression dS—?, de la contrainte pariétale 7,, et de la température de paroi mouillée.
Enfin, on tracera également le profil de température liquide (variable secondaire) en
sortie de conduite a partir de 'enthalpie du liquide (méthode décrite au chapitre 7).

Pour les autres essais de la série, afin de ne pas surcharger le manuscrit, on ne
présentera que les profils de température liquide, de température de paroi, de taux de
vide, de contrainte pariétale et de vitesse axiale du mélange. On indiquera également
les valeurs des contraintes pariétales et des températures de paroi en sortie de tube.

Ces résultats seront appelés résultats restreints.
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Résultats complets - Essai C8G2P26W16Tel9.84 - X, = —0.53

Les figures 8.1 a 8.5 présentent les résultats obtenus pour l'essai monophasique
G2P26W16Tel9.84.

On observe que la contrainte de cisaillement et le flux de chaleur radial dans le
meélange (figure 8.1a et b) sont négatifs sur I’ensemble de la conduite, c’est-a-dire dirigés
de la paroi vers le centre de 1’écoulement. Leurs valeurs décroissent depuis la paroi
jusqu’au centre. La valeur du flux pariétal en paroi est imposée par les conditions
d’essais (74 kW /m?).

Pour cet essai monophasique, le titre thermodynamique a ’équilibre local z., (Eq.
7.27, figure 8.3a) reste toujours négatif, c’est-a-dire que l'enthalpie du mélange ici
liquide, n’atteint pas Ienthalpie liquide de saturation (figure 8.3b), il ne peut donc
pas y avoir de production de vapeur d’apres ’équation 7.32. Le titre massique local
x, le taux de vide ag et le flux de masse de vapeur Jg,,, restent nuls et ne sont, par
conséquent, pas représentés ici.

La vitesse axiale de mélange (figure 8.2a) augmente dans le tube du fait de la
diminution de la masse volumique par échauffement (de ’ordre de 30 °C). On note que
l'ordre de grandeur de la vitesse radiale (107° m/s) calculée par le modéle (figure 8.2b)
est bien plus faible que celui de la vitesse axiale.

L’accord entre le profil de température liquide calculé pour la section de sortie
(figure 8.4a) et les données expérimentales est trés bon. On retrouve cependant une
légere surestimation des mesures de 'ordre de 0.5°C, résultat qui a déja été souligné
dans les chapitres 3 et 4. On rappellera a ce propos, que les mesures ne vérifient pas
exactement le bilan d’enthalpie 1D en sortie de conduite alors que le modéle le satisfait
avec une précision inférieure a 0.05%.

Sur la figure 8.4a, on a également tracé en vert le profil de température liquide
obtenu dans la premiére partie de cette étude avec le modéle établi. On constate que
malgré 'hypothéese d’écoulement établi avec des propriétés thermophysiques imposées
uniformes dans tout le tube, le profil calculé dans la premiére partie est quasi-identique
a celui calculé avec le modéle non-établi. Seul un écart de 0.7 °C est observé sur les
températures de paroi. Ce résultat en monophasique est un premier résultat important
qui sera discuté ultérieurement.

On a également tracé sur la figure 8.4b, les évolutions axiales des températures de
paroi (i) prédites par le modéle (ii) calculées a I'aide de la corrélation monophasique de
Gnielinski (1976) (iii) expérimentales. On observe un bon accord entre les prédictions

du modéle et celles de la corrélation (figure 8.4b). On observe également un léger effet
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d’établissement de la de paroi calculée par le modéle dans le tube a la
premiére position axiale située a environ 0.5 m de 'entrée. Ce phénoméne résulte du
développement de la couche limite thermique dans la premiére maille de calcul, associée
a une condition d’entrée imposée uniforme et égale a la température d’entrée?. On
note ensuite une évolution linéaire de la température de paroi avec la cote, ce qui est
un résultat classique en écoulement monophasique chauffé par un flux uniforme. On
observe également un bon accord avec les mesures, tout en notant que l'on retrouve
le changement de tendance du profil de température expérimental en sortie de tube
déja observée au chapitre 3 (section 3.4.1), les mesures s’écartant légérement du profil
calculé. Nous rappelons (chapitre 3) que l'origine de cette divergence reste inexpliquée.

Le gradient de pression dans le liquide (figure 8.5) est quasi-uniforme dans le tube
de l'ordre de -0.14 bar /m soit -0.5 bar sur ’ensemble de la conduite. L’évolution linéaire
du gradient traduit 'effet trés faible des pertes de pression par accélération. La perte
de pression résulte donc essentiellement des effets gravitaires et du frottement.

Enfin, on observe (figure 8.5b) une évolution similaire entre les contraintes calculées
par la corrélation de Friedel, de McAdams et celles calculées par le modéle qui restent
toutefois légérement inférieures a ces deux derniéres. La contrainte de frottement cal-

culée augmente en réponse a ’accélération du fluide par échauffement.

Contrainte dans le mélange % 10° Flux de chaleur dans le mélange
T T T T O T T T T

(Pa)
(W.n?)

tot
Tmrz
tot
e
&

-6

I I I I I I I I
0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01

FIGURE 8.1 — Essai C8G2P26W16Tel9.84. Evolution axiale des profils radiaux calculés. (a)
Contrainte totale dans le mélange. (b) Flux total de chaleur dans le mélange.

2. La condition initiale correspond & un profil de température d’entrée uniforme.
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FIGURE 8.2 — Essai C8G2P26W16Te19.84. Evolution axiale des profils radiaux calculés. (a) Vitesse
axiale du mélange, zone a cceur. (b) Vitesse radiale du mélange.
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FIGURE 8.3 — Essai C8G2P26W16Te19.84. Evolution axiale des profils radiaux calculés. (a) Titre
thermodynamique a 1’équilibre local. (b) Enthalpie du mélange.
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(calcul/expérience + modele établi). (b) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
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FIGURE 8.5 — Essai C8G2P26W16Tel19.84. (a) Evolution axiale du gradient de pression. (b) Evo-
lution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

Résultats restreints - Essai diphasique C8G2P26W16Te39.92 - X, = —0.31

Afin de ne pas surcharger le manuscrit, on présente maintenant une sélection des

résultats les plus intéressants.

Evolution axiale de Ty Profils de T, en sortie
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FIGURE 8.6 — Essai C8G2P26W16Te39.92. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/expérience/corrélations). (b) Profil de température liquide en sortie (calcul/expérience).

La température d’entrée est augmentée. On observe 'apparition de taux de vide
(figure 8.7a) dans le tube pour z > 2.5 m (cote axiale n° 5). C’est précisément a
cette cote que le titre thermodynamique local & ’équilibre devient positif et donc
que l'enthalpie du mélange devient supérieure a ’enthalpie de saturation du liquide
dans la zone pariétale amorcant ’apparition de taux de vide. Expérimentalement, on

observe a cette cote une stabilisation de la température de paroi (figure 8.6a) vers

la température d’ébullition prédite par la corrélation de Frost et Dzakowic (1967). On
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FIGURE 8.7 — Essai C8G2P26W16Te39.92. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide. (b)
Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

observe également un changement de tendance du profil de température de paroi calculé
par le modéle & cette cote, mais qui est nettement moins marqué que dans ’expérience.

La figure 8.6b compare le profil de température liquide calculé par le modéle au
profil mesuré en sortie de tube, on constate que ’accord reste bon a coeur mais que
I’écart entre les températures de paroi calculées et mesurées devient plus important
(=5 °C) que ’écart observé en monophasique (essai C8G2P26W16Te19.84).

Enfin, le modéle prédit également une augmentation du gradient axial de contrainte
pariétale (figure 8.7b), I'apparition de vapeur semblant entrainer une augmentation du

frottement pariétal.
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Résultats restreints - Essai diphasique C8 G2P26W16Te49.72 - X, = —0.19

102
100
98
96

~ |

90+
88
861
84t

82

FIGURE 8.8 — Essai C8G2P26W16Te49.72. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
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FIGURE 8.9 — Essai C8G2P26W16Te49.72. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide. (b)
Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

La température d’entrée étant plus élevée que pour I'essai précédent (49.72 °C contre
39.92 °C), toutes choses égales par ailleurs, ’ébullition se déclenche plus en amont dans
le tube pour z = 1.5 m (dés la troisiéme cote, figure 8.9a) contre 2.5 m pour 'essai
précédent. A cette position, on observe que la température de paroi expérimentale se
stabilise a la valeur de déclenchement de 1’ébullition prédite par la corrélation de Frost
et Dzakowic. Le modéle prédit lui aussi ce changement de tendance de la température
de paroi a cette cote, mais de fagon moins prononcée que pour l'expérience. L’accord
entre la température liquide calculée en sortie du tube par le modéle et les mesures est

bon & coeur, mais on retrouve une surestimation importante en paroi (figure 8.8a et b).
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Enfin, la contrainte pariétale (figure 8.9b) augmente de fagon plus marquée avec la
position que ce que prédit la corrélation monophasique de McAdams. L’augmentation
du gradient de contrainte calculé semble corrélée au changement de tendance de la
température de paroi et a I’apparition du taux de vide.

Pour estimer la contrainte & 1’aide de la corrélation de Friedel, il faut au préalable
estimer le titre massique de vapeur 4 la cote voulue (annexe A). Pour cela on utilise le
modele de Levy (Eq. 3.35). Pour cet essai, au titre thermodynamique de sortie encore
faible, le modeéle de Levy prédit un titre massique de vapeur nul dans tout le tube.
Pour un titre massique nul, la corrélation de Friedel tend alors vers la corrélation

monophasique de McAdams.

Résultats restreints - Essai diphasique C8G2P26W16Te61.5 - X, = —0.045

En augmentant encore la température d’entrée, la figure 8.11b montre que le titre
thermodynamique local devient supérieur a zéro en paroi dés la premiére cote (z=0.5 m).
Le taux de vide (figure 8.11a) apparait également dés la premiére position calculée. On
observe sur la figure 8.10b que le profil de température a coeur calculé reste comparable
aux mesures. En revanche, dans la zone de paroi, la surestimation des mesures dépasse
les 10 °C. On notera que cette surestimation, obtenue avec le modéle de Sato modifié,
est tout de méme moins importante que celle qui a été observée en testant le modeéle de
Sato original pour la diffusivité turbulente thermique (chapitre 4) et qui pouvait aller

jusqu’a plusieurs dizaines de degrés.
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FIGURE 8.10 — Essai C8G2P26W16Te61.5. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/expérience/corrélations). (b) Profil de température liquide en sortie (calcul/expérience).

La température de paroi calculée par le modéle (figure 8.10a) décroit en approchant

de la sortie du tube. Tout se passe comme si 'augmentation du taux de vide augmentait
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le transfert de chaleur et réduisait la température de paroi. Nous restons toutefois
prudents dans nos analyses car U'interprétation des bilans résolus par le modéle fait

intervenir plusieurs phénomeénes couplés et est donc trés complexe .
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FIGURE 8.11 — Essai C8G2P26W16Te61.5. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide. (b)
Evolution axiale du titre thermodynamique a 1’équilibre local.

Résultats restreints - Essai diphasique C30G2P26W16Te64.6 - X., = —0.014

On dispose, pour cette configuration d’essai, de mesures de taux de vide et de vitesse
gaz en sortie du tube. On observe que ’accord entre la vitesse du mélange calculée et

la vitesse de mélange déduite de la vitesse gaz mesurée? est bon (figure 8.12b).
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FIGURE 8.12 — Essai C30G2P26W16Te64.6. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/corrélations). (b) Evolution axiale du profil de vitesse axiale du mélange (calcul/expérience).

Le profil de température de paroi calculé par le modeéle (figure 8.12a) montre une

tendance a la stabilisation sur ’ensemble du tube.

3. Par la méthodologie présentée au paragraphe 4.1.2. La constante de proportionnalité K; (Eq.
4.2) est portée sur le graphique.
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FIGURE 8.13 — Essai C30G2P26W16Te64.6. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide (cal-
cul/expérience). (b) Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

On observe enfin que le modeéle sous-estime nettement le profil de taux de vide
expérimental (figure 8.13a). Comme le calcul du taux de vide dépend fortement du
temps de relaxation 6 qui régit le terme de production de vapeur I'¢. Une étude de

sensibilité du modéle a ce paramétre sera menée a la section suivante.

Résultats restreints - Essai diphasique C30G2P26W16Te66.59 - X., = 0.012

Pour cet essai, la figure 8.15b montre une transition de la contrainte calculée par
la corrélation de Friedel. Cette transition est liée au fait que pour la derniére position
axiale, le modeéle de Levy prédit un titre massique de vapeur différent de zéro (X =
0.03), ce qui conduit & une augmentation importante de la contrainte pariétale calculée

par la corrélation de Friedel.

Evolution axiale de Ty, Vitesse axiale du mélange

110k

1051

T, CODE =

)
& T,y FROST ET D. @
% ol : Ty GNIELINSKI E
= N
£
>

95,/\(

90

i i i i L i
05 1 15 2 25 3 35

FIGURE 8.14 — Essai C30G2P26W16Te66.59. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/corrélations). (b) Evolution axiale du profil de vitesse axiale du mélange (calcul/expérience).
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FIGURE 8.15 — Essai C30G2P26W16Te66.59. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide (cal-
cul/expérience). (b) Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

On observe, une stabilisation de la température pariétale (figure 8.14a) bien que
celle-ci soit toujours surestimée. Ceci constitue un résultat encourageant concernant la
capacité du modele a prédire la transition entre un écoulement monophasique et un
écoulement diphasique bouillant.

L’accord entre le profil de vitesse de mélange calculé par le modéle et le profil déduit
des mesures de vitesse gaz est toujours satisfaisant (figure 8.14b).

On note une sous-estimation du taux de vide (figure 8.15a) mais moins marquée que
pour l'essai précédent (C30G2P26W16Te64.6). Il semblerait que cela s’explique par le
fait que le temps de relaxation estimé pour cet essai (# = 0.85 s) soit plus faible que

pour 'essai précédent (§ = 2.85 s).

Résultats complets - Essai C8G2P26W16Te66.6 - X., = 0.022

Comme indiqué au début de cette section, on considére de facon plus détaillée cet es-
sai comme pour I’essai monophasique C8G2P14W16Te19.84 afin de montrer I’ensemble
des résultats obtenus pour un essai diphasique.

Cet essai correspond & des conditions proches de la saturation. On retrouve sur les
figures 8.16 a 8.21, I’ensemble des variables calculées par le modéle.

On notera que le flux radial de masse de vapeur (figure 8.17b) est négatif, toujours
orienté de la paroi oul la vapeur est créée vers le centre de I’écoulement. Il en est de
méme pour le flux de chaleur et la contrainte totale (figures 8.16a et 8.16b).

Le taux de vide augmente progressivement dans la conduite (figure 8.19b).

Sur la figure 8.19a, on a tracé les profils radiaux de titre thermodynamique a 1’équi-

libre local et de titre massique de vapeur en sortie de tube (cote n°7, z =3.485 m). On
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observe que dans la zone de proche paroi (r > 6.1072 m), le titre thermodynamique
a ’équilibre est positif et supérieur au titre massique de vapeur. Dans cette zone, le
systéme doit donc produire de la vapeur afin d’atteindre I'état d’équilibre au sens ther-
modynamique (Eq. 7.32). Dans la zone comprise entre 7 = 5.1072 m et 7 = 6.107% m,
le titre thermodynamique a 1’équilibre reste positif mais inférieur au titre massique de
vapeur, il y a donc condensation du surplus de vapeur afin de retourner vers ’état
d’équilibre diphasique. Enfin dans la zone r < 5.1073 m, le titre thermodynamique
devient négatif, le systéme tend vers un état d’équilibre monophasique en condensant
la vapeur. Le taux de production de vapeur est donc négatif (Eq. 7.33).

L’augmentation de la vitesse axiale dans le tube (figure 8.18a) est plus marquée
que pour le cas monophasique C8G2P26W16Tel19.84. Elle résulte de la diminution
de la masse volumique du fluide par échauffement mais surtout par la présence de
vapeur. L’ordre de grandeur de l'intensité de la vitesse radiale reste également trés
faible devant celui de la vitesse axiale confirmant que la convection dans 1’écoulement
est essentiellement axiale.

On constate de fagcon générale que la contrainte pariétale prédite par le modele est
inférieure a celle prédite par la corrélation de Friedel (figure 8.21b), pour laquelle le
titre massique est calculé & l'aide du modéle de Levy. Ce comportement du modéle
est lié a la structure de la résistance mécanique imposée en paroi par le modéle de
Sato original. Ce modéle impose une résistance mécanique monophasique importante
en paroi conditionnée par la diffusivité moléculaire v,. Le facteur d’amortissement et le
profil de diamétre de bulles dg(r) annulent la contribution turbulente dans cette zone,
limitant ainsi les échanges de quantité de mouvement et donc le frottement.

Enfin, en ce qui concerne les profils de température liquide en sortie, on observe
sur la figure 8.20b & cceur une stabilisation des mesures expérimentales a une valeur
inférieure a la température de saturation (T, = 86.83 °C). Le profil calculé par le
modéle ne reproduit pas cette tendance expérimentale et surestime nettement les me-
sures (écart de 1 & 6 °C a coeur). Deux raisons principales permettent d’expliquer ce
comportement :

— La premiére est liée a la structure du modéle de turbulence thermique? qui en
I’état, n’est pas capable de capturer la rupture de la pente observée expérimen-
talement & mesure que l'on se rapproche de la saturation. Ces commentaires
ont déja été formulés au chapitre 5 et ont conduit & proposer un modéle & deux

zones qui sera testé a la section suivante.

4. Nous rappelons que le modéle de turbulence thermique retenu est adapté du modéle initialement
proposé par Sato et Sekoguchi (1975) - modification de dg(r) et suppression de A(r).
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— La deuxiéme raison peut étre liée au couplage des grandeurs entre elles. La
surestimation de la température liquide peut provenir d’'une sous-estimation du

titre massique, ces deux grandeurs étant liées par la relation suivante :

=L hm - 'THG,sat

hy =

— (8.1)

Les tests de sensibilité réalisés au paragraphe suivant montrent que le titre

massique de vapeur dépend directement du temps de relaxation 6 estimé.
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FIGURE 8.16 — Essai C8G2P26W16Te66.6. Evolution axiale des profils radiaux calculés. (a)
Contrainte totale dans le mélange. (b) Flux total de chaleur dans le mélange.
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FIGURE 8.17 — Essai C8G2P26W16Te66.6. Evolution axiale des profils radiaux calculés. (a) Flux
de masse vapeur dans le mélange. (b) Vitesse radiale du mélange.
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FIGURE 8.18 — Essai C8G2P26W16Te66.6. Evolution axiale des profils radiaux calculés. (a) Vitesse
axiale du mélange. (b) Enthalpie du mélange.
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FIGURE 8.19 — Essai C8G2P26W16Te66.6. (a) Profils radiaux de titre massique et de titre thermo-
dynamique a I’équilibre en sortie de tube. (b) Evolution axiale du profil de taux de vide.
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FIGURE 8.20 — Essai C8G2P26W16Te66.6. (a) Profil de température liquide en sortie (cal-
cul/expérience). (b) Evolution axiale de la température de paroi (calcul/corrélations/expérience).
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FIGURE 8.21 — Essai C8G2P26W16Te66.6. (a) Evolution axiale du gradient de pression. (b) Evo-
lution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélations).

Résultats restreints - Essai diphasique C30G2P26W16Te70.59 - X., = 0.065

Pour ce dernier essai la température d’entrée est de 70.59 °C et ’écoulement est
saturé en sortie de tube. Des commentaires similaires a ceux formulés pour I’essai pré-
cédent peuvent étre faits, notamment concernant les écarts observés entre la contrainte
de frottement calculée par le modéle et celle calculée par la corrélation de Friedel
(figure 8.23b). L’accord entre le profil de vitesse de mélange calculé et celui déduit

des mesures de vitesse de gaz (figure 8.22b) est moins bon que pour les deux essais

8.5

T,(2) (Pa)

C30G2P26W16Te64.6 et C30G2P26W16Te66.6.
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FIGURE 8.22 — Essai C30G2P26W16Te70.59. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/corrélations). (b) Evolution axiale du profil de vitesse axiale du mélange (calcul/expérience).

Comme cela a déja été évoqué dans la premiére partie de cette étude, 'origine

de ces écarts sur la contrainte et sur la vitesse peut étre imputable au modéle de
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FIGURE 8.23 — Essai C30G2P26W16Te70.59. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide (cal-
cul/expérience). (b) Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

diffusivité turbulente mécanique de Sato et Sekoguchi (1975) mais en ’absence de
mesures détaillées de vitesse en proche paroi, cette question ne peut étre tranchée.
Enfin, la valeur moyenne du taux de vide prédite semble se rapprocher de celle

mesurée (figure 8.23a), bien que la forme du profil ne soit pas reproduite.

Le tableau 8.2 résume les résultats obtenus en sortie de conduite pour chacun des
essais qui vient d’étre analysé.

En comparant 1’enthalpie moyenne débitante du mélange calculée par le modeéle en
sortie avec celle déduite du bilan thermique 1D, on constate un écart relatif inférieur
a 0.05%.

L’écart entre la contrainte prédite en sortie et celle calculée par la corrélation de
Friedel est également satisfaisant (conforme aux observations de la premiére partie,
tout en demeurant inférieur & 25% qui est U'incertitude annoncée de la corrélation).

En revanche, la valeur maximale de taux de vide® calculée par le modéle est large-
ment sous-estimée.

Enfin, on note également une surestimation de la température de paroi, de 'ordre
de 10 °C en sortie. Une étude de sensibilité sera présentée au paragraphe suivant afin

de rechercher les raisons pouvant expliquer ce comportement.

5. Le maximum de taux de vide se situe au voisinage de la paroi chauffante.
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Cas Hm Hmle Tw Tw TW TW Umaz | Omaz
Modeéle. | Bilan Mod. | Frid. Mod. | Exp. Mod. | Exp.
(J/kg) | (J/kg) | (Pa) | (Pa) | (°C) | (°C) || 107* | 10~*
C8G2P14W16Tel9.84 || 246354 | 246395 || 5.47 2.99 || 7837 | 75.7 ~0 |-
C8G2P14W16e39.92 265907 | 265953 || 5.60 6.19 93.40 | 88.2 0.094 | -
C8G2P14W16Te49.72 276014 | 276053 || 5.85 6.32 97.59 | 88.8 0.351 | -
C8G2P14W16Te61.5 288732 | 288767 || 6.49 6.51 || 100.90 | 89.1 0.665 | -
C30G2P14W16Te64.6 291443 | 291463 || 7.07 6.89 96.47 | - 3.730 | 14
C30G2P14W16Te66.59 || 293697 | 293721 || 7.31 8.06 || 96.05 | - 8.670 | 21
C8G2P14W16Te66.6 294559 | 294586 || 7.00 8.85 96.31 | 89.1 || 12.000 | -
C30G2P14W16Te70.59 || 298250 | 298287 || 7.66 | 10.97 || 97.31 | - 20.000 | 33

TABLE 8.2 — Résultats du modéle en sortie de tube - G2P26W16. Enthalpie débitante du mélange,
contrainte de frottement pariétal, température de paroi et taux de vide maximum. Comparaison avec
le bilan 1D, la contrainte de Friedel, la température de paroi et le taux de vide mesuré.

Etude de sensibilité

On présente dans cette partie, les résultats d’une analyse de sensibilité aux para-
meétres principaux du modéle :
— le temps de relaxation 6,

— les échelles de turbulence c/l;, l/]; et u*.
Tests de sensibilité au temps de relaxation ¢

On choisit pour cette étude de raisonner sur l'essai C30G2P26W16Te66.59, qui
présente un titre thermodynamique a I’équilibre en sortie (X., = 0.012) proche de
lessai C8G2P26W16Te66.6 (X., = 0.022) et qui est détaillé a la section précédente .
On fait donc varier le temps de relaxation 6. Les résultats ” sont présentés sur les figures
8.24 et 8.25, ainsi que dans le tableau 8.3.

Par itérations successives, on ajuste le temps de relaxation 6 , de fagon a minimiser
I’écart quadratique moyen entre le profil de taux de vide calculé et celui mesuré. Pour
I'essai C30G2P26W16Te66.59, il faut ainsi réduire le temps de relaxation de 0.58 s a
0.11 s, les autres paramétres restant inchangeés.

On réalise également un deuxiéme test en imposant un temps de relaxation trés

grand (6 = 1000 s). Ce test constitue un cas limite pour lequel on devrait calculer un

6. On rappelle que 'essai C8G2P26W16Te66.6 ne comporte pas de mesures granulométriques. On
s’intéresse donc a un essai de la campagne C3000 trés proche en terme de conditions thermohydrau-
liques pour lequel le taux de vide et la vitesse gaz ont été mesurés.

7. Variables calculées en sortie de tube.
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écoulement monophasique surchauffé.

Cas 0 Tw Tw TW TW Umaz Omaz
Modéle | Friedel || Modéle | Exp. || Modéle Exp.
(s) (Pa) | (Pa) (°C) | (°C)
C30G2P26W16Te66.59 || 0.58 || 7.31 8.06 96.05 | - 8.67.1072 | 0.21
C30G2P26W16Te66.59 || 0.11 || 7.44 8.06 94.32 | - 0.24 0.21
C30G2P26W16Te66.59 || 1000 || 6.98 8.06 110.50 | - 7.7.107% | 0.21

TABLE 8.3 — Analyse de sensibilité au temps de relaxation @. Variables calculées en sortie de tube.

Lorsque 'on réduit le temps de relaxation de 0.58 a 0.11 s, on observe que la valeur
moyenne du taux de vide double en sortie de tube (figure 8.24a), on note également
que la température de paroi diminue de 2 & 4 °C sur I'ensemble de la conduite (figure
8.25b). On peut supposer que l'augmentation du taux de vide, notamment en paroi,
augmente la contribution turbulente due aux bulles €”, ce qui par conséquent augmente
le transfert de chaleur de la paroi vers le centre de I’écoulement et tend & diminuer la
température de paroi. L'impact de ce changement du temps de relaxation sur le profil de
température liquide & coeur est faible. Il est plus significatif sur le profil de vitesse axiale
(augmentation de 0.1 m/s en proche paroi). Pour une vitesse massique uniforme, cette
augmentation est liée a la chute de la masse volumique engendrée par I’augmentation
du taux de vide dans cette zone.
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FIGURE 8.24 — Sensibilité & 8 - C30G2P26W16Te66.59. Profils calculés en sortie en fonction de 6
imposé. (a) Taux de vide. (b) Vitesse axiale du mélange.

Pour un temps de relaxation imposé trés grand, on observe que le taux de vide
calculé est nul (figure 8.24a), le profil axial de température de paroi présente une

évolution linéaire caractéristique des profils monophasiques (figure 8.25b). On retrouve
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FIGURE 8.25 — Sensibilité a 6 - C30G2P26W16Te66.59. Profils calculés en fonction de 6 imposé.
(a) Température liquide en sortie. (b) Evolution axiale de la température de paroi.

une surestimation de la température de paroi de plus de 20 °C en sortie de tube, ce
qui avait été observée dans la premiére partie de ce travail en utilisant le modeéle de
diffusivité thermique turbulente original de Sato et Sekoguchi (1975) pour la diffusivité
turbulente thermique. La contribution turbulente due & la présence des bulles devient
nulle, imposant ainsi en paroi une résistance thermique importante d’origine purement
moléculaire. Comme le temps de retour a 1’équilibre thermodynamique est trés grand
devant le temps de transit® du fluide dans le tube, le liquide reste surchauffé et la
production de vapeur ne s’amorce pas. En revanche, si on fait tendre le temps de
relaxation vers zéro pour un essai au titre thermodynamique local positif partout dans
la conduite, on doit observer par construction du modele HRM, un aplatissement des
profils de température liquide vers la température de saturation qui constitue I'état
d’équilibre du fluide. La robustesse du code numérique mis en ceuvre ne permettant
pas de réduire a zéro le temps de relaxation du modéle, cette tendance a simplement pu
étre vérifiée en diminuant progressivement le temps de relaxation autant que possible.

En conclusion, on constate que le temps de relaxation influence directe-
ment et essentiellement le profil de taux de vide par le biais du terme de
production de vapeur I'g. Ce taux de vide conditionne ensuite le transfert
turbulent et impacte donc le calcul de la température de paroi. Une dimi-
nution du temps de relaxation § augmente donc le taux de vide et tend a
diminuer la température de paroi. Le profil de température liquide a coeur

apparait en revanche peu dépendant de ce paramétre.

8. Le temps de transit du fluide dans le tube est le temps que met une particule de fluide & traverser
tout le tube. On a tipqnsit ~ %%)2’ Ol tiransit €st le temps de transit, L la longueur du tube et (V;,,.)2
la vitesse axiale moyenne du fluide.
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Tests de sensibilité aux échelles turbulentes diphasiques c/lg et (/]]\3

Compte tenu du réle symétrique joué par 3; et (/]\B dans l'expression de €., retenue
dans le modéle de Sato modifié (systéme de fermeture 7.58), on réalisera I’étude de
sensibilité sur le seul parameétre c/l; .

On a réalisé un test sur 'essai C8G2P26W16Te61.5 qui présente un titre thermo-
dynamique a I'équilibre relativement faible (X., = —0.045) ainsi que sur un essai au
titre thermodynamique important C8G2P26W16Te70.59 (X,, = 0.069).

Pour I'essai C8G2P26W16Te61.5 on fait uniquement varier le diamétre moyen des
bulles. On I'augmente arbitrairement d'un facteur 4 (de 147 pm a 600 pm). Les résultats
calculés en sortie de tube sont rassemblés dans le tableau 8.4 et présentés sur les figures
8.26 et 8.27.

On observe que la modification de ce paramétre a un impact trés faible sur les profils
de taux de vide, de vitesse gaz, de température liquide a coeur et sur la contrainte de

frottement pariétal. Seule la température de paroi semble affectée.

C as C/Z; Tw Tw TW TW Xmax Omax
Modele | Friedel || Modeéle | Exp. || Modéle Exp.
(pm) || (Pa) | (Pa) ("C) | (C)
C8G2P26W16Te61.5 || 147 6.49 6.51 100.90 | 89.1 || 6.65.1073 | -
C8G2P26W16Te61.5 || 600 6.51 6.51 96.30 | 89.1 | 6.11.1073 | -

TABLE 8.4 — Résultats du test de sensibilité a la valeur du diamétre de bulles sur c/l; en sortie de
tube - C8G2P26W16Te61.5.
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FIGURE 8.26 — Essai C8G2P26W16Te61.50. Profils en sortie obtenus en fonction de dp. (a) Taux
de vide. (b) Vitesse axiale.
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FIGURE 8.27 — Essai C8G2P26W16Te61.50. Profils obtenus en fonction de dp. (a) Température
liquide en sortie. (b) Evolution axiale de la température de paroi (calculs/expérience).

La figure 8.27b montre 1’évolution axiale de la température de paroi pour cet essai,
selon la valeur du diamétre moyen de bulles retenu. On observe qu'une multiplication
de a; par 4 entraine une diminution de la température de paroi de 'ordre de 4°C.

Tout se passe comme si une augmentation du diamétre de bulles améliore le transfert
de chaleur de la paroi vers le centre de ’écoulement en augmentant la contribution du
transfert turbulent.

Pour I'essai C30G2P26W16Te70.59, bien que le titre thermodynamique et le taux de
vide soient supérieurs a ceux de I'essai C8G2P26W16Te61.50, on observe que I'impact
de l'augmentation de 1’échelle turbulente c/l; (facteur 4) sur le profil de taux de vide,
de vitesse du mélange et de température liquide a coeur est quasi-négligeable (figures
8.28a, b et 8.29a). La seule variable impactée est la température de paroi (figure 8.29b)

qui chute dans tout le tube d’environ 3 a 4 °C.

ag sensibilité a dg Vi, sensibilité a dg
T T T T T T T T

‘‘‘‘‘ C30Te70.59 d,=321 um
03r | C30Te70.59 d,=1200 p m
C30Te70.59 0,5 EXP

Vinz (M/s)

‘‘‘‘‘ C30Te70.59 ;=321 pm
*%[ | __ C30Te70.59 ;=1200 p m

; H ; ; ~ i ; ; i i ; ; H i
1 2 3 4 5 6 7 8 9 0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006 0.007 0.008 0.009 0.01
r(m) x10° r(m)

(a) (b)

FIGURE 8.28 — Essai C30G2P26W16Te70.59. Profils obetnus en sortie en fonction de dp. (a) Taux
de vide. (b) Vitesse axiale.
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—

Cas 0 @ dB TW TW

Modéle | Exp.
(s) | (m/s) (pm) || °C) | (*C)
C30G2P26W16Te70.59 | 0.50 | 4.40.102 321 | 97.31 -
C30G2P26W16Te70.59 | 0.50 | 4.40.1072 | 1200 || 94.80 -

TABLE 8.5 — Résultats du test de sensibilité a la valeur du diamétre de bulles sur dg en sortie de
tube - C30G2P26W16Te70.59.
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FIGURE 8.29 — Essai C30G2P26W16Te70.59. Profils obetnus en fonction de dp. (a) Température
liquide en sortie. (b) Evolution axiale de la température de paroi.

En conclusion, on observe que les échelles turbulentes diphasiques in-
fluent en priorité sur le calcul de la température de paroi. Une augmenta-
tion de dp (ou [/]\B) entraine une réduction de la température de paroi car la

diffusivité thermique croit avec ces échelles dans la modélisation adoptée.
Tests de sensibilité a 1’échelle turbulente monophasique u*

Un test de sensibilité a également été réalisé vis-a-vis de 1’échelle de vitesse de frot-
tement u*, terme qui apparait dans les expressions de la composante due au cisaillement
de la diffusivité turbulente ¢’ et du facteur d’amortissement A(r) de Van Driest (1956).

Nous rappelons (section 7.1.4) que cette échelle est évaluée a chaque cote axiale,

a partir de la corrélation de McAdams (1954), les propriétés thermophysiques et de
transport étant calculées pour ’enthalpie moyenne® du liquide & la cote considérée.

On s’intéresse dans un premier temps a 1’essai monophasique C8G2P26W16Te19.84.

La figure 8.30 présente les températures de paroi calculées pour différentes valeurs de

9. Enthalpie moyennée sur la section.
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la vitesse de frottement monophasique u* :

— vitesse de frottement u* uniforme et égale a sa valeur a I’entrée du tube

u* = 6.7.1072 m/s (pour comparaison, u* = 7.1072 m/s en sortie de tube),

— vitesse de frottement u* uniforme et égale a une valeur arbitrairement fixée a

u* = 5.7.1072 m/s (cette variation correspond a diviser par un facteur 1.5 la

contrainte pariétale associé a u* = 6.7.1072 m/s).

On a également porté sur cette figure les températures de paroi mesurées ainsi que

les résultats fournis par la corrélation de Gnielinski (

Ty sensibilité u*

1976).
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FIGURE 8.30 — Essai monophasique C30G2P26W16Te19.84. Evolution axiale de la température de
paroi dans le tube en fonction de la vitesse de frottement imposée u* (calcul/corrélation/expérience).
(a) Comparaison a la température moyenne du liquide évaluée par bilan 1D. (b) Températures de
paroi.

On observe que l'accord entre le calcul et les mesures est meilleur lorsque 1’on prend
en compte ’évolution de la vitesse de frottement u* avec les propriétés de transport
(courbe bleu cyan). Ce résultat souligne I'importance et la nécessité de tenir compte
de I’évolution des propriétés physiques du fluide dans le tube.

On note également qu’'une variation relative d’environ 10% de cette échelle conduit
a une surestimation de la température de la paroi pouvant aller jusqu’a 10°C. Il s’avére
donc qu’en écoulement monophasique, ce parameétre est trés sensible sur la détermina-
tion de la température de paroi.

On réalise une étude similaire pour 'essai C8G2P26W16Te61.5 (Xeq—sortie = —0.045)
qui correspond a un essai bouillant. Les figures 8.31 et 8.32 présentent les résultats
obtenus pour différentes valeurs de la vitesse de frottement monophasique u* :

— vitesse de frottement u* uniforme et égale a sa valeur a I'entrée du tube

u* =7.3.107% m/s (pour comparaison, u* = 8.1072 m/s en sortie de tube),

— vitesse de frottement u* uniforme et égale a une valeur arbitrairement fixée a
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u* = 9.3.1072 m/s (cette variation correspond a multiplier par un facteur 1.5 la

contrainte pariétale associé a u* = 7.3.1072 m/s).
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FIGURE 8.31 — Essai C8G2P26W16Te61.50. Profils obtenus en sortie de tube en fonction de u*. (a)
Taux de vide. (b) Vitesse axiale.
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FIGURE 8.32 — Essai C8G2P26W16Te61.50. Profils obtenus en fonction de u*. (a) Température
liquide en sortie. (b) Evolution axiale de la température de paroi.

On observe que les profils de vitesse de mélange, de température liquide a coeur et
de taux de vide semblent peu influencés par ce paramétre.

La température de paroi reste le paramétre le plus sensible a la vitesse de frotte-
ment u* (figure 8.32b). On constate cependant, que cette sensibilité est moindre qu’en
écoulement monophasique. Ce comportement s’explique en diphasique par la prépon-

0

dérance du terme &7, devant le terme!® /., dans la loi de diffusivité thermique en

zone de proche paroi réduisant ainsi 'impact de u*.

10. Dans lequel intervient u*.
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Un complément d’analyse concernant le role et I'importance des différentes contri-
butions de la diffusivité turbulente en thermique et en mécanique sera présenté a la
section suivante pour mieux en comprendre les roles respectifs.

En conclusion, il s’avére que le calcul de la température de paroi est
trés sensible au calcul de I’échelle caractéristique de vitesse de frottement
u*. Cette sensibilité est plus importante pour un écoulement monophasique
qu’un écoulement diphasique car dans ce premier cas, la contribution tur-
bulente liquide ¢ est prépondérante dans la loi de diffusivité turbulente
thermique.

On retiendra que, comme pour les échelles turbulentes diphasiques, une
augmentation de la vitesse de frottement conduit & une diminution de la
température de paroi et qu’une prise en compte de 1’évolution de cette
échelle en fonction des propriétés thermophysiques est préférable pour un

calcul correct de la température pariétale.
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Complément d’analyse sur les profils de diffusivités turbulentes

Nous avons tracé sur les figures 8.33 et 8.34, les différentes contributions des diffusi-
vités turbulentes thermiques et mécaniques pour I’essai monophasique C8G2P26W16Te19.84
et 'essai diphasique C8G2P26W16Te66.6 déja largement détaillé dans ce chapitre.

On rappelle 'expression de la composante monophasique des diffusivités turbulentes

de quantité de mouvement et d’enthalpie :

e (1) = el (r) = {1 —exp {— (RB;LT)U*HQ%M {1 . (%ﬂ {1 + 2(%)2} (8.2)

Ainsi que les expressions de la composante diphasique des diffusivités turbulentes

de quantité de mouvement et d’enthalpie, €/,, et €/, respectivement données par :

R-— dp(r) ~
pour la quantité de mouvement  £},; = ksag(r)|1 —exp ! r)u* 2(r) Ug,
BVL 2
C/l\ —~
pour l'enthalpie erp = kQCkg(T)?BUB :

(8.3)
ot dp(r) est la distribution de taille de bulles donnée par Sato et Sadatomi (1981) (Eq.
2.91).

Essai monophasique C8G2P26W16Te19.8/

Pour I’essai monophasique C8G2P26W16Te19.84, la contribution de la diffusivité
turbulente due & la présence des bulles est nulle car le taux de vide est nul. On a donc
uniquement tracé sur la figure 8.33a la conductivité turbulente thermique dans le liquide
(Eq. 8.2 multipliée par prc,1), en fonction de la distance a la paroi adimensionnalisée y*
(Eq. 2.86) en sortie de tube, ainsi que la valeur de la conductivité thermique moléculaire
du liquide '* \; en sortie de tube.

La figure 8.33b est un agrandissement de la figure 8.33a focalisé sur la zone de
proche proche paroi. On remarque que pour une distance supérieure & 10 pm de la paroi
(y* = 6), le terme c,prelr, devient supérieur a la conductivité thermique moléculaire

liquide (A ~ 6.1072 W.m 1. K™!). Tl n’est donc pas surprenant qu'une modification

11. La conductivité thermique du liquide est calculée & la température moyenne du liquide évaluée
par bilan thermique 1D.
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de la valeur de I’échelle turbulente u* dans ce terme ait une influence sensible sur la
température liquide dans cette zone et donc, qu’elle impacte directement la température

calculée en paroi .

Conductivité turbulentes thermique en sortie Conductivité turbulentes thermique en sortie
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FIGURE 8.33 — Essai monophasique C8G2P26W16Te19.84. (a) Profils de conductivités turbulentes
et moléculaires dans le liquide - (prcpre’ et Ar). (b) Zone de proche paroi.

FEssai diphasique C8G2P26W16Te66.6

On a tracé sur la figure 8.34a les composantes monophasiques et diphasiques de dif-
fusivité turbulente de quantité de mouvement et la diffusivité moléculaire. On constate,
que méme pour cet essai bouillant (¢, > 0) , la contribution de la diffusivité turbu-
lente dans le liquide reste prépondérante devant la contribution turbulente due a la
présence des bulles sur I’ensemble de la conduite. Pour cette derniére, on observe net-
tement le raccordement brutal a zéro a 20 um de la paroi (y* = 20) imposé par le
profil de diamétre de bulles dg(r).

On observe également que les deux contributions de la diffusivité turbulente tendent
vers zéro dans la zone de proche paroi & cause du facteur d’amortissement et de la loi
de raccordement du diamétre. Il semble donc cohérent qu’une modification des échelles
turbulentes monophasiques ou diphasiques impacte peu le profil de vitesse dans cette
zone ainsi que la contrainte pariétale qui sont finalement pilotées uniquement par la
diffusivité moléculaire.

Pour la thermique (figure 8.34b), on remarque que la contribution turbulente prc,e7
est prépondérante devant le terme turbulent d’origine monophasique et la conductivité
moléculaire dans la zone de proche paroi (y* < 30). Il semble donc également cohé-
rent que les échelles é;, [/];3 ainsi que le profil radial de taux de vide impactent la

température de paroi.
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Conductivité turbulentes thermique en sortie

Diffusivités turbulentes mécanique en sortie
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FIGURE 8.34 — Essai diphasique C8G2P26W16Te66.6. (a) Profils de diffusivités mécaniques tur-
bulentes et moléculaires - (¢}, €4, et vr). (b) Profils de conductivités thermiques turbulentes et

moléculaires - (prcprehsr, PLCpLEN L €6 AL).

8.1.2 Série d’essais G2P14W16
Cette série présente des caractéristiques semblables a celles de la série précédente en
flux et vitesse massique mais pour une pression plus faible (14 bar). On ne présentera

que deux essais pour lesquels le titre thermodynamique a 1’équilibre est important en

sortie de tube 12 :
— Dessai C8G2P14W16Te33.37 (Xey—sortie = 0.0014),

— essai C30G2P14W16Te41.15 (Xey—sortie = 0.0854).
Pour le premier essai retenu C8G2P14W16Te33.37 on constatera que les résultats

de la confrontation du modéle aux données seront sensiblement similaires pour cette
pression plus faible (14 bar) a ceux obtenus pour la série précédente G2P26W16 a
26 bar. Cet essai sera ensuite analysé avec le modéle de turbulence thermique a deux
zones dans la section suivante, afin de comparer directement les deux modéles 3.

Le deuxiéme essai retenu présente quant a lui, un profil de taux de vide expérimental

avec un maximum au centre de la conduite. Nous montrerons certaines limites du

modéle et notamment son incapacité a reproduire ce type de profil.

12. Une série de tests a également été réalisée pour cette série d’essais a des titres plus faibles. Des
résultats similaires & ceux obtenus pour la série d’essais & 26 bar ont été obtenus et ne seront donc

pas présentés ici.
13. Le modéle thermique a une zone de Sato modifié et le modeéle thermique & deux zones
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Préliminaires

Les paramétres d’entrée du modéle sont rassemblés dans le tableau 8.10.

Cas Xeq—sortz'e 7 dp Up XLevy <aG>2,so7'tie

(s) | (pm) | (m/s)

C8G2P14W16Te33.37 | 0.0014 0.64 | 315 7.29.107% | 1.85.1072 | 0.21
C30G2P14W16Te41.15 | 0.0854 0.47 | 607 | 2.45.107% | 8.90.1072 | 0.57

TABLE 8.6 — Série G2P14W16. Titre thermodynamique & 1’équilibre en sortie. Paramétres d’entrée
du modéle estimés de fagon corrélative.

Résultats

Le tableau 8.7 rassemble les résultats fournis par le modeéle pour ces deux essais.
On observe que le bilan thermique 1D est toujours satisfait avec une bonne précision
(inférieure & 0.05%).

Cas H m H, m—1D Tw Tw TW TW Amaz Omaz
Modéle | Bilan Modéle | Frid. || Modéle | Exp. || Modéle | Exp.
(J/kg) | (J/kg) || (Pa) (Pa) || (°C) (°C)

C8G2P14 258630 | 258650 || 6.94 6.68 || 67.10 62 0.11 -
W16Te33.37

C30G2P14 268389 | 268406 || 7.41 16.59 || 74.40 - 0.45 0.62
W16Te41.15

TABLE 8.7 — Résultats du modéle en sortie de tube - G2P14W16.

Résultats restreints - Essai diphasique C8G2P14W16Te33.37 - X, = 0.0014

Dans le tableau 8.7, on constate que 1’écart relatif entre la contrainte pariétale pré-
dite par Friedel et celle calculée par le modéle est bon (écart de 4%) et la surestimation
de la température de paroi est de 5°C.

Les profils des grandeurs d’intérét associés a cet essai sont présentés sur les figures
8.35 et 8.36. On observe (figure 8.36a) 'apparition de taux de vide dés la premiére
position axiale de calcul associée a une stabilisation de la température de paroi dans
tout le tube similaire a la tendance expérimentale mais avec une surestimation de ’ordre

de 5 °C. La forme du profil de température liquide mesuré et notamment 1’évolution
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du gradient dans la zone de proche paroi n’est pas capturée par le modéle qui, outre
la surestimation globale des mesures, présente une forme trop incurvée (figure 8.35b).

Des résultats de calculs présentant des tendances similaires ont déja été observés
pour des essais de méme titre thermodynamique de sortie mais a 26 bar.

Le modéle semble donc peu sensible aux conditions de pression imposées.

Evolution axiale de Ty, Profils de T|_en sortie
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FIGURE 8.35 — Essai C8G2P14W16Te33.37. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/corrélations). (b) Profil de température liquide en sortie (calcul/expérience).

Taux de vide Ty
0.12 T T T 7 } . . . . .
““““ coted —=— 1, CODE A
0.1 cote2 8 —— 1,, MCADAMS /
/
-~ coted —o— 1, FRIEDEL y
008l | —cote4 .l
= = =cote5 =
s ool | cote6 o
cote7 =
=
0.04f - ol
0.02F e o
cant? o
i o
o : 55 ! I I I I I
0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0 0.5 1 15 2 25 3 3.5
r(m z (m)
(a) (b)

FIGURE 8.36 — Essai C8G2P14W16Te33.37. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide . (b)
Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

Résultats restreints - Essai diphasique C30G2P14W16Te41.15 - X, = 0.0854

Pour 'essai C30G2P14W16Te41.15 dont le titre thermodynamique a I’équilibre de-
vient significatif (X., = 0.0854), les résultats prédits par le modéle sont qualitativement

et quantitativement moins bons (figures 8.37 et 8.38).
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Evolution axiale de Ty, Vitesse axiale du mélange
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FIGURE 8.37 — Essai C8G2P14W16Te41.15. (a) Evolution axiale de la température de paroi (cal-
cul/corrélations). (b) Evolution du profil de vitesse axiale (calcul/expérience).
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FIGURE 8.38 — Essai C8G2P14W16Te41.15. (a) Evolution axiale des profils de taux de vide (cal-
cul/expérience). (b) Evolution axiale de la contrainte pariétale (calcul/corrélation).

Premiérement, on observe que 1’accord entre la contrainte prédite par le modeéle et
celle prédite par la corrélation de Friedel se dégrade nettement (écart relatif >50%,
tableau 8.7 ). La corrélation prédit une augmentation significative du frottement avec
laugmentation du taux de vide moyen qui n’est pas reproduite par le modéle (figure
8.38b).

Deuxiémement, on observe (tableau 8.7 et figure 8.37a) que la température de paroi
calculée par le modeéle augmente significativement de fagon linéaire a partir de la cote
4 (z =2 m), aprés un plateau caractéristique de 1’ébullition. Ce comportement n’est a
ce jour pas expliqué.

On observe également sur la figure 8.38a, que le modeéle prédit un maximum de
taux de vide a la paroi alors qu’expérimentalement, ce maximum se situe au centre de

la conduite.
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Enfin, on note un écart entre le profil de vitesse de mélange calculé par le modéle et
celui déduit des mesures de vitesse gaz pouvant atteindre 1 m/s sur la figure 8.37b. Cet
écart s’explique par le fait que le taux de vide calculé par le modéle est trés inférieur a
celui mesuré. La masse volumique du mélange calculée par le modéle étant surestimée,
la conservation de la vitesse massique impose donc de calculer une vitesse de mélange

beaucoup plus faible.

8.1.3 Conclusions sur le modéle 2D avec la fermeture turbu-

lente de Sato modifiée

Les résultats précédents ont montré que le modéle était capable de prédire a la
fois qualitativement et quantitativement le développement d’un écoulement convectif
bouillant. Ce modéle ne nécessite, comme données d’entrée, que les paramétres de
controle de 'expérience simulée.
La comparaison entre les résultats du modéle et les données expérimentales dé-
montre notamment la capacité du modéle a correctement prédire ’apparition de I’ébul-
lition, ainsi qu’a reproduire les allures des profils de température liquide, de vitesse de
mélange ou encore de taux de vide.
Ce modéle présente en revanche quelques limitations.
Ainsi, il ne peut prédire un changement de concavité du profil de taux de vide
comme cela est observé expérimentalement pour plusieurs essais a titre thermody-
namique important (C30G2P14W16Te41.14, etc.). Pour ces essais, le modéle prédit
une température de paroi trés supérieure a la température de saturation (10 - 15°C).
L’analyse des équations du modéle n’a pas permis de proposer une explication simple
pour justifier ce comportement. Enfin, ’accord entre le profil de température liquide
et les données expérimentales se dégrade systématiquement avec l'augmentation du
titre thermodynamique. La température liquide est surestimée & coeur, mais surtout
au voisinage de la paroi. Par ailleurs, la forme du profil n’est pas correctement prédite.
Plusieurs raisons nous semble pouvoir expliquer ce comportement :
— une sous-estimation du titre massique de vapeur (Eq. 8.1) qui peut-étre due a
une mauvaise estimation du temps de relaxation 6,

— un modele de turbulence thermique inadapté, notamment au voisinage de la
paroi chauffante. Ce résultat, déja observé dans le cas du modéle quasi-établi,
nous a poussé a développer un modéle a deux zones dont la mise en ceuvre va

faire 'objet du paragraphe suivant.

14. Maximum situé au centre de la conduite.
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8.2 Application du modéle de turbulence & deux zones

Dans cette partie, on va s’intéresser au modéle de diffusivité turbulente thermique
a deux zones proposé dans le chapitre 5. On s’attachera en particulier a comparer les
résultats obtenus a l'aide de ce modéle, aux résultats obtenus a 'aide du modéle de
diffusivité turbulente a une zone présenté précédemment.

On présentera également les résultats obtenus a partir des essais TESS en compa-
rant les deux modeles de turbulence thermique. Une étude de sensibilité a 6, puis a
I’épaisseur de la zone thermique pariétale ep montrera que les résultats de la campagne
TESS permettent un ajustement de tous les paramétres du modeéle de turbulence.

Enfin une comparaison des résultats obtenus a ’aide du modéle a deux zones dans
le cadre non-établi avec les résultats obtenus a I’aide du modéle établi issus du chapitre

5 sera présentée.

8.2.1 Campagne C800
Préliminaires

Le modéle de diffusivité thermique testé dans cette section a été présenté au cha-
pitre 5. La détermination des différents parameétres du modeéle est détaillée au cha-
pitre 7. Le tableau 8.8 rassemble les parameétres d’entrée du modéle pour les deux
essais de la campagne C800 qui ont été analysés précédemment :

— (C8G2P26W16Te66.6 - haute pression,

— (C8G2P14W16Te33.37 - basse pression.

On a précisé le titre thermodynamique & 1’équilibre en sortie de tube, le temps de
relaxation 6 estimé par ’équation 7.42, la vitesse de dérive estimée a ’aide la corrélation
d’Tshii (1977) (Eq. 2.89) ainsi que le diamétre de bulles estimé par la corrélation d’Unal
(1976) (Eq. 5.16).

—~

C/Z; U/; XLevy <aG>2 ep = dB
8) | (pm) | (m/s) (pm)

Cas Xeq—sortie

C8G2P26W16Te66.6 | 0.0220 1{235 |5910720.040 | 0.19 | 235

Ol Ol D

5
| C8G2P14W16Te33.37 | 0.0014 [ 0.64 [ 315 [ 7.3.107% [ 0.018 [ 0.21 [ 315

TABLE 8.8 — Paramétres d’entrée du modéle & deux zones estimés de facon corrélative. Campagne
C800.
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Le calcul de ces paramétres implique la détermination préalable du titre massique
de vapeur en sortie X,,.4e & 'aide du modeéle de Levy (1967) (Eq. 5.15) et du taux
de vide moyen en sortie & 1’aide du modéle homogéne équilibré mécaniquement (Eq.
5.15). On retrouve enfin 'épaisseur de la zone pariétale ep = R — Ry, délimitant les
deux zones du modéle de diffusivité turbulente. Cette épaisseur est imposée égale a
I’épaisseur du diameétre des bulles au détachement estimé & l'aide de la corrélation
d’Unal (1976) (Eq. 5.16), comme préconisé dans le chapitre 5.

Résultats

Le tableau 8.9 présente les résultats obtenus pour ces deux essais avec respective-
ment le modéle a une zone et deux zones.
On observe que tous parameétres égaux par ailleurs, 'utilisation du modéle a deux

zones entraine une diminution de la température de paroi en sortie d’environ 3°C.

Cas Modéle H, H,_1ip | Tw Tow Tw Tw oz
Modéle | Bilan | Modéle | Frid. | Modéle | Exp. | Exp.
(J/kg) | (J/kg) | (Pa) | (Pa) | (°C) | (°C)

C8G2P26 1 ZONE | 294559 | 294586 | 7.00 8.85 196.31 | &89.1 | 0.12
W16Te66.6 | 0 =0.51s

" 2 ZONES | 294558 | 294586 | 6.94 8.85 | 93.25 |&9.1 | 0.09
0 =0.51s

C8G2P14 1 ZONE | 258630 | 258650 | 6.94 6.68 | 67.10 | 62.0 | 0.11
W16Te33.37 | 0 = 0.64 s

" 2 ZONES | 258583 | 258650 | 6.78 6.68 | 64.40 | 62.0 | 0.07
f=0.64s

TABLE 8.9 — Résultats du modéle en sortie de tube - Comparaison des modéles & 1 et 2 zones.

La contrainte pariétale est trés peu impactée par le modeéle de turbulence thermique.
Celle ci reste, pour les deux modéles, proche de la contrainte prédite par la corrélation
de Friedel. Ce résultat n’est pas surprenant car le modéle de diffusivité turbulente de
quantité de mouvement, utilisé reste le méme dans les deux cas (modéle thermique de
Sato modifié et modéle thermique a deux zones).

Sur la figure 8.39a, on a comparé pour 'essai C8G2P26W16Te66.6, les profils de
température liquide prédits par le modéle en sortie de tube pour les deux modéles
thermiques. On observe que malgré une surestimation globale des mesures, la forme du

profil expérimental est mieux prédite avec le modeéle a deux zones qu’avec le modéle a
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une zone, notamment le gradient de température liquide au voisinage de la paroi. Ce
résultat avait déja observé avec le modeéle établi dans la premiére partie de cette étude.

Les figures 8.40a et 8.40b comparent les profils de taux de vide et de vitesse de
mélange en sortie de conduite calculés par les deux modéles de diffusivité turbulente
thermique (une zone et deux zones). On a également tracé le profil axial de la tempé-
rature de paroi dans la conduite (figure 8.39b). Ces figures confirment les observations
résumées dans la tableau 8.9 a savoir :

— le modéle a deux zones donne une meilleure prédiction du profil de température

liquide et de la température de paroi,
— le modéle de turbulence thermique impacte peu les profils de taux de vide et de

vitesse de mélange, ainsi que la contrainte.
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FIGURE 8.39 — Essai C8G2P26W16Te66.6. Comparaison des profils obtenus en fonction du mo-
déle de turbulence thermique. (a) Température liquide en sortie de tube. (b) Evolution axiale de la
température de paroi.
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FIGURE 8.40 — Essai C8G2P26W16Te66.6. Comparaison des profils obtenus en sortie en fonction
du modéle de turbulence thermique. (a) Taux de vide. (b) Vitesse axiale.
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Les figures 8.41 et 8.42 (essai C8G2P14W16Te33.37) conduisent a des résultats
semblables confirmant que I'influence de la pression est un paramétre secondaire sur
les comportements physiques du modéle.

On retrouve pour le modeéle & deux zones, un profil de température liquide mieux
prédit (figure 8.41a) et une température de paroi plus faible (figure 8.41b) qu’avec le
modele & une zone.

Les profils de vitesse axiale et de taux de vide sont faiblement impactés par le

modéle de diffusivité turbulente thermique (figures 8.42a et b).
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FIGURE 8.41 — Essai C8G2P26W16Te33.37. Comparaison des profils obtenus en fonction du mo-
déle de turbulence thermique. (a) Température liquide en sortie de tube. (b) Evolution axiale de la
température de paroi.
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FIGURE 8.42 — Essai C8G2P26W16Te33.37. Comparaison des profils obtenus en sortie en fonction
du modele de turbulence thermique. (a) Taux de vide. (b) Vitesse axiale.
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8.2.2 Campagne TESS

Cette campagne va permettre de comparer les résultats du modéle de diffusivité
thermique turbulente & deux zones, pour un méme essai, a la fois 4 des mesures de
taux de vide, de vitesse gaz mais aussi de température liquide.

On a retenu trois essais :

— un essai a forte vitesse massique et forte pression TG3P28W12Te74.28,

— un essai a faible vitesse massique et faible pression qui présente un profil de

vitesse singulier avec un maximum en proche paroi TG0.5P14W1Te49.24,

— un essai proche des conditions de crise d’ébullition avec un taux de vide trés

important en paroi TG3P14W30Te29.22.

Pour chacun de ces essais on va dans un premier temps, tester le modéle non établi
avec la diffusivité turbulente thermique a une zone puis a deux zones. On réalisera une
analyse de sensibilité au temps de relaxation 6 & partir du modéle & deux zones afin de
montrer qu’'un ajustement de ce paramétre sur les données est possible.

Dans un deuxiéme temps, un test de sensibilité & I’épaisseur de la zone de paroi ep
sera effectué.

Enfin, dans une derniére étape, on cherchera a quantifier les apports du modéle non-
établi par rapport au modeéle établi, en comparant les résultats obtenus avec chacune

de ces deux approches.

Préliminaires

Le tableau 8.10 rassemble les paramétres d’entrée nécessaires au modeéle pour les

trois essais de la campagne TESS analysés :

C/i]; (/]; XLe'uy <Oég>2 <Vm2>2 ep =

(pm) | (m/s) (m/s) | (pm)

Cas Xeq—sortie

—

dp

0
(s
TG3P28W12Te74.28 | —8.7.1073 | 1.79 | 203 0.076 | 0.010 | 0.05 3.26 203

)

7
| TG0.5P14W1Te49.24 | —1.7.107% [ 0.98 [ 330 | 0.080 | 0.013 | 0.16 | 0.60 | 330
| TG3P14W30Te29.22 | —1.5.107% [ 0.72 [ 403 | 0.060 | 0.027 | 0.28 | 3.48 | 403

TABLE 8.10 — Paramétres d’entrée du modéle de turbulence & deux zones estimés de facon corréla-
tive. Campagne TESS.
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Résultats
Essai TG3P28W12Te74.28

Le tableau 8.11 présente les résultats obtenus pour 'essai TG3P28W12Te74.28 avec
le modeéle a une zone, puis a deux zones pour lequel une étude de sensibilité au temps

de relaxation a été conduite.

(J/kg) | (J/kg) | (Pa) | (Pa) | (°C) | (°C)

Cas Modeéle H, H,_1p | 7w Tw Tw Tw Omaz | Cmax
Modéle | Bilan | Mod. | Fri. Mod. | F. et D. | Mod. | Exp.

0=179s

Te74.28 | 1 ZONE | 325605 | 325609 | 12.52 | 13.90 | 90.32 | 84.04 0.012 | 0.052

0=179s

Te74.28 | 2 ZONES | 325656 | 325609 | 12.50 | 13.90 | 89.09 | 84.04 0.011 | 0.052

f=0.1s

Te74.28 | 2 ZONES | 325637 | 325609 | 12.66 | 13.90 | 85.51 | 84.04 0.070 | 0.052

TABLE 8.11 — Essai TG3P28W12Te74.28. Résultats en sortie de tube - Comparaison des modéles
a 1 et 2 zones.

Cet essai présente un faible titre thermodynamique a I’équilibre en sortie de tube.
La comparaison entre les résultats fournis par le modéle a une zone et ceux fournis par
le modéle & deux zones & temps de relation imposé, montre des différences faibles sur
les profils de taux de vide, de vitesse, de température a coeur ou encore sur la valeur de
la contrainte prédite. Seule la température de paroi diminue de 1.3°C avec 1'utilisation
du modéle a deux zones.

Ce résultat s’explique par la faible valeur du taux de vide calculé qui rend la contri-
bution turbulente diphasique thermique £/, négligeable dans les deux cas. Pour cet
essai, les deux modéles sont donc quasi-équivalents.

On réduit maintenant le temps de relaxation de fagon & ajuster le profil de taux de
vide calculé par le modeéle sur celui mesuré. Le manque de robustesse de la résolution
numérique empéchant la convergence du résultat pour une réduction trop importante
du temps de relaxation, nous préférons montrer des calculs dont la convergence est
garantie mais pour lesquels ’accord entre le taux de vide calculé et celui mesuré n’est
pas optimal.

Le calcul montre cependant qu’il faut diviser le temps de relaxation par un facteur
environ égal & 20 pour ajuster correctement le profil de taux de vide. Dans ces condi-
tions, la température de paroi prédite par le modele surestime alors la température de

paroi prédite par Frost et Dzakowic (1967) d’a peine 3 °C .
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Sur les figures 8.43 et 8.44, on peut comparer les résultats des 3 configurations
décrites dans le tableau 8.11 pour les profils de taux de vide, vitesse axiale du mélange,

de température liquide en sortie ainsi que I’évolution de la température de paroi.
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FIGURE 8.43 — Essai TG3P28W12Te74.28. Comparaison des profils obtenus en fonction du mo-
dele de turbulence thermique. Test de sensibilité a 6. (a) Température liquide en sortie de tube. (b)
Evolution axiale de la température de paroi.
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FIGURE 8.44 — Essai TG3P28W12Te74.28. Comparaison des profils obtenus en sortie en fonction
du modele de turbulence thermique. Test de sensibilité a 6. (a) Vitesse axiale. (b) Taux de vide.

On remarque que le profil de vitesse de mélange (figure 8.44a) ainsi que le profil
de température liquide & coeur (figure 8.43a) sont indépendants d’une modification du

modeéle de turbulence ou encore du temps de relaxation.

Essai TG0.5P14W1Te49.24

Cet essai, déja présenté dans ce mémoire au chapitre 4, correspond a une vitesse
massique faible (G=500 kg.m~2.s7!). Le profil de vitesse de gaz présente un maximum

proche de la paroi dont la position radiale correspond a celle du maximum de taux de
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vide. Le tableau 8.12 présente les résultats obtenus pour cet essai avec le modéle a une

zone, puis a deux zones pour lequel on analysera la sensibilité au temps de relaxation.

Cas Modéle H,, H,._1p | Tw Tw Tw Tw Omaz | Cmax
Modeéle | Bilan | Mod. | Fri. | Mod. | F. et D. | Mod. | Exp.
(J/kg) | (J/kg) | (Pa) | (Pa) | (°C) | (°C)
Ted49.24 | 1 ZONE | 277972 | 278054 | 1.00 | 0.66 | 58.23 | 56.02 0.100 | 0.12
0 =0.98s
Ted9.24 | 2 ZONES | 278009 | 278054 | 0.90 | 0.66 | 56.94 | 56.02 0.074 | 0.12
0 =0.98s
Te49.24 | 2 ZONES | 277995 | 278054 | 1.15 | 0.66 | 55.96 | 56.02 0.143 | 0.12
f=02s

TABLE 8.12 — TG0.5P14W1Te49.24. Résultats en sortie de tube - Comparaison des modéles & 1 et

2 zones.

Les commentaires généraux que l’on peut formuler sont semblables & ceux corres-
pondant & lessai précédent (TG3P28W12Te74.28). Le taux de vide est, dans ce cas,

plus important. Le poids de la contribution diphasique de la diffusivité turbulente ther-

mique impacte donc plus distinctement le profil de température liquide (figure 8.45a)

lorsque 'on passe du modéle a une zone au modéle & deux zones. On note également

qu’une diminution du temps de relaxation (de 0.98 & 0.2 s) augmente le taux de vide, et

modifie la forme du profil de vitesse en déplacant le maximum du centre vers une zone

en proche paroi (figure 8.46a). L’augmentation du taux de vide dans le modeéle aug-

mente localement la contribution des effets de flottabilité entrainant une accélération

locale du mélange.
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FIGURE 8.45 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. Comparaison des profils obtenus en fonction du mo-
déle de turbulence thermique. Test de sensibilité a 6. (a) Température liquide en sortie de tube. (b)
Evolution axiale de la température de paroi.
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FIGURE 8.46 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. Comparaison des profils obtenus en sortie en fonction
du modele de turbulence thermique. Test de sensibilité a 6. (a) Vitesse axiale. (b) Taux de vide.

Essai TG3P14W30Te29.22

On consideére enfin 'essai TG3P14W30Te29.22. Cet essai présente un taux de vide
en paroi trés élevé (g = 0.8). Le tableau 8.13 ainsi que les figures 8.47 et 8.48 pré-
sentent les résultats obtenus pour cet essai avec le modeéle a une zone puis & deux zones
pour lequel un test de sensibilité au temps de relaxation a été réalisé.

Sur la figure 8.47a, on a comparé les profils de température liquide prédits par le
modéle en sortie de tube pour chacun des modeéles de turbulence thermique. On observe
que le modéle a deux zones améliore la prédiction du profil de température liquide et
abaisse la valeur de la température de paroi dans la conduire (figure 8.47b) jusqu’a 4°C

par rapport a la valeur calculée avec le modéle & une zone.

Cas Modéle Hm Hm—lD Tw Tw TW TW

(J/kg) | (J/kg) | (Pa) | (Pa) | (°C) | (°C)

&max amaz

Modeéle | Bilan Mod. | Fri. Mod. | F. et D. | Mod. | Exp.

0=0.72s

Te29.22 | 1 ZONE | 278075 | 278090 | 11.65 | 11.97 | 68.89 | 59.75 0.170 | 0.78

0=0.72s

Te29.22 | 2 ZONES | 278087 | 278090 | 11.48 | 11.97 | 64.79 | 59.75 0.086 | 0.78

0 =0.45s

Te29.22 | 2 ZONES | 278069 | 278090 | 11.56 | 11.97 | 63.48 | 59.75 0.120 | 0.78

TABLE 8.13 — TG3P14W30Te29.22. Résultats en sortie de tube - Comparaison des modéles a 1 et
2 zones.

Enfin, les figures 8.48a et 8.48b comparent pour les 3 configurations du tableau 8.13,

les profils de taux de vide et de vitesse de mélange calculés aux mesures. On notera
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FIGURE 8.47 — Essai TG3P14W30Te29.22. Comparaison des profils obtenus en fonction du mo-
déle de turbulence thermique. Test de sensibilité a 6. (a) Température liquide en sortie de tube. (b)
Evolution axiale de la température de paroi.
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FIGURE 8.48 — Essai TG3P14W30Te29.22. Comparaison des profils obtenus en sortie en fonction
du modele de turbulence thermique. Test de sensibilité a 6. (a) Taux de vide. (b) Vitesse axiale.

que pour cet essai, le taux de vide prédit par le modéle est bien inférieur aux mesures.
Cette sous-estimation du taux de vide a pour effet d’entrainer une surestimation de
la masse volumique. La vitesse massique du fluide étant imposée dans la conduite, le
profil de vitesse de mélange calculé se trouve par conséquent sous-estimé par rapport
aux mesures (0.5 m/s, figure 8.48b).

La réduction du temps de relaxation pour ajuster le profil de taux vide calculé sur
les mesures étant encore contrainte par la robustesse de la résolution numérique, on
ne peut atteindre des valeurs taux de vide aussi importantes que celles mesurées par
I’expérience.

Nous retiendrons cependant qu’un ajustement du paramétre de temps
de relaxation thermodynamique 6 du modéle sur les profils de taux de vide

expérimentaux reste théoriquement possible mais passe par une optimisa-
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tion de la méthode de codage numérique. L’optimisation systématique de
ce paramétre a partir des données de la banque DEBORA permettrait a
terme d’en améliorer la prédiction. Les tests de sensibilité a ce paramétre
réalisés avec les deux modéles de diffusivité turbulente thermique ont par
ailleurs montré qu’il avait finalement un impact modéré sur le profil de
vitesse axiale, la contrainte pariétale et le profil de température liquide a

coeeur.

Tests de sensibilité a ’épaisseur de la zone thermique ep

Un test de sensibilité du modéle a 1’épaisseur de la zone thermique ep a été réalisé
sur 'essai TG0.5P28W12Te49.24 de la campagne TESS.

Essai TG0.5P28W12Te49.24

Pour cet essai, on fait varier I’épaisseur de la zone thermique de 200 pym & 1500 pm.

Les résultats obtenus en sortie de tube sont présentés dans le tableau 8.14.

On observe que 'influence de ce paramétre est faible sur la contrainte de paroi qui
passe de 1.17 Pa a 1.06 Pa.

Cas Modéle H, H,_ip | 7w Tw Tw Tw Omaz | Cmax
Modeéle | Bilan Mod. | Fri. | Mod. | F. et D. | Mod. | Exp.
(J/kg) | (J/kg) | (Pa) | (Pa) | (°C) | (°C)
Ted9.24 | 2 ZONES | 277960 | 278054 | 1.17 | 0.66 | 56.69 | 56.02 0.15 | 0.12
ep = 1500
Ted49.24 | 2 ZONES | 277972 | 278054 | 1.14 | 0.66 | 56.58 | 56.02 0.14 | 0.12
ep = 1000
Ted9.24 | 2 ZONES | 277995 | 278054 | 1.06 | 0.66 | 55.90 | 56.02 0.11 | 0.12
ep = 200

TABLE &8.14 — Essai TG0.5P28W12Te49.24. Résultats du modéle en sortie de tube - Sensibilité a
Ep.

Sur la figure 8.49a, on compare les profils de température liquide obtenus en sortie
de tube pour les trois valeurs de ep. On observe que la forme du profil & coeur n’est pas
modifiée. Si on élargit la zone de proche paroi (figure 8.49b), on observe que la position
de la rupture de la pente du profil de température liquide change et peut directement
étre associée a I’épaisseur de la zone thermique ep imposée qui marque la frontiére

entre les deux modéles de turbulence thermique.
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FIGURE 8.49 — Essai TG0.5P28W12Te49.24. (a) Profil de température liquide en sortie de tube en
fonction de I’épaisseur de la zone thermique ep. (b) Zone de proche paroi, ’épaisseur ep est notée en
micromeétres.
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FIGURE 8.50 — Essai TG0.5P28W12Te49.24. Tests de sensibilté & ep. Profils obtenus en sortie. (a)
Taux de vide. (b) Vitesse axiale.

On notera que I'impact de 1’épaisseur ep sur la température de paroi est cepen-
dant faible, une réduction de 1’épaisseur de la zone de 1500 pm a 200 pum entrainant
seulement une baisse de la température de paroi de 0.8°C.

Enfin, on notera sur la figure 8.50 que les profils de taux de vide et de vitesse axiale
du mélange sont peu sensibles a ce parameétre.

Ces constations ne révélent pas d’incohérence avec les résultats déja obtenus dans
le cadre du développement du modéle thermique & deux zones pour le modéle établi
(chapitre 5).

On retiendra donc que I’épaisseur de la zone pariétale imposée dans le

modéle de turbulence a deux zones influence essentiellement la position a

laquelle le gradient de température liquide évolue brutalement. Il a déja

270



été précisé dans la premiére partie de cette étude que a ’heure actuelle, le
manque de résolution spatiale des mesures réalisées sur DEBORA, notam-
ment en proche paroi, ne permettent pas de déterminer avec suffisamment
de précision la valeur de ce paramétre.

Il nous parait cependant important de rappeler que malgré cela, la cam-
pagne d’essais de type TESS (mesures colocalisées de tous les paramétres
d’intérét) permet théoriquement !° d’ajuster tous les paramétres du modéle
non-établi & savoir :

— le modéle de diffusivité turbulente mécanique a partir du profil de

vitesse,

— le modéle de diffusivité turbulente thermique a partir du profil de

température liquide (position R et échelles caractéristiques de diffu-
sivité dans chaque zone),

— le temps de relaxation 6 a partir du profil de taux de vide.

15. Avec un code plus robuste.
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8.2.3 Comparaison des modéles établis et non-établis

Pour finir cette étude, nous avons comparé les résultats obtenus avec le modéle
établi avec ceux obtenus avec le modéle non-établi afin de juger de 'intérét de prendre
en compte I'établissement de 1’écoulement.

Nous avons donc comparé les résultats obtenus pour les trois essais de la campagne
TESS décrits a la section précédente avec le modeéle non-établi (diffusivité thermique
turbulente & deux zones) aux résultats obtenus avec le modele établi (méme diffusivité
turbulente thermique).

Sur les figures 8.51a a 8.53a, on peut comparer pour chaque essai, les profils de
température liquide obtenus en sortie de tube. Pour le modéle non-établi, le profil de
taux de vide est calculé par le modéle alors que le modéle établi nécessite comme donnée
d’entrée, le profil de taux de vide expérimental, (figures 8.51b a 8.53b). C’est pourquoi,
la configuration qui a finalement été retenue pour le modéle non-établi est celle qui
s’approche le plus possible du profil de taux de vide expérimental. On a pour cela
essayer d’ajuster le temps de relaxation afin de calculer le profil de taux de vide calculé
sur le profil mesuré. Le manque de robustesse de notre code ne nous a malheureusement
pas permis d’y arriver.

On constate que pour les deux premiers essais, les profils de température liquide
obtenus sont assez similaires et on observe notamment, un bon accord entre les tem-

pératures de paroi calculées par les deux modéles (tableau 8.15).

Essai Tw Tw
Modeéle établi | non-établi
(*C) (*C)
TG3P28W12Te74.28 | 85.33 85.31
TGO0.5P14W1Te49.24 | 55.96 55.88
TG3P14W30Te29.22 | 63.48 58.96
TABLE 8.15 — Comparaisons des températures de paroi calculées & l'aide des deux modéles

établi/non-établi.

En revanche, pour l'essai TG3P14W30Te29.22, on observe des différences impor-
tantes entre les profils ainsi que sur la détermination de la température de paroi. Cepen-
dant, pour ce cas les profils de taux de vide associés étant tellement différents (figure
8.53b), il est impossible de dire si les différences constatées sur la température liquide

sont imputables aux modéles ou aux profils de taux de vide imposés associés.
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FIGURE 8.51 — Essai TG3P28W12Te74.28. (a) Comparaison des profils de température liquide
calculés en sortie avec les modéles établis et non-établis. (b) Profils de taux de vide associés.

Profils de T, en sortie Profils de o en sortie
56. T T T T T T T T T 0.16 T T T T T T T T T
- - - T CODE 2 ZONES NON ETABLI 6=0.2 — g CODE NON ETABLI 2 ZONES 6=0.1
ol T, CODE 2 ZONES ETABLI 1 014 o g CODE ETABLI 2 ZONES 1

sl T,,=82.11°C ]
o T_DEBORA ]
551 1
8 545+ 1
< i
- saf 4
5351 b

o
600000°

000000

1 I 1 1 . . . . N 1 ; ; ; ; . ;
0 0001 0002 0003 0004 0005 0006 0007 0008 0009 001 0 0001 0002 0003 0004 0005 0006 0007 0008 0009 0.01
r(m) r(m)

(a) (b)

FIGURE 8.52 — Essai TG0.5P14W1Te49.24. (a) Comparaison des profils de température liquide
calculés en sortie avec les modeles établis et non-établis. (b) Profils de taux de vide associés.
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FIGURE 8.53 — Essai TG3P14W30Te29.22. (a) Comparaison des profils de température liquide
calculés en sortie avec les modeles établis et non-établis. (b) Profils de taux de vide associés.
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Afin de s’affranchir de ce doute, nous avons réalisé une derniére série de tests pour
laquelle les profils de taux de vide calculés en sortie de tube par le modéle non-établi
sont imposés comme donnée d’entrée dans le modeéle établi. La figure 8.54 compare
les profils de température liquide en sortie de tube, associés & un méme profil de taux
de vide pour le modéle établi et pour le modéle non-établi pour les deux essais TESS
TG3P28W12TE74.28 et TG0.5P28W12Te49.24 . On peut alors constater que 1’accord
entre les deux profils de température liquide est amélioré et peut-étre considéré comme
satisfaisant au regard des différentes hypothéses que ces deux modéles impliquent (pro-
priétés physiques variables dans un cas, non prise en compte des termes de convection

radiale dans l'autre, etc.)
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FIGURE 8.54 — Comparaison des profils de température liquide calculés en sortie avec les modéles
établis et non-établis avec le méme profil de taux de vide (calculé par le modeéle non-établi). (a)
TG3P28W12TE74.28. (b) TG0.5P28W12Te49.24.

8.2.4 Conclusions sur le modéle 2D avec la fermeture turbu-

lente a 2 zones

Concernant les résultats obtenus avec le modéle de diffusivité turbulente thermique
a deux zones, les principales conclusions sont :

& Les profils de température liquide et de température de paroi calculés avec ce
modele sont qualitativement meilleurs que ceux calculés avec le modéle & une
zone au regard des données expérimentales. En effet, ce modéle est capable
de reproduire la rupture de la pente du profil de température liquide observée
expérimentalement entre la zone & cceur et la zone de proche paroi, ce qui n’était
pas le cas du modéle a une zone. La température de paroi reste cependant

surestimée par rapport aux données expérimentales, la valeur calculée par ce
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modéle étant toutefois inférieure de 1 a 3°C a celle calculée avec le modéle a une
zone.

¢ La production de vapeur étant principalement influencée par le temps de relaxa-
tion et la diffusivité turbulente de quantité de mouvement, I'ajout du modeéle &
deux zones impacte peu le profil de taux de vide par rapport a I'utilisation du
modéle & une zone de Sato modifié.

& L’étude de sensibilité a 1’épaisseur de la zone thermique pariétale ep a montré
que ce parameétre conditionnait la forme du profil de température liquide et
imposait la position de rupture de la pente. Cependant, son influence sur la

température de paroi, le profil de taux de vide et de vitesse reste faible.

8.3 Conclusions sur le modéle 2D axi-symétrique non-

établi

On a développé un modéle de calcul bi-dimensionnel permettant de décrire le dé-
veloppement d'un écoulement bouillant en conduite axi-symétrique. Ce modéle repose
sur une description locale des équations de bilan du mélange (4 équations) avec prise
en compte des déséquilibres thermodynamiques par le biais d'un modéle de relaxation.
Les hypothéses nécessaires a I’établissement de ce modéle ont été présentées et discu-
tées dans les chapitres 2 et 7. Pour étre résolu, ce systéme d’équations a nécessité de
fournir des relations de fermeture pour :

: A tot
— la contrainte totale du mélange 7,7,

tot
mr?

— le flux transporté dans le mélange ¢

— le flux de masse de vapeur dans le mélange Jg,,,

— le taux de production de vapeur I's.

Le taux de production de vapeur a été modélisé a 'aide d’'un modéele local de re-
laxation thermodynamique. Les termes turbulents dans la contrainte totale, le flux de
chaleur et le flux de masse de vapeur dans le mélange ont été fermés a l'aide d’ex-
pressions spécifiques pour les diffusivités turbulentes de quantité de mouvement et
d’enthalpie. En ce qui concerne la quantité de mouvement, le modéle original de Sato
et Sekoguchi (1975) a été utilisé. En revanche pour 'enthalpie deux modéles ont été
testés :

— un premier modéle inspiré du modéle de Sato et Sekoguchi (1975), mais dans

lequel la relation décrivant le profil radial de taille de bulles a été remplacée par

une constante (diamétre moyen), et le facteur d’amortissement de Van Driest
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(1956) supprimé,

— un second modeéle original (décrit au chapitre 5) reposant sur une description
en deux zones de la structure thermique turbulente de ’écoulement.

Les résultats fournis par ce modéle bi-dimensionnel non-établi, se sont révélés satis-
faisants et ont démontré sa capacité a prédire, du point de vue qualitatif mais également
quantitatif dans un certain nombre de configurations, le développement d’un écoule-
ment diphasique bouillant en conditions REP.

Les points notables suivants sont a souligner :

— bien que développé pour la description des écoulements diphasiques, le modéle

dégénere naturellement pour traiter la partie monophasique de I’écoulement.
La comparaison entre les profils de température liquide mesurés sur les essais
DEBORA et ceux calculés par le modéle est trés bonne, les écarts observés étant
de l'ordre des incertitudes de mesures. Le modéle prédit également une évolution
linéaire de la température de paroi avec la cote axiale,

— le modéle permet également de déterminer avec une bonne précision la position
d’apparition de I’ébullition (ONB). En outre, il prédit également la stabilisation
de la température de paroi au deld de ce point,

— du point de vue mécanique, les profils de vitesse de mélange calculés ne pré-
sentent pas d’incohérence avec les profils mesurés quelles que soient les allures
de ces profils (maximum de vitesse au centre de la conduite ou au voisinage de
la paroi). La contrainte de cisaillement a la paroi calculée est, de fagon générale,
en bon accord avec les corrélations de frottement pariétal de McAdams (1954)
pour la partie monophasique et de Friedel (1979) pour la partie diphasique,

— du point de vue thermique, I'utilisation d’un modéle de diffusivité thermique
turbulente & deux zones s’est révélée pertinente ( par rapport & un modéle & une

zone) bien que perfectible.

Néanmoins, il reste de nombreux points a améliorer :

— le modéle n’est aujourd’hui pas en capacité de prédire des profils de taux de vide
pour lesquels le maximum ne se situe pas a la paroi. Par conséquent, ’accord
entre les calculs et 'expérience se dégrade systématiquement avec ’augmenta-
tion du titre thermodynamique.

— le modéle sous-estime de fagon systématique la quantité de vapeur produite, ce
qui implique une surestimation de la température liquide et par conséquent de
la température de paroi,

— enfin, on note également que pour des titres thermodynamiques élevés, la tempé-
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rature de paroi augmente brutalement bien que les conditions d’essais ne soient
a priort pas proches de la crise d’ébullition. L’origine de ce comportement reste
a ce jour inexpliquée.

Des études de sensibilité aux différents paramétres du modéle ont été réalisées.

Elles ont montré que le choix du temps de relaxation conditionne directement le
taux de vide ag et dans une moindre mesure la température de paroi (par le biais de
la diffusivité thermique turbulente). Les échelles caractéristiques turbulentes (C/Z; , Ug
et u*) jouent quasi-exclusivement sur la détermination de la température de paroi. Si
les deux premiéres sont influentes uniquement en écoulement diphasique, la vitesse de
frottement s’avére également sensible en écoulement monophasique.

L’épaisseur ep (modeéle de turbulence & deux zones) semble ne jouer de role que sur
I’allure générale du profil de température liquide et parait n’avoir que peu d’influence
sur la valeur de cette température ou encore celle de paroi.

Nous retiendrons enfin, que malgré les améliorations que ce modéle
non-établi apporte, comme de s’affranchir de toutes données expérimen-
tales pour prédire de facon autonome le développement d’un écoulement
bouillant dans une conduite et ’apparition de I’ébullition nucléée, les ré-
sultats obtenus sont trés semblables aux résultats obtenus dans le cadre
du modéle établi. Cette constatation permet de valider un certain nombre
d’hypothéses formulées dans le cadre du modéle établi comme la prépon-
dérance des termes de convection axiale devant les termes de convection
radiale. Ces résultats permettent également de conclure que la prise en

compte de I’établissement de I’écoulement n’est, en premiére approche, pas

nécessaire dans ’optique de ’amélioration de la modélisation des transferts

thermiques en écoulement bouillant.
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Chapitre 9

Conclusions de I’étude et perspectives

Conclusions de I’étude

L’objectif de cette étude consistait & mettre au point un modéle simple permettant
d’identifier les paramétres clés, dont la prise en compte s’avére nécessaire pour décrire
la structure d’'un écoulement bouillant en conditions REP.

Une stratégie en deux étapes a été proposée et mise en ceuvre.

Dans une premiére partie, un modéle de mélange bi-dimensionnel en régime
stationnaire, spatialement établi a été proposé pour des géométries axi-symétriques.
Ce modéle repose sur la résolution des équations de bilan de masse, de quantité de
mouvement et d’enthalpie pour le mélange dans le cadre de I'hypothése de couche
limite. Ces équations font intervenir la contrainte et le flux de chaleur turbulents dans
le mélange. Ces termes ont été modélisés avec une hypothése de viscosité turbulente.

Nous avons tout d’abord, utilisé le modéle de diffusivité turbulente de Sato et
Sekoguchi (1975) qui suppose que la turbulence en écoulement diphasique résulte sim-
plement de I'addition des effets liés a la turbulence de cisaillement monophasique et
des effets liés a la présence de vapeur. Les résultats du modéle ont été confrontés aux
résultats expérimentaux de la banque de données DEBORA en terme de profil de vi-
tesse de mélange et de profil de température liquide, en écoulements monophasiques et
diphasiques.

Du point de vue mécanique, les résultats du modéle quasi-établi n’ont pas révélé
d’incohérence apparente par rapport aux données expérimentales, quelle que soit la
gamme thermohydraulique étudiée et notamment & basse vitesse massique. On observe
toutefois pour les essais en conditions proches de la crise d’ébullition, une divergence

entre la contrainte pariétale calculée par le modeéle et celle calculée par la corrélation
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de Friedel (1979). On ne peut aujourd’hui pas expliquer si ce comportement est lié
a un manque de validité de la corrélation ou s’il constitue un élément précurseur de
I’apparition de la crise d’ébullition.

En revanche, du point de vue thermique, ce modéle en I'état, n’est pas capable de
correctement calculer en écoulement bouillant les profils de température liquide ainsi
que la température de paroi qui est largement surestimée. Nous avons pu montrer que
ces différences étaient principalement liées & la structure de la diffusivité turbulente de
Sato et Sekoguchi (1975) qui impose une résistance thermique dans la zone de proche
paroi trop importante. Par ailleurs, ce travail a également montré que 'analogie de
Prandtl ne s’appliquait sans doute pas en écoulements bouillants. Enfin, ces travaux
ont mis en évidence que la réponse thermique de I’écoulement était sensiblement in-
dépendante de son comportement mécanique, permettant ainsi de découpler ces deux
aspects.

Ces conclusions nous ont logiquement conduit & proposer un nouveau modéle de
diffusivité thermique turbulente a deux zones spécifiquement adapté aux écoulements
bouillants.

Dans un deuxiéme temps, les tests réalisés avec ce nouveau modéle de diffusivité
thermique ont confirmé l'intérét et le potentiel de cette approche, méme si de nom-
breuses pistes d’amélioration demeurent ouvertes, concernant notamment la détermina-
tion de I'épaisseur de la zone pariétale ep qui apparait comme un parameétre important
du modéle.

L’utilisation de ce modéle & deux zones pour déterminer les profils de vitesse de
mélange a par ailleurs confirmé nos interrogations sur la pertinence de ’analogie de
Prandtl et nous a conforté dans notre idée de conserver le modeéle de Sato et Sekoguchi
(1975) original pour les aspects liés au bilan de quantité de mouvement.

La seconde partie de cette étude a concerné le développement d’'un modéle
bi-dimensionnel non-établi en régime stationnaire pour des géométries cylindriques.
Dans la continuité de ce qui a été fait dans la premiére partie de ce travail, le modéle
repose toujours sur la résolution des équations locales de bilan de masse, de quantité de
mouvement et d’enthalpie pour le mélange auxquelles est adjointe 1’équation locale
de bilan de masse pour la phase vapeur. Cette équation fait apparaitre le terme de
taux de production de vapeur aux interfaces qui a été fermé a l’aide d'un modele de
relaxation thermodynamique.

Le modéle non établi présente en outre 'avantage de calculer toutes les grandeurs
qui lui sont nécessaires. Il n’a donc pas besoin d’étre renseigné en données expérimen-

tales contrairement au modéle établi.
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Ce modeéle a ensuite été confronté aux résultats expérimentaux de la banque de
données DEBORA pour des conditions déja testées dans le cadre du modéle établi. Les
résultats obtenus confirment les conclusions énoncées dans la premiére partie de cette
étude, en particulier (i) il n’y a pas d’incohérence avec l'expérience d’un point de vue
mécanique en utilisant le modéle de Sato et Sekoguchi (1975) dans sa formulation ori-
ginale, (ii) la nécessité d’utiliser un modéle a deux zones pour la diffusivité turbulente
thermique, (iii) notre remise en cause de l'utilisation de I’analogie de Prandtl en écou-
lement bouillant et (iv) la capacité des modéles de mélange, éventuellement établis, &
rendre compte des observations expérimentales dans nos gammes de fonctionnement.

Nous rappelons également que ce modéle s’est révélé capable de correctement pré-
dire lapparition de I’ébullition (ONB), sans recourir & un modeéle spécifique de début
d’ébullition.

Perspectives de I’étude

Trois axes nous semblent se dégager quant aux perspectives qui s’ouvrent a l’issue
de ce travail :

— un axe numérique,

— un axe expérimental,

— un axe de modélisation.

Concernant ’axe numérique, un travail devra étre mené sur I'optimisation de la
méthode de résolution en terme de robustesse, comme par exemple ’amélioration de
la méthode de tir utilisée (Newton-Raphson) et qui permettrait de raffiner le maillage
axial pour améliorer par exemple, la prédiction de la position d’apparition de 1’ébulli-
tion. Notons qu’'un travail conséquent a également été consacré dans cette étude a la
mise au point d’'un modéle instationnaire. Ce travail n’a pas été présenté ici, les temps
de calculs du modéle mis en ceuvre en diphasique étant trop importants (plusieurs se-
maines) pour permettre une analyse plus poussée. Cependant, les résultats de calculs
obtenus en monophasique et en instationnaire ont conduit & des résultats comparables
a ceux obtenus avec le modeéle stationnaire établi confirmant, selon nous, l'inutilité a
court terme d’une analyse du régime transitoire d’établissement.

En ce qui concerne ’axe expérimental, I’étude a montré que les données expé-
rimentales existantes présentaient quelques manques, qui rendent l'interprétation des
résultats du modéle difficile :

¢ cohérence des bilans 1D non garantie,

¢ mesures d’intérét non simultanées et non colocalisées,
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> mesures de certains paramétres manquants comme par exemple la température

de paroi.

Il nous semble donc essentiel d’insister sur la nécessité de réaliser de nouveaux essais
tenant compte de ces trois aspects.

Ainsi, ces nouveaux essais devront premiérement, mettre ’accent sur la précision
des mesures et la maitrise des incertitudes associées afin de garantir la cohérence des
données. Il devront deuxiémement permettre le regroupement des mesures d’intérét
sur une méme campagne. Enfin, ils devront comporter des nouvelles mesures. En effet,
I’analyse des profils de vitesse de mélange a mis en évidence un comportement de la
contrainte pariétale 7,, divergent par rapport a celui de la corrélation de Friedel (1979)
pour des écoulements proches de la crise d’ébullition. Il conviendra donc de mesurer ce
paramétre afin de déterminer si ce changement de comportement est lié a la proximité
du flux critique. Si ce dernier aspect est important, il nous semble en revanche priori-
taire, au regard de 1’objectif initial de compréhension de la crise d’ébullition, d’étudier
la structure thermique de 1’écoulement. Les aspects liés au comportement hydrodyna-
mique nous semblent secondaires devant les phénomeénes thermiques qui apparaissent
quasi-découplés des phénoménes mécaniques.

Nous recommandons donc, en priorité, la réalisation de nouveaux essais, dans des
conditions thermohydrauliques semblables & celles de la banque de données DEBORA,
en géométrie cylindrique dans lesquels seraient, a minima, mesurés :

— les conditions aux limites de Uinstallation (T.uree; Tsortie; Ps, ™ et W) avec des

incertitudes maitrisées,

— le profil de taux de vide, de vitesse gaz et de température liquide, ces mesures

devant étre simultanées et colocalisées,

— le profil axial de température de paroi,

— si possible le gradient axial de pression.

Concernant les mesures radiales, la résolution spatiale devrait permettre, si possible,
de s’approcher au plus prés de la paroi (=~ 100 pum, l'ordre de grandeur du diamétre
des bulles au détachement) notamment pour la mesure de la température du liquide.

Enfin concernant I’axe de modélisation, il nous parait essentiel avant tout autre
chose, d’insister sur ce qui semble constituer les apports importants de notre travail :

— d’une part, le découplage des problémes thermiques et mécaniques qui autorise

a ne s’intéresser, dans un premier temps et dans une approche de type modéle
de mélange, qu’a ’équation d’enthalpie,

— d’autre part, que le recours & un modéle non-établi ne se justifie pas et qu’il est

suffisant de ne considérer que le modéle quasi-établi.
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Tout travail de modélisation gagnerait, selon nous, a étre réalisé dans ce cadre.
Concernant maintenant la modélisation physique, nous formulons les recommanda-

tions suivantes :

1. Le modéle n’a pour I'instant été testé qu’en géométrie cylindrique afin de pou-
voir exploiter les résultats de la banque de données DEBORA. On pourrait
notamment I’étendre aux géométries annulaires pour profiter, par exemple, des
travaux de Roy et al. (1994), (1997) et (1999).

2. Il nous semble également important de travailler a I’identification des limitations
du modeéle en étudiant par exemple son comportement dans des gammes de
paramétres atypiques (gammes expérimentales ou gammes de paramétres du

modéle comme 6).

3. La poursuite de la modélisation de la diffusivité thermique turbulente en deux
zones initiée au chapitre 5, nous parait une voie d’amélioration prometteuse

quant & la prédiction des transferts thermiques en écoulement bouillant.
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Annexe A

Corrélations de frottement pariétal

A.1 La corrélation diphasique de Friedel (1979)

E. Manon (2000) a montré que la corrélation de Friedel (1979) semblait étre en
premiére approche un choix pertinent pour 7,, en diphasique. Construite a partir de
plus de 25000 points expérimentaux, le domaine de validité de la corrélation couvre
globalement notre domaine d’étude.

Cette corrélation permet le calcul du paramétre ¢2, défini comme étant le rapport
entre la perte de pression par frottement de 1’écoulement étudié (‘fl—f) - €t la perte de

pression d'un écoulement purement liquide réel présentant le méme débit de masse

(%)FLO :
dP
$Lo = Sféﬁ (A1)
(%)FLO

Sur la base d’une régression statistique, Friedel propose de calculer ¢7, & 'aide de

la relation suivante :

¢7, = E + 3.24F H Fr =" We=00%, (A2)
avec
E=(01-X)*+ XQp_LCfGO F = X078(1 — X022
pc Crro’ ’

PL\0.91, MG \0.19 HG 0.7
H = (EEyoo1EGyoas iy _ PG
(PG> (ML) ( ML)

I
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Fr

G2 G2D X 1-Xx\
:2—7 We = ’ etp:(l_a)pL‘f'Opr:(_‘f‘ ) .
p*gD po PG PL

Les propriétés thermophysiques et de transport sont calculées & saturation.
Crao et Crr, sont calculés a I'aide de la corrélation de Churchill (1977) :

8\ 1
Re) (A + B)15

16 16
4= {2_457111 1 ] B (37530)

1/12
Cy=2

(7/Re)?9 4 0.27¢/D Re
D D
Avec : Rer, = G— Reg, = G—,
1222 Ha

ol € est la rugosité de la paroi (m) prise égale a zéro dans note étude (tube hydrauli-
quement lisse). Toutes les autres grandeurs ont déja été définies dans ce document et
dans la nomenclature.

La perte de pression en écoulement monophasique s’écrit :

2
(£> 7 (A.3)
dz ) pre Dpp,

La contrainte de cisaillement & la paroi s’obtient alors & partir du gradient de pression

par :

D (dP D, (dP
=7 (), =7 (%), A

Le tableau A.1 présente le domaine de validité de la corrélation de Friedel. Les chiffres
entre parenthéses représente la moyenne arithmétique du parameétre sur la gamme.

L’incertitude la corrélation est de +25%.

A.2 La corrélation monophasique de McAdams (1954)

Cf = 0.036Re 158 pour 4.10* < Re < 107
C G\?
Tw = Tpr (p_L> (A-5)
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Ecoulements Horizontaux Verticaux ascendant || Verticaux descendant
Composants 1 2 1 2 1 2
Vitesse 4500 - 7 | 10330 - 2 || 4800 - 34 | 8410 - 20 || 8200 - 580 | 2540 - 32
massique 2
(kg/m?/s) (674) (885) (1430) (610) (2835) (350)
Densité 49070-4 | 1200-8 24770-2 1020-6 82-20 960-130

(1541) (428) (133) (428) (29) (770)
Pression 178-0.02 | 64-1 212-0.1 171-1 72-20 7-1
(bar) (20) (10) (33) (7) (55) (11)
Titre <1 <1 <1 <1 <0.88 <0.85
massique X

(0.35) (0.26) (0.31) (0.31) (0.35) (0.31)
Diameétre 200-4 154-1 200-3 260-10 10-5 51-25
hydraulique
(1073m) (27) (49) (12) (25) 7) (42)
Rapport de 46-2 33620-13 40-1 89320-6 8-4 6195-39
viscosité
(gaz/liquide) (17) (444) (10) (456) (5) (343)
Tension de 92-2 76-20 140-0.2 110-15 40-20 73-28
surface
(107° N/m) (36) (53) (7) (69) (25) (70)
Systémes eau eau-air eau eau-air eau eau-air
diphasiques

R 113 air-huile R 12 air-huile air-huile

R 22 C H,-eau NH; air-alcool

R 12 C'H,-huile || Na NaK-N,

R 11 1INa99K | Ns-eau

N

NH;

Ne

1Na99K

8Na92K
Nb de points 1921 8367 6531 6555 68 1245
de données
Tube circulaire 1886 8166 5421 6195 68 1245
Tube rectangulaire || 35 201 394 26 - o4
Tube annulaire - - 766 334 - -

TABLE A.1 — Paramétres des écoulements et points de données utilisés par Friedel Pour établir sa

corrélation.
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Annexe B

Caractéristiques des essais de la
Banque DEBORA /TESS

Pour I'ensemble des campagnes C800, C2900, C3000 et C6100/TESS, les tableaux
B.2 a B.5 rassemblent les paramétres de controle des essais présentés dans ’ensemble
de ce manuscrit.

On retrouve :

— la vitesse massique G,

— la pression de sortie P,

— le flux de chaleur pariétal q,,,

— l’enthalpie moyenne du liquide en entrée de conduite H, déterminée a l’aide la

relation d’état du fluide pour la température d’entrée,

— l’enthalpie H,, moyenne débitante du mélange en sortie de conduite calculée

avec une longueur chauffante® L selon un bilan thermique 1D (Eq. 3.11),
— le titre thermodynamique a l’équilibre en sortie de tube calculé & partir de

'enthalpie moyenne du mélange en sortie de conduite (Eq. 2.102).

1. L=3.485 m pour les campagnes C800, C2900 et C3000, L=0.985 m et 2.485 m pour la campagne
TESS.
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B.1 Campagne 800 - Monophasique

C&S G Ps qw He Hm Xeqfsortie

(kgm=2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (Jkg™!) | (Jkg™)
C8G5P26W16Te20.5 | 5120 26.2 | 73900 219970 | 230450 -0.724
C8GHP26W16Te30.79 | 5009 26.2 | 73900 230000 | 240720 -0.604
C8GHP26W16Te40.59 | 5013 26.2 | 73900 239790 | 250490 -0.490
C8GHP26W16Ted5.82 | 4990 26.3 | 73900 245170 | 255920 -0.427
C8GHP26W16Te50.88 | 4995 26.3 | 73900 250440 | 261180 -0.366
C8GHP26W16Te55.28 | 5063 26.2 | 73900 255108 | 265750 -0.313
C8G2P26W16Tel9.84 | 1996 26.1 | 74400 219330 | 246390 -0.538
C8G2P26W16Te24.57 | 1997 26.2 | 73900 223910 | 250780 -0.487
C8G2P26W16Te29.47 | 1989 26.2 | 73900 228705 | 255680 -0.430
C8G2P26W16Te31.46 | 1995 26.2 | 74400 230670 | 257860 -0.405

TABLE B.1 — Caractéristiques des essais monophasiques de la campagne C800.

B.2 Campagne 800 - Diphasique

Cas G Ps Gu He Hm Xeq—sortie

(kgm=2.s71) | (bar) | (W.m™2) | (Jkg™!) | (Jkg™?)
C8G2P26W16Te35.36 | 1998 26.1 | 73900 234549 | 261400 —0.363
C8G2P26W16Te39.92 | 2001 26.1 | 73900 239140 | 265953 —0.310
C8G2P26W16Te49.72 | 2000 26.2 | 73900 249226 | 276053 —0.193
C8G2P26W16Te61.51 | 1997 26.2 | 73900 261866 | 288730 —0.046
C8G2P26W16Te66.57 | 1982 26.2 | 73900 267515 | 294585 0.022
C8G2P14W16Tel6.93 | 2027 14.5 | 73900 216311 | 242780 —0.135
C8G2P14W16Te23.74 | 2010 14.6 | 73900 222925 | 249620 —0.076
C8G2P14W16Te29.47 | 2009 14.6 | 73900 228577 | 255284 —0.027
C8G2P14W16Te33.37 | 2011 14.6 | 72500 232475 | 258650 0.001
C8G2P14W16Te36.11 | 2009 14.6 | 72500 235241 | 261440 0.025
C8G2P14W16Te43.08 | 2014 14.6 | 72900 242389 | 268670 0.087
C8G5P26W16Te70.31 | 4937 26.3 | 73900 271797 | 282665 —0.116
C8GHP26W16Te81.18 | 4983 26.4 | 73900 285027 | 295794 0.036

TABLE B.2 — Caractéristiques des essais diphasiques de la campagne C800.
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B.3 Campagne 2900

C&S G Ps Gu He Hm Xeqfsortie
(kgm=2.s71) | (bar) | (Wm™2) | (Jkg™) | (Jkg™!)
C29G5P14W34Te34.19 | 5088 14.59 | 161640 233300 | 256660 | —1.50.102
C29G5HP14W34T38.74 | 5087 14.59 | 161110 237939 | 260935 2.17.1072
C29G5HP14W34Te39.95 | 5085 14.59 | 160980 239158 | 262140 3.21.1072
C29GHP14W34Ted0.42 | 5086 14.59 | 160900 239641 | 262610 3.61.1072
C29G2P14W16Te28.52 | 2028 14.59 | 76200 227624 | 254900 | —3.02.1072
C29G2P14W16Te31.16 | 2030 14.59 | 76240 230260 | 254528 | —8.23.1073
C29G2P14W16Te31.87 | 2014 14.58 | 76260 230970 | 258460 3.60.1071
C29G2P14W16Te32.79 | 2035 14.58 | 76250 231863 | 259070 5.61.1073
C29G2P14W16Te34.91 | 2028 14.59 | 76240 234050 | 261350 2.53.1072
C29G2P14W16Te36.16 | 1999 14.58 | 75800 235292 | 262830 3.80.1072
C29G2P14W16Te38.48 | 1999 14.58 | 75810 237627 | 265155 5.80.1072
C29G2P14W16Te39.67 | 2023 14.59 | 76260 238871 | 266240 6.74.1072
C29G2P14W16Te40.8 | 2023 14.59 | 76260 240068 | 267440 7.77.1072
C29G2P14W16Te42.30 | 2022 14.59 | 76260 241580 | 268962 9.02.1072
C29G2P14W16Ted4.21 | 2024 14.59 | 76260 243600 | 270960 1.08.107!
C29G1P30W12Te59.65 | 993 30.06 | 58260 259727 | 302340 —0.006
C29G1P30W12Te68.7 | 1004 30.08 | 58260 269733 | 311843 0.120
C29G1P30W12Te70.96 | 1004 30.07 | 58260 272338 | 314435 0.155
C29G1P30W12Te72.65 | 1005 30.07 | 58260 274283 | 316380 0.181
C29G1P30W12Te73.7 | 995 30.06 | 58260 275511 | 318030 0.203
C29G2P26W16Te60.75 | 2005 26.15 | 73890 261031 | 287787 | —5.67.1072
C29G2P26W16Te66.60 | 1987 26.15 | 73890 267550 | 294549 2.19.1072
C29G2P26W16Te70.53 | 1985 26.15 | 73890 272059 | 299085 7.47.1072

TABLE B.3 — Caractéristiques des essais de la campagne C2900.
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B.4 Campagne 3000

C&S G Ps qu He Hm Xeqfsortie
(kgm=2.s71) | (bar) | (Wm™2) | (Jkg™) | (Jkg™!)
C30G2P14W16Te28.75 | 2023 14.59 | 76261 227862 | 255230 | —2.74.1072
C30G2P14W16Te30.08 | 2022 14.59 | 76256 229183 | 256564 | —1.59.1072
C30G2P14W16Te31.39 | 2022 14.58 | 76245 230490 | 257870 | —4.70.1073
C30G2P14W16Te38.95 | 2008 14.58 | 77509 238133 | 266160 6.66.10~2
C30G2P14W16Te41.15 | 2007 14.58 | 77688 239168 | 267270 7.62.1072
C30G2P14W17Te33.94 | 2008 14.58 | 78131 231912 | 260160 1.50.1072
C30G2P26W16Te64.4 | 2050 26.2 | 73893 265073 | 291243 | —1.65.107*
C30G2P26W16Te66.6 | 2049 26.2 | 73893 267549 | 293730 1.24.1072
C30G2P26W16Te70.59 | 2051 26.18 | 73893 272129 | 298290 6.54.1072
C30G3P26W27Te60.78 | 3009 26.19 | 127190 261064 | 291750 | —1.06.10~2
TABLE B.4 — Caractéristiques des essais de la campagne C3000.
B.5 Campagne TESS
Cas G P, G H, H,, L
(kgm=2.s71) | (bar) | (W.am™2) | (Jkg™) | (Jkg™!) | (m)

TG3P28W15Te72.07 | 2844 27.54 | 100873 307080 | 325442 | 2.485
TG3P28W12Te74.28 | 2843 27.54 | 79843 311070 | 325610 | 2.485
TG3P28W11Te75.30 | 2844 27.54 | 70776 312952 | 325840 | 2.485
TG3P14W30Te29.22 | 2755 14.63 | 199540 240589 | 278090 | 2.485
TG3P14W17Ted0.59 | 2742 14.63 | 110109 257209 | 278000 | 2.485
TG3P14W7Te48.19 2720 14.63 | 49495 268749 | 278170 | 2.485
TG2P26W17Te63.57 | 1968 26.58 | 115597 292634 | 323040 | 2.485
TG2P26W13Te68.03 | 1962 26.58 | 84960 300139 | 322560 | 2.485
TG2P26W11Te70.38 | 1964 26.58 | 69436 304218 | 322520 | 2.485
TGO0.5P14W3Te41.98 | 556 14.65 | 53716 259289 | 279115 | 0.985
TGO0.5P14W1Ted9.24 | 554 14.65 | 20733 270376 | 278055 | 0.985

TABLE B.5 — Caractéristiques des essais de la campagne TESS.
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B.6 Propriétés du Fréon

Les tableaux B.6 et B.7 rassemblent les propriétés du fluide R12 a la saturation
a la pression de sortie des essais considérés (campagnes C800, C2900 et C3000). Les
propriétés thermophysiques et de transport utilisées sont issues des tables du NIST
(National Institute of Standards and Technology). On distinguera 3 pressions 14.6,
26.2 et 30.06 bar. Pour chacune de ces pressions, on a noté :

— la température de saturation (7 ),

— la capacité calorifique massique & pression constante pour le liquide (¢pr sat),

— la conductivité thermique du liquide (AL sat),

— les masses volumiques du liquide et du gaz (pr sat €t pG.sat )

— les viscosités dynamiques du liquide et du gaz ( pr sat €t ¢ sat)

— la tension de surface du fluide (o),

— la chaleur latente de vaporisation (L),

— les enthalpies de saturation du liquide et du gaz (Hp sat €t Hg sat)-

Les tableaux B.8 et B.9 rassemblent les propriétés du fluide R134A & la sa-
turation a la pression de sortie des essais TESS considérés. On retrouve toutes les
grandeurs précédemment décrites.

Le tableau B.10 rassemble les propriétés du fluide R12 en fonction de la tempé-
rature moyenne du liquide et de la pression de sortie, pour les essais monophasiques
considérés (campagne C800).

On retrouve pour P=26 bar :

— la température moyenne débitante du liquide en sortie de conduite (Tp,_1p)
évaluée par un bilan thermique 1D a partir de I’enthalpie moyenne du liquide
en sortie et de I’équation d’état du fluide,

— les propriétés thermophysiques et de transport pour le liquide a cette tempéra-
ture précédemment décrites (pr, A, ¢pr et v la viscosité cinématique pour le

liquide).
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Série

P Tsat CpL,sat >\L,sat PL,sat PG, sat
bar | (°C) | (Jkg PK™H) | (W LK™ | (kgm™) | (kg.m™3)
C29G2P14W16 | 14.6 | 58.10 | 1111.3 5.58.1072 1177.3 84.84
C29G5P14W34
C30G2P14W16
C30G2P14W17
C8G2P14W16
C30G2P26W16 | 26.2 | 86.83 | 1422 4.56.1072 1016.4 172.51
C30G3P26W27
C8G2P26W16
C8GHP26W 16
C29G1P30W12 | 30.06 | 94.20 | 1644.7 4.3.1072 959.1 211.2
TABLE B.6 — Propriétés physiques du Fréon R12 & saturation.
Série KL sat HG sat g L HL,sat HG’,sat
(Pa.s) (Pa.s) Nm™) | (Jkg™) | Jkg™) | (Jkg™)
C29G2P14W16 | 1.313.107% | 1.32.107° | 4.65.107% | 116128 | 258484 | 374559
C29G5P14W 34
C30G2P14W 16
C30G2P14W 17
C8G2P14W16
C30G2P26W16 | 8.94.10™° | 1.57.107° | 1.76.1073 | 85929 292665 | 378594
C30G3P26W27
C8G2P26W16
C8G5P26W16
C29G1P30W12 | 7.85.107° | 1.69.107° | 1.13.10% | 74843 302798 | 377641
TABLE B.7 — Propriétés physiques du Fréon R12 & saturation.
Série P Tsat CpL,sat )\L,sat PL,sat PG sat
bar | (°C) | (Jkg K™Y | (Wam . K™!) | (kgm™3) | (kg.m™3)
TG3P28 27.54 | 82.11 | 2152.7 5.62.1072 911.55 165.70
TG3P14 14.65 | 54.26 | 1602.1 6.85.1072 1081.9 74.58
TGO0.5P14
TG2P26 26.58 | 80.44 | 2082.2 5.69.1072 924.76 157.27

TABLE B.8 — Propriétés physiques du Fréon R134A & saturation.
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Série ML sat MG, sat g L HL,sat HG,sat
(Pa.s) (Pa.s) (N.m™1) (Jkeg™) | (Jkg™) | (Jkg™)

TG3P28 8.63.107° | 1.61.10~° | 1.40.107% | 102022 | 326468 | 428489

TG3P14 1.34.107% | 1.31.10—5 | 4.38.1073 | 146609 | 278305 | 424914

TGO0.5P14

TG2P26 8.91.107° | 1.58.107° | 1.558.1073 | 105528 | 323230 | 428758

TABLE B.9 — Propriétés physiques du Fréon R134A & saturation.
Essais P Tv—1p | pL AL CpL vy,
bar | (°C) (kgm™3) | (Wm LK) | (Jkg LK) | (m%s™!)

C8GHP26W16Te20.5 | 26.2 | 31.23 1300 6.63.102 989 1.40.1077
C8GH5P26W16Te30.79 | 26.2 | 41.47 1261 6.28.1072 1018 1.30.1077
C8GH5P26W16Te40.59 | 26.2 | 50.93 1222 5.95.1072 1051 1.21.1077
C8GHP26W16Ted5.82 | 26.2 | 56.04 1200 5.77.1072 1073 1.16.1077
C8GHP26W16Teb0.88 | 26.2 | 60.89 1177 5.60.1072 1098 1.12.1077
C8GHP26W16Teb5.28 | 26.2 | 65.00 1157 5.45.1072 1122 1.08.10~"
C8G2P26W16Tel19.84 | 26.2 | 47.00 1238 6.09.102 1037 1.24.10~"
C8G2P26W16Te24.57 | 26.2 | 51.20 1221 5.94.102 1053 1.20.1077
C8G2P26W16Te29.47 | 26.2 | 55.81 1200 5.78.1072 1072 1.16.1077
C8G2P26W16Te31.46 | 26.2 | 57.73 1192 5.71.1072 1082 1.14.10°7

TABLE B.10 — Propriétés liquides du Fréon R12 & Tr,_1p pour les essais monophasiques.

B.7 Echelles turbulentes

Dans cette section on consigne les valeurs des échelles turbulentes pour les différentes

campagnes.

On va retrouver le taux de vide moyenné sur la section (o), a partir des mesures

qui va permettre de calculer la vitesse de dérive [/]\B grace a la corrélation d’Ishii (1977)

(Eq. 2.90) .

On va retrouver également le titre massique de vapeur expérimental X, calculé a

partir des profils taux de vide et de vitesse gaz expérimentaux. Ce titre va permettre
de calculer la contrainte de frottement pariétal 7,,_ pricqer @vec la corrélation de Friedel
(1979) (annexe A) et la vitesse de frottement associée u}.,, 4o (Eq. 2.83) . La vitesse de
frottement calculée avec la corrélation de McAdams (1954) (annexe A) est également
consignée (Tuy—meAdams €6 UWheadams)-

Enfin on retrouve le diamétre de bulles moyenné sur la section 3; a partir des

données expérimentales.
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Pour la campagne C2900 le titre massique de vapeur n’est pas calculable faute de
mesures de vitesse gaz, néanmoins on peut 'estimer en utilisant le profil de taux vide
expérimental et la loi turbulente de vitesse en puissance 1/7¢"¢ (Eq. 3.12) pour calculer

la contrainte de frottement par la corrélation de Friedel.

B.7.1 Campagne C800 Monophasique

Cas Tw—McAdams u}k\/[cAdams
(Pa) (m.s™1)
C8GHP26W16Te20.50 | 37.02 0.1908
C8G5P26W16Te30.79 | 35.57 0.1871
C8GHP26W16Ted0.59 | 35.62 0.1872
C8GHP26W16Ted5.82 | 35.32 0.1864
C8GHP26W16Te50.88 | 35.39 0.1866
C8GHP26W16Teb55.28 | 36.27 0.1889
C8G2P26W16Te20.50 | 6.73 0.0814
C8G2P26W16Te24.57 | 6.74 0.0815
C8G2P26W16Te29.47 | 6.69 0.0812
C8G2P26W16Te31.46 | 6.73 0.0814

TABLE B.11 — Echelles turbulentes de la campagne C800.

B.7.2 Campagne C2900

Cas Xeacp Tw—Friedel u;’riedel
(Pa) | (m.s71)
C29G1P30W12Te68.7 4.37.1072 3.62 | 0.0614
C29G1P30W12Te70.96 | 5.73.1072 3.98 | 0.0644
C29G1P30W12Te72.65 | 6.39.102 4.15 | 0.0657
C29G1P30W12Te73.7 6.98.1072 4.29 | 0.0668
C29G2P14W16Te32.79 | 1.62.102 9.52 | 0.0900
C29G2P14W16Te34.91 | 2.58.102 10.75 | 0.0955
C29G2P14W16Te36.16 | 13.46.1072 11.51 | 0.0988
C29G2P14W16Te38.48 | 4.74.1072 12.89 | 0.1046
C29G2P14W16Te39.67 | 5.28.1072 13.69 | 0.1078
C29G2P14W16Te40.8 5.98.1072 14.31 | 0.1102
C29G2P14W16Te44.21 | 8.23.1072 16.52 | 0.1184

TABLE B.12 — Echelles turbulentes de la campagne C2900.
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Cas (ag)y | Us dp
(m.s™1) (m)

C29G2P14W16Te32.79 | 0.2004 | 0.0738 | 7.37.10~*
C29G2P14W16Te34.91 | 0.2800 | 0.0616 | 8.28.10~*
C29G2P14W16Te36.16 | 0.3375 | 0.0531 8.6.1074
C29G2P14W16Te38.48 | 0.4075 | 0.0437 | 8.62.107*
C29G2P14W16Te39.67 | 0.4333 | 0.0404 | 8.56.107*
C29G2P14W16Te40.8 | 0.4604 | 0.0371 | 8.45.10~*
C29G2P14W16Ted4.21 | 0.5473 | 0.0273 | 8.62.1074

C29G1P30W12Te68.7 | 0.3494 | 0.0378 | 4.85.1074
C29G1P30W12Te70.96 | 0.4182 | 0.0311 | 5.22.10~*
C29G1P30W12Te72.65 | 0.4468 | 0.0285 | 5.27.10~*
C29G1P30W12Te73.7 | 0.4769 | 0.0258 | 5.74.1074

C29G5P14W34Te34.19 | 0.0609 | 0.0978 | 2.91.10~*
C29GHP14W34T38.74 | 0.2259 | 0.0698 | 4.59.10~4
C29GHP14W34Te39.95 | 0.2549 | 0.0652 | 4.81.1074
C29GHP14W34Te40.42 | 0.2963 | 0.0590 | 5.18.1074

TABLE B.13 — Echelles turbulentes de la campagne C2900.

B.7.3 Campagne C3000

Cas (ag)y | Us dp
(m.s™1) (m)

C30G2P14W16Te28.75 | 0.0727 | 0.0957 | 6.71.10~*
C30G2P14W16Te30.08 | 0.1117 | 0.0887 | 7.17.10~*
C30G2P14W16Te31.39 | 0.1585 | 0.0807 | 8.05.102
C30G2P14W16Te38.95 | 0.4232 | 0.0417 9.4.1074
C30G2P14W16Te41.15 | 0.4675 | 0.0362 1.1.1073

C30G2P14W17Te33.94 | 0.2833 | 0.0609 | 9.33.10~*

C30G2P26W16Te66.6 | 0.1082 | 0.0708 | 3.96.10~*
C30G2P26W16Te70.59 | 0.2476 | 0.0526 | 4.425.10%

C30G3P26W27Te60.78 | 0.1235 | 0.0657 | 2.60.10~*

TABLE B.14 — Echelles turbulentes de la campagne C3000.
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Cas Xexp Tw— Friedel u}:_‘m'edel Tw—McAdams ui;\/[cAdams
(Pa) | (m.s™) (Pa) | (m.s™)
C30G2P14W16Te28.75 | 0.0051 7.62 | 0.0804 6.49 | 0.0742
C30G2P14W16Te30.08 | 0.0084 8.21 | 0.0830 6.48 | 0.0741
C30G2P14W16Te31.39 | 0.0138 9.06 | 0.0877 6.48 | 0.0741
C30G2P14W16Te38.95 | 0.0610 14.34 | 0.1103 6.40 | 0.0737
C30G2P14W16Te41.15 | 0.0787 15.97 | 0.1164 6.40 | 0.0737
C30G2P14W1T7Te33.94 | 0.0303 11.11 | 0.0971 6.40 | 0.0737
C30G2P26W16Te66.6 | 0.0192 8.59 | 0.0920 7.00 | 0.0830
C30G2P26W16Te70.59 | 0.0573 10.64 | 0.1023 7.02 | 0.0831
C30G3P26W27Te60.78 | 0.0191 17.06 | 0.1295 14.10 | 0.1177

TABLE B.15 — Echelles turbulentes de la campagne C3000.

B.7.4 Campagne TESS

Cas <Oég>2 UB dB

(ms) (m)
TG3P28W15Te72.07 | 0.0492 | 0.0764 | 2.44.10~*
TG3P28W12Te74.28 | 0.0381 | 0.0780 | 2.28.10~*
TG3P28W11Te75.30 | 0.0355 | 0.0784 | 2.26.10~*
TG3P14W30Te29.22 | 0.3033 | 0.0584 | 1.20.10°3
TG3P14W17Te40.59 | 0.1638 | 0.0804 | 7.11.10~*
TG3P14W7Te48.19 | 0.0701 | 0.0968 | 5.33.10~*
TG2P26W17Te63.57 | 0.0902 | 0.0727 | 3.82.10~*
TG2P26W13Te68.03 | 0.0532 | 0.0780 | 3.30.10~*
TG2P26W11Te70.38 | 0.0404 | 0.0798 | 3.08.10~*
TG0.5P14W3Te41.98 | 0.1561 | 0.0821 | 1.07.1073
TG0.5P14W1Te49.24 | 0.0763 | 0.0956 | 9.08.10~*

TABLE B.16 — Echelles turbulentes de la campagne TESS.
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Cas Xewp Tw—Friedel | Wppiedel | Tw—McAdams | WhicAdams
(Pa) | (m.s™!) (Pa) | (m.s™!)
TG3P28W15Te72.07 | 8.89.1073 15.55 | 0.1306 14.11 | 0.1244
TG3P28W12Te74.28 | 6.82.1073 15.25 | 0.1293 14.10 | 0.1243
TG3P28W11Te75.30 | 6.35.1073 15.20 | 0.1291 12.44 1 0.1168
TG3P14W30Te29.22 | 2.90.102 20.89 | 0.1389 12.25 | 0.1064
TG3P14W17Te40.59 | 1.30.1072 16.75 | 0.1244 12.15 | 0.1059
TG3P14W7Te48.19 4.98.1073 14.04 | 0.1139 11.98 | 0.1052
TG2P26W17Te63.57 | 1.65.102 8.56 | 0.0962 7.22 | 0.0883
TG2P26W13Te68.03 | 9.39.1073 8.00 | 0.0930 7.17 1 0.0880
TG2P26W11Te70.38 | 7.02.1073 7.83 | 0.0920 7.19 | 0.0881
TG0.5P14W3Te41.98 | 1.45.1072 1.06 | 0.0313 0.69 | 0.0252
TGO0.5P14W1Te49.24 | 6.72.1073 0.88 | 0.0285 0.68 | 0.0250

TABLE B.17 — Echelles turbulentes de la campagne TESS.
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Annexe C

Modéle axial de titre massique de

vapeur et de taux de vide de Lahey et
Moody (1977)

Nous présentons dans cette annexe le modeéle 1D d’ébullition sous-saturée en convec-
tion forcée proposé par Lahey et Moody (1977) pour prédire le taux de vide et le titre
massique de vapeur.

Ce modéle est constitué :

— du critére de Saha et Zuber (1974) pour déterminer le point d’apparition signi-

ficative de vapeur :

Si

70000

AL > 70000

(Le nombre de Peclet Pe représente le rapport du transfert par convection sur
le transfert par conduction. ),

alors

—0.00222=P¢L
Xeq,OSV = { T ALL (02)
—154 22

Le titre thermodynamique a 1’équilibre au point d’apparition significative est
noté X, 0sv (onset of significant void).
— de larelation de Levy (1967) pour le titre massique a une cote donnée en fonction

titre thermodynamique a cette cote :
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g}
—1 C.3
Xeq08v (€3)

— du modeéle de Zuber et Findlay (1965) pour relier le taux de vide au titre mas-

X = max {O,Xeq — Xeq,08v €Xp <

sique :

X
Co (X +(1-x)2) 4 eetes

<aG>2 - (04)

Dans cette relation, le parameétre de distribution Cj est issu de I’étude de Dix

(1971) :
Co =B (1 + (% - 1)b> : (C.5)

b:(%)m, (C.6)

et B le titre volumique donné par :

ou

X

b= ) (C.7)
X+ (1- X)’;—f
Enfin pour la vitesse de dérive ?G\] :
- B 1/4
Vo = 2,9<—(pG prgm 09) (C.8)

Ce modéle est adapté aux régimes permanents avec du chauffage uniforme.
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Annexe D

Corrélations de température de paroi

Dans cette annexe sont présentées une corrélation de température de paroi en mo-
nophasique et une corrélation bouillante. Ces corrélations sont utilisées afin de valider
les mesures de la banque de données DEBORA /TESS.

D.1 Corrélation de température de paroi monopha-

sique

D.1.1 La corrélation de Gnielinski (1976)

Cette corrélation donne le Nusselt suivant :

(%) (Re — 1000) Pr

Nu = 05 ) (Dl)
1+127(%) (P - 1)
pour :
0.5 < Pr < 2000
. (D.2)
2300 < Re < 5.10°

Pour le coefficient de frottement on peut utiliser la corrélation de Churchill (1977)
dont le domaine de validité couvre nos gammes d’écoulements.
1/12

8\ " 1
Cr=2 (R_) Ty

1 10 37530 '
A= [24571 B=
{ n(?/Re)0-9+0.275/D} < Re )
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D.2 Corrélation de température de paroi diphasique

D.2.1 La corrélation Frost et Dzakowic (1967)

Cette corrélation donne une expression de la surchauffe de température pariétale

en ébullition AT, :

TW = Tsat + Astatu (DS)

SJQwTsat

AT,,; = Pre, .
! ’ /\L,satﬁpG

(D.4)

La température de saturation doit étre en Kelvin et le nombre de Prandtl a satu-

ration est défini par :

KL, satCpL,sat ‘ (D5)

Prsat = L
L,sat
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Annexe E

Description de I'installation DEBORA

E.1 Introduction

L’installation expérimentale DEBORA est un générateur thermohydraulique congu

dans le cadre des études de stireté REP. La figure suivante E.1 en présente un schéma

d’ensemble.
[
Ereon 12
o _E_E_O Pompe a vide
e
Filtre 5 Echangeur 1
2 ‘
5_ ole 200 KW
e 1l
o
3 % 31 g
- o
5 =4
% I5]& :
s 8|z &
T =] ]
f= S|™ [
3 2|z o
(&) o< >
o
© Pl = s
> S4 -] +
S| 3|
c ™~ (2]
[} :
L
i g
< %
5 s
T &
2 HiE
TN @ (3]
S
| Pompe L
4.5Kg/s -100 m LI__lDébitmétres ; =
_Cal_p_q ple——=1=l pleLole
\ 4 \ \ 4
3l )3y gt 40

FIGURE E.1 — Schéma d’ensemble de la boucle DEBORA.
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La boucle est constituée de deux circuits couplés : En ce qui concerne le circuit prin-
cipal :

— La pompe est du type centrifuge a rotor noyé de marque RUTSCHI - version
verticale (référence SMN-M55-160/3). Elle est animée par un moteur électrique
de 16 kW. Son débit nominal est de 15 m?®/h sous 100 m de colonne liquide &
60 °C,

— la préchauffe est un composant ayant pour but de réguler la température d’en-
trée dans la section d’essai. Elle développe une puissance de chauffe de 30 kW,
(chauffage direct de tubes en paralléle alimentés en courant redressé (15 V, 2000
A). Afin de prévenir tout risque de crise d’ébullition, la densité de flux thermique
y est limitée a 30 kW /m?,

— D’échangeur paralléle assure le sous refroidissement du fluide en dérivation de la
section d’essai. Ceci permet de recondenser la vapeur produite dans la section
d’essais en mélangeant du Fréon chaud et du Fréon froid dés la sortie du canal
d’essali,

— D’échangeur série est voué a ’évacuation du surplus de puissance dégagé dans la
préchauffe et la section d’essai. La puissance maximale dissipée est de 200 kW,

— le pressuriseur impose la pression dans le circuit primaire par vaporisation du
fluide grace a un chauffage externe par cordons (6 kW) et par aspersion de
fluide froid en mode sécurité. En fonctionnement nominal, celle-ci est simplement
régulée par les pertes thermiques du pressuriseur. En outre, son volume vapeur
sert d’amortisseur aux diverses fluctuations de pression dans la section d’essais
et permet de compenser la variation de volume massique du fluide de la boucle,
(pression maximale d’utilisation : 3 MPa, volume utile : 0.14 m?).

— trois redresseurs fournissent la puissance électrique nécessaire a la réalisation
des essais :

& 1 redresseur de 30 kW délivrant & pleine charge un courant continu de 2000 A
sous une tension de 15 V,
{ 2 redresseurs de 100 kW délivrant a pleine charge un courant continu de
1250 A sous une tension de 80 V.
Chacun de ces redresseurs est associé & un transformateur abaisseur alimentant
un pont de thyristors. Leur protection est assurée par un disjoncteur.
En ce qui concerne le circuit secondaire :

— le bidon de stockage a une capacité de stockage de 0.4 m3. Il a été concu pour

permettre un remplissage ou une vidange de la totalité de I'installation d’essai.

La pression minimale d’utilisation de ce réservoir est de 1 MPa et sa pression
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maximale admissible de 1.8 MPa,

— le compresseur (type compresseur & membranes) est utilisé en phase de vidange
de l'installation. Son réle consiste & éliminer toute trace résiduelle de liquide
(aprés la phase résiduelle de vidange par gravité),

— le role du condenseur est d’autoriser la liquéfaction de la vapeur sortant du
compresseur lors d’'une opération de vidange,

— la pompe a vide, du type pompe a palette, permet d’abaisser la pression de la
boucle de 0.1 MPa a 10 Pa.

E.2 Réglages des paramétres de contrdle de l'instal-

lation

— réglage de la pression : la gamme de pression explorée sur DEBORA s’étend
de 1 & 3 MPa. La valeur minimale est imposée d’une part par la nécessité d’évi-
ter toute ébullition en entrée de la pompe (risque de cavitation de la pompe),
et d’autre part par le fait qu’il est souhaitable de pouvoir conserver une liberté
d’action sur la température d’entrée (pour augmenter le domaine d’essais ac-
cessible & pression imposée). Actuellement, la température minimale de fréon
liquide en entrée de section d’essais est de 20 °C. Si on considére qu'une plage
de 20 °C soit suffisante pour obtenir - a pression fixée - un domaine d’essais suf-
fisant, cela impose donc de pouvoir régler une température de 40 °C a I’entrée de
la section d’essais sans étre en ébullition. Or 40 °C correspond a la température
de saturation du Fréon 12 & la pression de 1 MPa!,

— réglage du débit : le réglage du débit massique est obtenu par deux vannes de
régulation (vannes a cage). La vanne dite "gros débit" a une position fixe & un
point proche du débit effectif a réguler, et la vanne "petit débit" permet d’affiner
la régulation. Les deux vannes actuellement en place permettent d’explorer une
gamme expérimentale allant de 0.02 & 3.5 kg/s,

— réglage de la température d’entrée : La température en entrée de la section
d’essais peut étre régulée a ’aide de la puissance de la préchauffe ou par action
sur les échangeurs thermiques. La gamme de variation de ce parameétre dépend
de la pression P. En effet, si le seuil minimal de température d’entrée est fixé a 20

°C, le seuil maximal est lui imposé & Ty, (P) — 5 °C. Cette condition permet de

1. Il apparait qu’il n’est donc pas possible d’envisager des essais & une pression inférieure a 1 MPa,
du moins sans modification du systéme de réglage de la température d’entrée dans le canal d’essais
(introduction d’une usine de réfrigération du Fréon liquide).

311



s’assurer que le fluide rentrant dans la section d’essais est monophasique liquide,
— réglage de la puissance de chauffage : la puissance de chauffage est obtenue
a ’aide de deux redresseurs dont les caractéristiques ont été rappelées ci-dessus.
Ceux-ci peuvent étre couplés ou non, en paralléle ou en série, sur la section

d’essal.

E.3 Controle commande de la boucle

Un automate APRIL PB400, muni d’un superviseur ISIS 400, assure le controle
commande de la boucle. Six cartes d’entrées analogiques (180 voies), deux cartes de
sortie analogiques (60 voies), dix cartes d’entrées T.O.R. (160 voies) et six cartes de
sortie T.O.R. (96 voies) lui permettent de gérer et de controler les différents composants
de la boucle. Ses principales fonctions sont :

— d’assurer la sécurité de la boucle par comparaison des conditions réelles de fonc-
tionnement des composants de la boucle (circuit primaire et secondaire) aux
conditions définies comme nominales,

— de permettre, par I'intermédiaire du superviseur, un controle et une commande
du fonctionnement de l'installation et des appareils qui la composent,

— d’assurer la régulation des différents parameétres de la boucle. Ce point sera
détaillé par la suite,

— de gérer les différents modes de fonctionnement de la boucle (phase de remplis-
sage, vidange, mise sous vide,...).

¢ Régulation du débit :

Comme rappelé précédemment, le débit massique dans la section d’essais est

régulé a 'aide de deux vannes & cage montées en paralléle. Deux types de fonc-

tionnement de ces vannes sont autorisés par I’automate :

— fonctionnement a position fixe de la vanne : un signal de commande constant
dans le temps (courant 4-20 mA) est envoyé sur le dispositif de pilotage de
la vanne. Son ouverture dépend de l'intensité du courant regu,

— fonctionnement en position régulée : 'automate utilise alors une boucle de ré-
gulation type P.I.D. avec comme information de pilotage, la valeur retournée
par les capteurs de mesure de débit de la boucle. Le réglage des parameétres
de régulation est fait de maniére a éviter toute brusque variation du débit.
La variation de débit obtenue en phase établie est de l'ordre de 1072 kg.s™*

sur 100 secondes pour la gamme de 0.020 & 0.250 kg/s.
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¢ Régulation de la pression de sortie section d’essais :
La pression est régulée par le chauffage du pressuriseur. Il s’agit donc d’une
régulation particuliére puisque l'organe de commande n’a qu’une seule action
possible (chauffage uniquement). Pour cela, la régulation est faite par une boucle
P.I.D. qui impose un temps de chauffe plus ou moins long du pressuriseur, la base
de temps étant de 5 secondes (un temps de chauffe supérieur a 5 secondes signifie
donc un chauffage en continu). Le retour d’information de pression est obtenu
grace a la pression en sortie de section d’essai. Du fait de 'inertie thermique
du pressuriseur, ce chauffage intermittent permet d’assurer la stabilité de la
pression (en phase établie) & + 0.01 MPa sur 100 secondes,

& Régulation de la température d’entrée section d’essais :
Cette température est régulée par la préchauffe via une boucle P.I.D. Les pa-
ramétres de cette boucle sont réglés de facon a éviter toute variation brutale
de la puissance de la préchauffe. Le retour d’informations est obtenu par un
thermocouple situé a l'entrée de la section d’essai. La boucle de régulation de
I’automate fournit une consigne de puissance au redresseur de la préchauffe qui
régule lui-méme la puissance autour de cette consigne. Il suffit d’un réglage adé-
quat des paramétres P.I.D. pour que, I'inertie thermique de la préchauffe et du
fluide en circulation aidant, la régulation de température se fasse,

¢ Régulation de la puissance de chauffe :
La puissance de la section d’essais est régulée par le redresseur associé a £+ 1 %.
L’automate génére une consigne. Sans variation de cette consigne, la puissance
reste constante a mieux que 1% de la pleine échelle car aucun paramétre externe
ne vient perturber le systéme : la régulation est calée sur la fréquence du réseau
et les variations d’état de la boucle ne rejaillissent pratiquement pas sur la
puissance hormis la variation de résistance de la section d’essais en fonction de

la température.
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Annexe F

Méthode 1térative de
Newton-Raphson

On présente dans cette annexe les éléments de compréhension nécessaires a la mise
en ceuvre de la méthode itérative de Newton-Raphson dans le cadre de notre probléme.

Pour chaque cote, on cherche le vecteur X :

ho X1

X
x=|"01=17 (F.1)

o X

Ug X4

de telle sorte que la fonction F(X)=W=0, avec :

RgH(R, 2) + Ry F
RJgmr (R, F
P = w = | Fom(B2) —| 2 (F.2)
RGT(R, Z) F3
sz(R, Z) F4

On cherche le vecteur Xy qui annulera le vecteur W.

Si on développe la fonction F autour de F(X)) :

F(X)=F(Xo)+ Y %A% + o(Ax). (F.3)

=14

En négligeant le terme o(Axz) et si F(X)=0, pour chaque composante i de la fonction

Fona:
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Fi(Xo) = — Z o

j=1,4

(F.4)

Pour un vecteur X choisi au départ, le probléme revient & chercher le vecteur Az
qu’il faut ajouter a Xy pour obtenir le vecteur "conditions initiales" qui satisfera les
conditions pariétales connues.

Si on résume le probléme sous forme matricielle :

F1(Xo) i el o Az
B(Xo) | _ | 5 Gk G G || Aw (F.5)
Fy(X,) G %o oo oo | | O |
Fy(Xo) S G G0 O Ay

Ce probléme se résume a la résolution d’un systéme matriciel :

B=AxAX, (F.6)

dont 'inconnue est AX :

AX = A'B. (F.7)

Pour obtenir la matrice B, on fixe un premier X, cohérent !, aprés résolution du
systéme on calcule F'(Xy) c’est-a-dire B. Ensuite pour déterminer A, on va perturber
légérement et indépendamment chaque condition initiale et le gradient de pression pour
calculer de nouvelles fonctions F.

On fait donc une premiére perturbation :

X1+ dXy
X
xXe=|"7? (F.8)
X3
X
pour calculer :
Fi(X§)
Fo(X§
Foxg = | PO (F.9)
F3(X5)
Fy(Xg)

1. C’est-a-dire une estimation cohérente de la solution a trouver & partir des grandeurs moyennes.
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Ainsi on va pouvoir calculer tous les coefficients de la premiére colonne de la matrice

A comme par exemple :

OF _ Fi(Xg) — Fi(Xo)
8331 Xm

En réalisant trois autres perturbations de X, pour chaque composante, on calcule

(F.10)

tous les coefficients de la matrice A, qu’il faut alors inverser pour déduire AX selon
I’équation F.7.

Maintenant que l'on a calculé ce AX, le nouveau X}V donne F(X}') = 0 et s’écrit :

XY = Xo+ AX. (F.11)
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Résumé

Cette étude concerne la caractérisation des écoulements diphasiques bouillants convectifs & haute
pression rencontrés dans les réacteurs a eau sous pression (REP). La simulation de ces écoulements est
aujourd’hui identifiée comme une voie possible d’amélioration pouvant conduire & la compréhension
des mécanismes physiques menant & la crise d’ébullition en réacteur. La premiére partie de ce travail
présente un modéle bi-dimensionnel quasi-établi capable de prédire de fagon indépendante les profils
de température et de vitesse dans un écoulement diphasique. Le découplage des équations implique de
disposer de paramétres d’entrée (taux de vide, vitesse). Ce modéle est basé sur une approche de type
modéle de mélange et sur la fermeture des termes de transport turbulent avec le concept de viscosité

turbulente.

La seconde partie généralise le modéle au cas bi-dimensionnel non-établi en proposant un outil qui
résout de facon couplée toutes les équations de bilan et qui est basé sur 'utilisation d’un modéle original
de type modéle homogéne local avec relaxation thermodynamique. Une confrontation des résultats du
modéle & des résultats expérimentaux fournis par la banque de données DEBORA a révélé que notre
approche semblait suffisante pour rendre compte d’une bonne partie des données expérimentales en
conditions REP. Mais néanmoins qu’elle présentait quelques limites dans des conditions poches du
flux critique. Ce travail a permis de mettre en évidence les paramétres sensibles du modéle qui sont
aujourd’hui bien identifiés & savoir les mécanismes de transport turbulent d’énergie et le choix du

temps de relaxation.

CONTRIBUTION TO THE MODELLING OF MULTIDIMENTIONAL HIGH PRESSURE
BOILING FLOWS RELATIVE TO PWR’s THERMAL-HYDRAULIC CONDITIONS.

Abstact

This study is a contribution to the modelling of multidimentional high pressure boiling flows
relative to PWR. Numerical simulation of such two-phase flows is considered to be an interesting way
for the DNB understanding. The first part of this study exposes a two-dimentional steady state two-
phase flows model abble to predict velocity and temperature profiles in tube. The mixture balanced

equations are used with the eddy diffusivity concept to close the turbulent transport terms.

The second part is devoted to the development of the model in the general two dimentional case.
Contrary to the steady state model, this model is indenpendant of experimental data and implies the
use of an original local homogeneous relaxation modéle (HRM). The results obtained from the com-
parison with the data bank DEBORA reveals that in a mixture approch two submodel are sufficients
to obtain a physial good description of turbulent boiling flows. Some limitations appear at conditions
close to DNB conditions. The turbulent closures and the relaxation time in the HRM model have been

clearly identified as the most important and sensitive parameters in the model.

325



Rapport- gratuit.com %

LE NUMERO | MONDIAL DU MEMOIRES

326



