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Chapitre 1
Introduction générale

Les constructeurs de tubes sans soudure doivent répondre a des challenges techniques toujours
plus élevés. Que ce soit pour équiper les nouvelles générations de centrales électriques, ou dans le
cadre de forages trés profonds, les tubes produits aujourd’hui doivent pouvoir évoluer au sein
d’environnements extrémes, résistant a des températures et des pressions tres élevées tout en
répondant aux exigences de sécurité et de fiabilité accrues des clients. Cela passe inévitablement
par une maitrise totale de la filiere de fabrication, et plus particulierement des opérations de
traitements thermiques subies par le tube dans le but de lui conférer des propriétés mécaniques tres
élevées

La trempe est certainement I’étape la plus critique de ces traitements thermiques. Parmi les liquides
de trempe (eau, polymeres...), ’eau est la plus classiquement employée pour des raisons évidentes
de facilité d’utilisation et de cofit, et notre étude se limitera a ce fluide. Au cours de cette opération,
le tube quittant le four d’austénitisation est alors brutalement refroidi. Ce refroidissement se doit
d’étre treés précisément contr6lé pour conférer a 1’acier une structure métallurgique et des
propriétés physico-chimiques bien précises. Comme le montre le schéma de la Figure 1.1, durant
le refroidissement, les interactions au sein du matériau sont nombreuses ; des variations de
température relativement faibles au sein du matériau peuvent trés bien entrainer 1’apparition de
phases métallurgiques indésirables et/ou conduire a des états de contraintes favorisant 1’apparition
de défauts de trempe qui rendraient alors inutilisable le tube.

Le controle des interactions internes du matériau durant le refroidissement passe par une meilleure
compréhension des phénomenes surfaciques. C’est en effet les conditions thermohydrauliques de
I’eau et de sa vapeur qui déterminent I’évolution spatio-temporelle des coefficients de transfert de
chaleur a la surface du tube qui vont eux-mémes « piloter » ces interactions internes. Le procédé
de trempe utilisé joue donc un rdle direct et prépondérant. Nous nous sommes intéressés plus
particulicrement dans ce projet au procédé de trempe par jet impactant qui est de plus en plus
pratiqué dans I’industrie sidérurgique en raison des grandes quantités de chaleur qu’une telle
technique permet de dissiper.

On se propose dans cette premicre partie introductive, apres avoir rappelé 1’ensemble des étapes
de fabrication des tubes d’acier sans soudure, de décrire le procédé de trempe tangentielle de
I’'usine de Saint-Saulve sur lequel nous nous sommes appuyés durant cette étude. Les enjeux
scientifiques et industriels de ce projet seront ensuite présentés avant de conclure avec la démarche
adoptée pour ce travail.
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Fig. 1.1 Interactions au sein du matériau durant la trempe, d’aprés [1]

1) La fabrication des tubes d’acier sans soudures

Vallourec est le premier producteur mondial de tubes sans soudure. Il s’appuie pour cela sur le
procédé de percage a chaud d’une billette développé par les fréres Manesmann en 1884. Les
procédés d’¢élaboration peuvent varier d’une « tuberie » a 1’autre selon le produit final souhaité et
au gré des innovations technologiques. Nous nous intéressons plus particulierement au cours de
nos travaux a la méthode de fabrication utilisée dans 1’usine V&M de Saint-Saulve qui s’appuie
comme nous le verrons sur 'utilisation de jets impactant lors des étapes de traitement thermique
que subit le tube durant sa conception. Avant de s’intéresser plus particuliérement a cette étape,
nous décrivons succinctement les 9 étapes permettant 1’obtention d’un tube a partir d’une barre en
nous appuyant sur la description déja proposée par Mangin dans son manuscrit de these [2].

Le schéma Figure 1.2 résume ces différentes étapes. Les billettes obtenues apres découpe des
barres sont premierement chauffées depuis la température ambiante dans un four de chauffage (2).
Ce four est équipé de briileurs a gaz et permet I’enfournement simultané de 3 billettes qui se
déplacent ensuite a I’intérieur grace a un systeme de longerons mobiles (« walking beam »). Elles
translatent et tournent sur elles méme entre chaque position dans le four ce qui renforce
I’homogénéité thermique du produit. On trouve quatre zones de chauffage régulées
indépendamment les unes des autres dans le four. Vient ensuite une étape clé du procédé puisqu’il
s’agit du percage de la billette (Figure 1.3). Celle-ci est mise en rotation puis dirigée vers un
ensemble composé de deux galets coniques et d’un mandrin qui effectue le percage sans
enlévement de maticre. A la fin de cette étape, le mandrin est laiss€ a I’intérieur du produit et
I’ensemble est acheminé vers le laminoir (4).

Le laminoir continu a mandrin retenu, concu et développé par Vallourec, va permettre de réduire
I’épaisseur du produit tout en conservant son diametre intérieur constant grace a la présence du
mandrin. Comme le montre la Figure 1.4, le produit va passer au travers de sept cages comportant
deux galets. La réduction de leur entraxe d’une cage a I’autre permet d’obtenir progressivement le
diameétre souhaité pour 1’ébauche. Le mandrin est ensuite retiré¢ de I’intérieur du tube. A la fin de
cette étape, le produit obtenu peut mesurer jusqu’a 30 m de long. Suivant les dimensions finales
souhaitées, 1’épaisseur du tube est comprise entre 2,7 et 20 mm.

12



(1) Découpage des
barres en billettes

(6]
Décalamineuse

-t}

{2) Four de chauffage

=>

(3) Perceur

{7) Lamineir
Reéducteur Tireur

(5) Four de rechauffage

(4) Laminoir Continu (LC)

(8) Refroidissoir

]

(9) Scie

Fig. 1.2 Principales étapes du procédé de fabrication de tubes sans soudure de I’usine V&M
Saint-Saulve, d’aprés [2]

Fig. 1.3 Procédé de percage d’une billette, d’apres [2]
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Cage composee
de 2 galets

Fig. 1.4 Laminoir continu a mandrin, d’aprés [2]

Le tube, alors a une température comprise entre S00°C et 850°C, est ensuite dirigé vers le four de
réchauffage (5, Figure 1.5), qui a fait ’objet de la thése de L. Mangin [2]. Il est enfourné par
I’intermédiaire d’un tambour rotatif et progresse dans le four, perpendiculairement a son axe grace
a un systeme de longerons mobiles. Comme pour le four de chauffage (2), on trouve des zones
pouvant étre régulées indépendamment les unes des autres (zones de chauffage, zone

« d’¢égalisation »). A la sortie du four, les produits ont une température comprise entre 980 °C et
1010 °C.

tube

brileurs

Fig. 1.5 Four de réchauffage, d’apres [2]

Afin d’évacuer la couche d’oxyde de leur surface, les tubes passent ensuite dans la décalamineuse
qui utilise des jets d’eau a haute pression. Ils sont alors transportés encore chauds (température
comprise entre 890°C et 950°C) au laminoir réducteur tireur (LRT, Figure 1.6) qui est composé
de cages en séries comportant cette fois trois galets faisant un angle de 60 °C entre eux. Le principe
est le méme que lors de 1’étape n° 4 : a chaque cage le diametre de passage du tube est réduit ce
qui permet d’obtenir en fin de chaine le diametre souhaité. On peut mettre en place jusqu’a 24
cages selon les dimensions finales du tube souhaitées. La longueur de celui-ci peut atteindre
jusqu’a 100 m.
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Fig. 1.6 Laminoir réducteur tireur, d’aprés [2]

Enfin la derniere étape consiste a laisser refroidir les tubes a I’air libre sur un refroidissoir (Figure
1.7) jusqu’a température ambiante avant de les couper, de les protéger et de les « botteler »
conformément aux spécifications des clients. Avant cette derniere étape, les tubes peuvent subir
plusieurs traitements thermiques. Ces opérations, qui comprennent notamment une étape de trempe
sont primordiales pour conférer des propriétés mécaniques tres élevées aux tubes. Les
refroidissements tres rapides, comme la trempe martensitique, mettent en jeu au sein de 1’acier des
transformations dites sans diffusion ou displacives (déplacements atomiques tres faibles et par
mouvements corrélés d’atomes) entrainant une augmentation du volume et 1’apparition de
contraintes internes dans le matériau. La formation de martensite est notamment tres recherchée
par les industriels en raison de ses propriétés mécaniques et de sa dureté tres élevée. Notre étude
est centrée sur cette opération de trempe et nous proposons de détailler plus particulicrement le
procédé de trempe utilisée dans la tuberie de Saint-Saulve.

Fig. 1.7 Refroidissoir, d’aprés [2]

2) Le procédé de trempe tangentielle de Saint-Saulve

Le procédé de trempe du groupe Vallourec, mis en place dans la tuberie de Saint-Saulve, utilise
’ébullition nucléée convective par jets impactant d’eau sous-saturée afin de dissiper les flux de
chaleur trés élevés des tubes sortant du four d’austénitisation. La sous-saturation du fluide, encore
appelée sous-refroidissement ATsub est définie comme la différence entre sa température
d’ébullition ou de saturation (100 °C pour 1’eau a pression atmosphérique) et la température a
laquelle le fluide est employé pour le refroidissement (généralement entre 20 °C et 25 °C).

Les tubes sont acheminés a travers 6 anneaux de 1m50 de long (Figure 1.8), comprenant chacun
630 buses également réparties le long de la surface de révolution (Figure 1.9). Le transport des
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tubes se fait par des galets convoyeurs (Figure 1.10) leur conférant un mouvement hélicoidal
(vitesse de translation et de rotation de I’ordre du métre par seconde). L’inclinaison des buses, est
réglée par ’opérateur de maniére a ce que les jets impactent le tube quasi-tangentiellement. Ce
procédé de trempe a pour but de garantir un refroidissement a une vitesse maitrisée et de la maniere
la plus homogene possible sur toute la surface du tube.

Fig. 1.9 Buses d’injection Fig. 1.10 Galets convoyeurs

a. Angle d’attaque des jets

L’angle d’attaque est un parameétre ajusté par I’opérateur en fonction du diametre des tubes, de
maniere a ce que le jet sortant de la buse soit géométriquement tangent a la surface interne du tube.
Le jet va donc impacter le tube avec un certain angle d’attaque o par rapport a la tangente a la
surface externe du tube (Figure 1.11). Cet angle varie naturellement selon le diamétre et 1’épaisseur
des tubes refroidis. Quelques valeurs d’angles associés aux dimensions sont répertoriées dans le
tableau 1.12 (les dénominations des nuances ont ét€é remplacées pour des raisons de
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confidentialité). Selon les dimensions des tubes refroidis, la plage d’angle d’attaque réelle peut
varier entre 25,8° et 39°.

Buse| V : Point visée pour le jet

I : Point d’impact réel du jet
o : angle d’incidence du jet sur le tube

Fig. 1.11 Schéma de I’impact du jet sortant d’une buse sur le tube

Dismétre | Epuisseur | G280 | IO | Grate
("} {mis)
1| 6033 483 | 3287 | 1,00 X
2 | 73,03 551 | 31,89 | 0,75 X1
3| 889 645 | 31,25 | 06 X2
4 | 889 645 | 3825 | 180 X3

Tableau. 1.12 Dimensions et angle d’attaques résultant de quelques nuances d’acier
traitées

b. Vitesse du jet

Le débit total d’eau utilisé est de 1800 m*/h. Celui-ci peut étre réparti par 1’opérateur entre chacun
des 6 modules de refroidissement de maniere a pouvoir adopter des configurations permettant de
limiter les gradients de température trop importants en entrée et sortie de trempe pour certaines
nuances plus susceptibles de cintrer. Comme nous 1’avons vu chacun des modules comporte 630
buses circulaires de diameétre 2 mm. La vitesse moyenne de I’eau sortant de chacune des buses est
donc d’environ 40 m/s.

c. Température de I’eau de refroidissement

Ce parametre, tres influent sur les transferts thermiques, est régulé de maniere a toujours se situer

entre 20 et 25 °C. La sous-saturation appliquée est donc tres élevée dans ce procédé : ATsup = [75
°C - 80 °C].
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d. Vitesse du tube refroidi

Le tube défile a travers les modules par I’intermédiaire de galets convoyeurs qui lui conferent un
mouvement hélicoidal. Sa vitesse linéique est choisie en fonction du diametre du tube ; les tubes
a gros diametre défilent aux plus faibles vitesses car ils doivent séjourner plus longuement dans
les modules pour étre refroidis jusqu’a la température souhaitée. La vitesse linéique varie
généralement entre 0,2 et 1,8 m/s. La vitesse de rotation des tubes est de ’ordre de 50 rpm. Le
rapport entre la vitesse de défilement du tube et la vitesse du jet, noté r*, est un parametre
important. En effet le transfert thermique a la surface du tube, comme nous le verrons dans les
parties suivantes, varie considérablement selon que r* est proche de 0 (si le tube était peu mobile)
ou que sa valeur soit supérieure a 1’unité.

Dans le procédé de trempe tangentielle, les vitesses de jets sont beaucoup plus importantes que la
vitesse de défilement du tube (r* égal ou inférieur & 0.05) ce qui laisse présumer que les courbes
d’ébullition, qui représentent I’évolution des densités de flux surfaciques en fonction de la
température de paroi, s’approchent sur cette installation de celles obtenues dans le cas de
refroidissement d’une paroi statique.

e. Hauteur du tube

Le positionnement vertical du tube a I’intérieur des modules est également un parameétre ajusté par
I’opérateur selon le diameétre du tube traité. En effet, il est trés important de centrer le tube afin
d’obtenir un taux de refroidissement le plus uniforme sur toute la circonférence du tube. Dans le
cas contraire, des défauts comme le cintrage peuvent se produire rendant les tubes trempés
inutilisables et bien slir non-commercialisables.

3) Enjeu industriel

Comme nous ’avons vu, la trempe est une opération délicate et complexe au cours de laquelle
certains défauts peuvent survenir comme les tapures, ou le cintrage, rendant alors inutilisable les
tubes. La pratique industrielle montre que 1’apparition de ces défauts est aussi dépendante de la
nuance d’acier et/ou de la dimension du tube trempé.Il arrive que les causes de ces défauts ne
soient pas toujours comprises et donc maitrisées occasionnant de maniere ponctuelle d’évidentes
difficultés dans la production de [D’atelier. Une meilleure compréhension des mécanismes
physiques et de leurs couplages en vue de diminuer I’occurrence de ces défauts, est primordiale
pour I’industriel, et ¢’est pour cette raison que le Centre de Recherche de Vallourec s’est associé
avec I’Université de Lorraine pour mettre en place ce travail de these. L’enjeu industriel est donc
ici de développer une démarche associant le procédé et le produit a partir de laquelle il sera
possible d’optimiser les paramétres opératoires du procédé de trempe pour les différentes
nuances d’acier traitées.

4) Enjeu scientifique

L’enjeu scientifique se concentre sur I’étude des phénomenes de transferts thermiques convectifs
avec changement de phase se produisant a la surface des tubes durant le refroidissement. Si ce
theme a fait ’objet d’un grand nombre de travaux, le plus souvent expérimentaux, la trempe par
impact de jets est sans doute un sujet encore plus complexe que celui par immersion, et la littérature
y est moins abondante. L’influence de certains parametres opératoires a cependant déja été étudiée
(comme la température de 1’eau de refroidissement ou la vitesse du jet impactant), avec en
particulier les travaux initiés lors de la these de Kouachi [3] au LEMTA. Ce travail mérite d’étre
poursuivi pour analyser en particulier les effets de I’orientation du jet par rapport au champ
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gravitaire et I’angle d’impact du jet. On comprend facilement que ces deux parametres sont de
nature a modifier I’hydrodynamique de 1I’écoulement, et donc conduire a des transferts thermiques
inhomogenes le long de la surface de révolution du tube. Enfin, I’investigation poussée des
transferts thermiques ne se justifie que si les conséquences sur les transformations mécaniques et
métallurgiques du tube peuvent étre prédites. Le couplage procédé-produit est un objectif a la fois
scientifique et applicatif qui est visé pour donner suite aux theses de J.F. Douce [4] et Loic Mangin
[2] pour lesquelles, dans des situations plus simples, ce but a été atteint.

5) Démarche de travail

Ce manuscrit est organisé en suivant la démarche que nous avons adoptée durant cette étude.

Dans le chapitre 2, apreés un rappel des résultats principaux de la littérature concernant le transfert
de chaleur associé au refroidissement par jet, on présente le dispositif expérimental mis en place
pour étudier I’effet de plusieurs parameétres sur le transfert de chaleur. La méthode d’inversion
utilisée pour estimer les flux de chaleur a partir de la mesure de température est également
présentée. Les résultats des différentes campagnes de mesures sont ensuite présentés en détail et
analysés afin de compléter les corrélations de transfert de chaleur de la littérature.

Dans le chapitre 3 nous abordons la simulation numérique du refroidissement par jet. On ne
s’intéresse tout d’abord qu’aux aspects hydrodynamiques puis la modélisation des transferts de
chaleur et de maticre utilisée pour une simulation compléte est présentée ainsi qu’un cas simplifié
de refroidissement d’une plaque par un jet perpendiculaire.

A T’issue des chapitres 2 et 3, dont le but commun est d’améliorer la prédiction de 1’évolution
spatio-temporelle des coefficients de transferts de chaleur en surface d’un tube durant son
refroidissement, on s’intéresse au comportement du tube durant la trempe, d’un point de vue
thermique, métallurgique et mécanique. Un dispositif expérimental original de refroidissement par
un jet plan d’un tube immobile en acier 42CrMo4 est décrit et les résultats de campagnes de
mesures sont apportés. Le modele couplé température—transformations de phases—contraintes-
déformations implanté dans le code de calcul par éléments finis Sysweld est bricvement rappelé,
puis les simulations des essais expérimentaux sont alors menées pour mieux comprendre
I’enchainement des mécanismes qui donnent naissance aux déformations enregistrées.
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Chapitre 2
Approche expérimentale pour la détermination
des coefficients de transfert de chaleur

Nous abordons dans ce chapitre 1’ébullition convective par jet impactant, trés utilisée dans
I’industrie sidérurgique pour sa grande capacité a évacuer des flux de chaleur tres €levés et ceci a
trés haute température. Ce mode de transfert de chaleur a fait ’objet d’un grand nombre d’études.
Celles-ci ont permis de mieux appréhender les phénomenes instables dans le temps et dans I’espace
qui se produisent sur la surface refroidie et qui entrainent I’apparition de plusieurs régimes de
transfert thermique au cours du refroidissement. On propose de réaliser en premiere partie de ce
chapitre, une synthése d’une partie de ces travaux, une bibliographie trés détaillée ayant déja été
proposée par Wolf [5], Robidou [6], Kouachi [3] et plus récemment Karwa [7]. Apres avoir
présenté les phénomenes hydrodynamiques et thermiques se produisant sur une paroi refroidie par
un jet impactant, en différenciant les cas de la paroi statique et mobile, on recense 1’influence
« connue » de plusieurs parametres sur le transfert de chaleur pour les différents régimes se
succédant sur la paroi. Enfin nous présentons les corrélations recensées dans la littérature pour
chacun de ces régimes ainsi que leur domaine de validité.

Apres ce rappel bibliographique, nous présentons dans une seconde partie les travaux
expérimentaux que nous avons réalisés au LEMTA a ’aide de deux dispositifs de refroidissement
d’un cylindre en Nickel par un jet d’eau plan impactant. Les résultats de 1’étude concernant
I’influence de la vitesse de la surface impactée sur le transfert de chaleur sont tout d’abord
présentés, puis viennent ensuite ceux visant a caractériser I’effet de 1’angle d’impact du jet sur la
paroi et de son orientation par rapport a la gravité. Ces résultats sont confrontés a différents travaux
de la littérature. De nouvelles corrélations estimant le maximum de flux échangé en fonction de la
mobilité de la surface sont proposées.

Enfin, nous concluons ce chapitre en présentant les mesures et 1’analyse du refroidissement du
cylindre en configuration statique. Ce travail a été utilisé pour la définition des conditions limites
implémentées dans le code de calcul Sysweld pour le calcul du refroidissement d’un tube d’acier
par un jet impactant, qui sera traité dans le chapitre 4.

1) Ebullition convective

Contrairement a I’ébullition libre (ou en fluide stagnant) pour laquelle les régimes d’ébullition dits
« classiques », rappelés sur la figure 2.1, ont été mis en lumiere par la célebre expérience de
Nukyama [8], I’ébullition dite convective indique que la vitesse du jet et/ou de la surface refroidie
soit non nulle. Le transfert de chaleur associé a chaque régime apparaissant localement en paroi
est alors principalement fonction de la vitesse du jet, du sous-refroidissement et de la température
pariétale. L’utilisation industrielle de ce mode de refroidissement pour les tubes d’acier s’est
considérablement développée afin de répondre aux besoins technologiques accrus des clients, en
produisant des matériaux capables de supporter les nouveaux challenges technologiques comme
les forages trés profonds, pour lesquels les sollicitations mécaniques s’exercant sur les tubes sont
extrémement importantes. Plus que jamais la structure métallurgique de I’acier produit doit étre
controlée tres précisément. L’utilisation de jets impactant pour le refroidissement permet, d’une
part de dissiper des flux de chaleur plus importants en surface des tubes, et donc d’atteindre plus
facilement des vitesses de refroidissement supérieures aux vitesses critiques de trempe des phases
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métallurgiques recherchées, et d’autre part d’accéder a un plus grand nombre de paramétres
opératoires controlables dont nous allons décrire et étudier les effets dans la suite de ce travail.

Nous ne nous intéresserons dans cette partie qu’a la configuration du refroidissement par jet libre
impactant pour laquelle nous différencierons le cas de I’impact sur une surface statique et celui se
faisant sur une surface en mouvement. Le lecteur souhaitant aborder d’autres configurations telles
que le jet immergé ou le jet confiné pourra se référer a la littérature [5],[7].
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Fig. 2.1 Courbe d’ébullition de Nukiyama donnant le flux extrait en fonction de la
température, d’apreés [8]

a. Cas d’une surface statique
i. Considérations hydrodynamiques

Lors de Iimpact d’un jet plan (i.e. lame d’eau par exemple) perpendiculairement a une paroi,
I’écoulement est dévié et s’effectue ensuite tangentiellement a celle-ci. En simplifiant, un jet
d’épaisseur d, se divise alors en deux courants symétriques d’épaisseur proche de d/2. Les
distributions de vitesse et de pression au sein de 1’écoulement le long de la paroi évoluent selon
trois zones caractéristiques (Figure 2.2) :

 La premiére zone, appelée zone d'impact ou zone de stagnation, coincide avec l'impact du jet.
Elle correspond a un changement d'orientation de la vitesse du fluide et a une augmentation
presque linéaire de sa composante tangentielle dans I'écoulement. Pour un jet plan d’épaisseur d,
I’abscisse x correspondant a la limite de la zone d’impact est donnée logiquement selon Wolf par

[5] :
x/d < 0,5

* Lui succede une deuxieme zone dans laquelle la pression (sur la paroi) diminue fortement alors
que la vitesse tangentielle augmente considérablement et avoisine celle du jet. Cette zone
d'écoulement laminaire, appelée zone d'accélération, se situe dans les domaines :

0,5 <x/d< 2 d’apres [5]
0,5 <x/d< 3 d’apres [9]
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* A une distance supérieure, dans la zone d'écoulement paralléle, les effets hydrodynamiques liés
a l'impact du jet sur la paroi disparaissent. Pour un jet plan, le profil de vitesse est alors établi : la
vitesse du liquide est tres proche de celle du jet :

x/d>2o0u3

i A : stagnation 2> x/d<0,5
B : accéleration = 0.5<x/d< 2
C : écoulement 2> x/d > 2

C

Fig. 2.2 Zones caractéristiques dans le cas statique, [3]

De nombreux auteurs ont étudié les mécanismes régissant I’évolution des différents régimes
d’écoulement et modes de transfert de chaleur s’établissant en surface d’une paroi refroidie par un
jet impactant, en mettant en ceuvre des dispositifs expérimentaux souvent originaux. Des
observations et interprétations vari€es ont €té faites durant ces études concernant le régime de
transfert thermique qui s’établit initialement dans la zone de stagnation, lorsque la température de
paroi est encore extrémement €levée. Cette disparité des résultats souligne une fois de plus la
difficulté de compréhension des phénomenes mis en jeu.

Plusieurs auteurs comme Ishigai [10] ont observé la formation, aux plus hautes températures de
paroi (~ 1000 °C), d’un film de vapeur continu et stable recouvrant entierement la surface, y
compris la zone d’impact du jet, prévenant ainsi le contact liquide-solide [11], [12]. Un contact
liquide-solide trés bref s’établirait en réalité initialement ce qui conduirait a la formation de bulles
de vapeur puis a leur coalescence ; le jet glisse ensuite sur ce film de vapeur et forme alors une
couche de liquide plane et tres brillante qui se désagrege en gouttelettes a ses extrémités. Bogdanic
[13] qui a mesuré, dans des conditions stationnaires, la distribution de la fraction de vapeur sous
un jet impactant, a montré qu’il n’y avait pas de remouillage intermittent de la paroi durant le
régime d’¢ébullition en film. Robidou [6] a également observé durant ses mesures, effectuées dans
des conditions stationnaires (température de paroi imposée) et pour un faible sous-refroidissement
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qu’il n’y avait pas de fluctuations notables de la température durant le régime d’ébullition en film
dans la zone de stagnation.

D’autres auteurs ayant étudié ces phénomenes au moyen de mesures effectuées dans des conditions
transitoires, configuration qui correspond par ailleurs davantage a la réalité physique d’une trempe
industrielle, n’ont pu observer la formation d’un tel film de vapeur stable dans la zone de stagnation
au début du refroidissement. Selon Prieto et Menendez [ 14], dans la zone d’impact du jet, on trouve
de la convection forcée monophasique, méme pour une température de surface située entre 600 et
900°C. Viskanta et Bergman [15] et Timm et al. [16] décrivent un régime de transition apparaissant
méme aux plus hautes températures de paroi. Un degré suffisamment élevé de sous-
refroidissement et de vitesse de jet est nécessaire pour éviter, selon ces auteurs, 1’apparition du
régime d’¢ébullition en film, méme pour des températures de paroi normalement associées a ce
régime. Ishigai et al. [10] avait par ailleurs observé la disparition du régime d’¢ébullition en film
lors de ses expériences, dés lors qu’il utilisait un sous refroidissement supérieur a 55 K, ce qui
confirme les observations de [16] . Leocadio et al. [17], ont observé, grace a une caméra rapide,
les premiers instants du refroidissement d’une plaque d’acier de longueur 150 mm et d’épaisseur
10 mm, initialement a 900 °C par un jet d’eau a 20 °C. IIs constatent, aprés un mouillage initial de
la plaque lors de I’impact du jet, la formation (a t = 0,24 s) d’une couche de vapeur sous le jet,
correspondant a la zone blanche sur la Figure 2.3.a. Cette couche de vapeur est quasi
instantanément déstabilisée par le jet et les auteurs observent alors le remouillage de la surface
dans la zone de stagnation qui se caractérise par I’apparition d’une zone plus sombre (Figure 2. 3.b
a t=0,40 s). On peut voir en périphérie de cette zone, un disque blanc qui correspond au front de
mouillage. Ce front s’étend ensuite au cours du temps comme le montre la Figure 2.3.c prise apres
environ 1s de refroidissement.

- ’ - ﬁ
0,24s 0,40s 1,04s

(a) (b) (c)

—— -

— — 4 -~ ———— ——t .

Film boiling Solid-liquid contact Wet front

Fig. 2.3 Régimes d’ébullition apparaissant en paroi, d’apreés [17]

Apres la déstabilisation de la couche de vapeur, Robidou [6] observe d’importantes fluctuations
de la température de la surface causées par un remouillage intermittent de la paroi. Avec la chute
de température, une petite zone liquide se forme sous le jet. Pour Piggot et al. [11] 1’¢bullition de
transition pourrait se produire dans cette région. A mesure que la température de la paroi diminue,
le temps de présence de la vapeur en proche paroi raccourcit tandis que les contacts liquide-paroi
se prolongent. Lorsque la température diminue davantage encore, le remouillage permanent se
déclenche ; il est caractérisé par I’apparition d’une zone sombre en paroi comme nous ’avons vu
sur les images capturées par Leocadio et al. [17] (Figure 2.3.b).
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Le transfert de chaleur est considérablement plus élevé dans la zone de stagnation que dans la zone
d’écoulement paralléle et le remouillage de la paroi ne s’effectue initialement que dans une zone
correspondant approximativement a la zone de stagnation. A la frontiere de la zone mouillée, les
régimes d’ébullition de transition et d’ébullition nucléée pleinement développée apparaissent au
niveau du front de mouillage selon Hammad et al. [18]. Selon les propriétés thermiques du
matériau composant la paroi, la zone mouillée peut ne pas évoluer pendant un certain temps appelé
« délai de mouillage ou délai de propagation »; ce « délai » est fonction de la vitesse du jet, du
sous-refroidissement, de la température initiale et du rapport des effusivité thermique du matériau
et du liquide [11], [12], [19]. Mozumder et al. [19] affirment en effet que les métaux a relative
faible conductivité thermique, tels que les aciers, sont incapables de conduire assez rapidement la
chaleur jusqu’a la zone de stagnation pour conserver une température de paroi assez élevée pour
garantir le maintien d’un film de vapeur stable en surface. Ils ont établi des corrélations reliant le
délai avant propagation du front liquide et le rapport des effusivités thermiques du matériau et du
liquide de refroidissement:

Eq. 1

La durée de maintien du film de vapeur sera donc beaucoup plus importante dans le cas d’un
refroidissement de matériaux comme le cuivre et 1’étain que pour un acier dont la conductivité
thermique est environ 10 fois inférieure a celle de ces matériaux. La propagation du front de
mouillage sera donc extrémement rapide en surface des aciers comme nous 1’avons vu lors de
I’é¢tude menée par Leocadio [17].

Lorsque les zones périphériques se refroidissent sous 1’effet de la conduction radiale, le front de
mouillage se déplace : la zone mouillée s’agrandit (Figure 2.3.c). Plusieurs auteurs localisent le
régime d’ébullition de transition et les flux échangés les plus important au niveau du front de
mouillage tandis que les régimes d’ébullition nucléée partielle et de convection forcée
monophasique se déroulent au sein de la zone mouillée [18], [19], [21]. Enfin le film de vapeur
reste présent en dehors de la région délimitée par le front de mouillage.

ii. Transfert de chaleur en jet impactant

Comme nous I’avons énoncé dans le paragraphe précédent, les résultats des études traitant du
transfert de chaleur durant le refroidissement par jet impactant se séparent en deux grandes familles
qui dépendent de la technique de mesure utilisée pour I’étude.

La premiere rassemble les études effectuées dans des conditions stationnaires qui permettent
d’¢étudier plus particuliecrement un régime de transfert thermique comme 1’¢ébullition nucléée ou
I”ébullition en film a partir de dispositifs expérimentaux dits « a température controlée ». Robidou
[2] a notamment mis au point un dispositif expérimental original lui permettant de réguler
précisément la température d’une plaque de cuivre impactée par un jet d’eau sous-refroidi. Ce type
de mesure, bien que tres intéressant pour étudier avec précision les différents régimes d’ébullition,
s’¢loigne des conditions réelles d’un refroidissement industriel.

La seconde famille de mesures rassemble celles qui sont effectuées dans des conditions
transitoires, reproduisant ainsi les conditions industrielles d’une trempe en refroidissant en continu
une piece initialement a haute température. On peut donc étudier directement toute la courbe
d’¢ébullition suite a I’apparition successive des différents régimes de transfert de chaleur en paroi,
mais ce type de mesure s’accompagne d’une dispersion beaucoup plus importante des résultats
obtenus. En effet, en condition stationnaire (en contrdlant la température de la paroi, on s’affranchit
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du couplage avec le solide et selon Karwa [7], les flux issus des expériences effectuées dans des
conditions stationnaires sont surestimés par rapport a ceux provenant de mesures transitoires.

On propose dans cette partie de décrire les principaux résultats issus de ces deux familles de
mesures.

* Etudes en régime stationnaire

Peu d’auteurs ont étudié le « refroidissement » d’une plaque par un jet d’eau sous-refroidi dans
des conditions stationnaires. Cela nécessite, pour observer toute la courbe d’ébullition, de pouvoir
maintenir constante la température de la plaque durant I’expérience et ceci malgré I’impact continu
d’un jet d’eau sous-refroidi sur celle-ci. La plupart des études expérimentales ont donc été réalisées
lors de refroidissements continus. Cependant Robidou [2] a atteint cet objectif en mettant au point
un dispositif expérimental original. Celui-ci se compose d’un jet plan de largeur 10 mm et
d’épaisseur I mm impactant une surface composée de 8 modules de cuivre chauffés par effet joule
grace a une feuille résistive placée au niveau de la face inférieure de chaque module (Figure 2.4).
Chaque module, d’une surface de 10x10 mm?, est régulé en puissance en fonction de la différence
entre la température souhaitée et la température mesurée. Ainsi Robidou a pu construire la courbe
d’ébullition point par point

Fig. 2.4 Jet impactant le bloc de modules chauffés, d’aprés Robidou [6]

La Figure 2.5 représente des courbes d’ébullition locales correspondant a trois positions de la paroi
plus ou moins €loignées du point d’impact (x = 0, 19 et 44 mm, soit environ 2d et 4d) d’apres les
mesures effectuées a faible sous-refroidissement (< 20 °C). Les transferts thermiques sont
beaucoup plus intenses a I’impact que dans la zone d’écoulement parallele (rapport de 2,5 pour le
flux critique et de 7 dans la zone d’¢ébullition de transition).

En s’¢loignant de la zone d’impact, ’allure des courbes se rapproche de celles obtenues dans le
cas de I’ébullition libre. Plus on s’¢loigne du point d’impact et plus le flux critique et les flux
échangés dans le régime d’ébullition de transition diminuent. En revanche on observe a I’impact
une différence dans le régime d’ébullition de transition, avec des flux transférés importants et
restant élevés sur une large gamme de température de paroi. Cette partie de la courbe d’ébullition
est communément appelée « plateau de flux ». 1l correspond au régime particulier, caractérisé par
la formation d’une couche instable de vapeur accompagnée de remouillages intermittents [22],
[23], [24]. Il a été observé par plusieurs auteurs aussi bien dans des conditions stationnaires [5],
[2], [13], que transitoires [3], [10], [25], [26].
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Fig. 2.5 Courbes d’ébullition en fonction de la distance a ’impact. Apparition du plateau
de flux dans la zone d’impact, d’aprés [6]

Seiler-Marie [27] a étudié ce phénomene, en s’appuyant sur les données expérimentales de
Robidou [6], et elle a proposé une explication physique qui est schématisée sur les Figure 2.6 et
2.7 ; la compétition entre les forces de tension superficielle et les forces d’inertie du jet tendent a
déstabiliser I’interface. Selon Seiler-Marie [27], ces instabilités de type Rayleigh Taylor créées par
le jet a I’interface liquide/vapeur, provoquent la fragmentation des bulles. Des lors, on observe un
accroissement du brassage du fluide et un intense renouvellement du fluide chaud par le fluide
frais. La conduction instationnaire ainsi générée par le renouvellement du fluide (déstabilisation
de la couche limite thermique) produit une augmentation nette du flux. Plus la température
pariétale augmente, plus le gradient de température entre le liquide et la paroi devient important.
De méme, lorsque la surface de remouillage diminue, cela conduit a limiter le flux (plateau de flux
lié a l'instabilité des bulles). Cependant il n'est pas exclu d’observer de fortes variations de flux
dues au comportement « explosif » de 1'ébullition a ces hautes températures, qui se caractérise par
I’¢jection du liquide et par la formation et la croissance brutale des bulles en paroi.

Sur la Figure 2.6, b représente la hauteur de la sous-couche de liquide surchauffé au niveau de la
paroi, et R le rayon critique au dessus duquel les bulles sont systématiquement fragmentées par
I'énergie cinétique du jet, que Seiler exprime par :

avec :

R=r|—9 =z|%c Eq.2
j/tot(pl_pv) Vj
o la tension de surface

Ttot I’accélération totale du jet de diametre d qui prend en compte 1’accélération gravitationnelle et
I’accélération due a ’hydrodynamique du jet : o = VZ/d + g
Cr : le coefficient de Laplace

En faisant I'hypothese que la taille maximale des bulles en paroi est sensiblement égale a b, Seiler-
Marie [27] explique la présence du plateau de flux par le remouillage de la paroi, qui serait permis
par la fragmentation des poches de vapeurs lorsque le rayon caractéristique de ces dernieres atteint
une valeur égale a R. (Figure 2.7.b). Ceci expliquerait que le plateau de flux n'apparaisse qu'a
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I'impact, 1'énergie du jet dans la zone d’écoulement n'étant pas suffisante pour fragmenter les
poches de vapeur loin de l'impact. Pour des surchauffes plus importantes, la paroi s'asseche
completement et le régime d’ébullition en film apparait.

Sur la Figure 2.7 les différentes étapes du mécanisme décrit par Seiler sont détaillées. A chaque
oscillation, une quantité de liquide traverse la couche de vapeur établie en paroi (b). Le liquide
atteint alors la paroi et s’y répand. Il se réchauffe alors par conduction au contact de la paroi (c).
Lorsque la température du liquide est proche de la température de saturation, une partie du liquide
directement en contact avec la paroi se vaporise. La vapeur générée entraine alors le liquide chaud
vers 1’écoulement principale laissant la place a du liquide plus frais.

----------- b : hauteur de la sous-couche liquide surchauffée a

himi R, la paroi
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Fig. 2.6 Schématisation des phénomeénes conduisant au plateau de flux , [27]
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Fig. 2.7 Schématisation du phénomeéne de fragmentation des bulles, [27]
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*Ftudes en régime transitoire (refroidissement continu)

Les mesures effectuées en régime transitoire permettent de mieux appréhender les situations
réelles de refroidissement telles qu’elles se produisent lors des opérations industrielles de trempe.
On utilise souvent, en plus des courbes d’¢ébullition, des courbes de refroidissement pour décrire
ces situations. Elles décrivent I’évolution temporelle de la température de la paroi et font
apparaitre, au gré des changements de pente, les différents régimes de transfert de chaleur
rencontrés durant le refroidissement (Figure 2.8).

I : Mouillage initial (refroidissement brusque)

1T : Ebullition en film

" I : Ebullition de transition + Ebullition nucléée
IV : Convection monophasique

5
'_F' Point de Leidenfrost
3
£ Flux critique
g (point d’inflexion
2 de la portion IIT)
£ 111
3
5
E—..
l"\r'h
Temps, s

Fig. 2.8 Courbe de refroidissement, d’apres [3]

Kouachi [3] a effectué des mesures lors du refroidissement d’un cylindre en nickel chauffé jusqu’a
600 °C puis refroidi par un jet d’eau plan (Vj=1,2 m/s et ATs = 15 °C). Il compare I’évolution des
courbes de refroidissement (Figure 2.9) et d’ébullition (Figure 2.10) au point d’impact et dans la
zone d’¢écoulement. Ces résultats confirment 1’écart important différence en termes d’efficacité de
refroidissement entre ces deux positions. La température au point d’impact passe de 600 °C a 200
°C en pres de 10 s (40 °C/s) tandis que cette température n’est atteinte qu’apres 45 s dans la zone
d’écoulement (9 °C/s). On peut constater sur la courbe d’ébullition, au point d’impact, que le
régime d’¢bullition de transition est bien présent avec I’apparition d’un plateau de flux sur une
large gamme de surchauffe (250 °C — 450 °C). Dans la zone d’écoulement, un film de vapeur
s’installe pour les plus hautes températures ce qui explique la plus faible efficacité de
refroidissement.
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Fig. 2.10 Courbes d’ébullition (impact et zone d’écoulement paralléle), d’apres [3]

Ces phénomenes ont été observés également par Leocadio et al. [17] dont nous avons déja présenté
les résultats, qui mettent en évidence le mécanisme de propagation du front de mouillage, lors de
I’é¢tude expérimentale du refroidissement d’une plaque d’acier initialement a 900 °C avec un sous-
refroidissement de 80 °C (cf. section 1.a.ii - Figure 2.3). La Figure 2.11 rend compte de la variation
du flux de chaleur et du coefficient de transfert de chaleur mesurés au point d’impact du jet durant
le refroidissement de la plaque. Les auteurs notent la présence de trois régimes distincts : la
convection forcée, 1’ébullition nucléée et un régime de transition. A partir de leurs observations ils
affirment donc que, dans la zone d’impact, un régime d’ébullition de transition apparait
immédiatement apres le premier instant d’impact du jet. On n’observe en effet pas de minimum
de flux ni de changement de pente sur la courbe aux plus hautes températures de paroi ce qui
démontrerait la présence d’un régime d’ébullition en film. On note également que la forme de la
courbe observée dans le régime d’ébullition de transition différe totalement de celle caractérisant
habituellement le plateau de flux dans des configurations avec un plus faible sous refroidissement
[3] et/ou obtenues dans des conditions de mesures stationnaires [2]. Cette différence avait déja été
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soulignée par Ishigai et al. [10] lors de ces mesures avec un sous-refroidissement de 55 °C [10].
Nous pensons en revanche que le point désigné sur la courbe par Leocadio comme étant
I’emplacement du flux critique (CHF) correspond en réalité a un maximum de flux se situant
toujours dans le régime d’ébullition de transition, étant donné la température de paroi tres élevée
pour laquelle ce maximum apparait (Tp = 500 °C).

Tres récemment Karwa [7] a également mis en évidence ces trois régimes caractéristiques du
transfert de chaleur au cours d’expérimentations mettant en ceuvre le refroidissement d’un cylindre
plein en acier (diametre = 50 mm, hauteur = 20 mm) par un jet d’eau circulaire fortement sous-
refroidi (ATsuw= 80 °C). 1l a identifié¢ une région centrale « mouillée » dans laquelle I’ébullition
nucléée est le mode de transfert de chaleur prédominant, un front de mouillage annulaire entourant
la zone mouillée et dans lequel 1’ébullition de transition est le mode de transfert principal et enfin
une région extérieure non-mouillée car recouverte d’un film de vapeur, pour laquelle le
refroidissement de la surface est dii au rayonnement et a la conduction radiale dans la paroi.
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Fig 2.11 Flux de chaleur et coefficient de transfert au point d’impact pour une température
initiale de paroi : Tp,i = 900 °C et un sous-refroidissement ATsupb = 80 °C, d’apreés [17]

Karwa [7] a également observé le déplacement du front de mouillage au cours du temps et son
impact direct sur le taux de refroidissement AT, /Ar. Il a montré que le front de mouillage

coincidait avec la zone de gradient maximal de température. On peut observer sur la Figure 2.12
I’évolution temporelle du taux de refroidissement a différentes positions par rapport au point
d’impact situé en r = 0. Le remouillage intervient tout d’abord uniquement dans la zone d’impact.
On peut voir en effet qu’apres 0,03 s, le taux de refroidissement atteint environ 200 K/s dans cette
zone, restant quasiment nul ailleurs. Le refroidissement s’accélére en r = 8 mm a partir de 0,1 s ce
qui témoigne du déplacement du front de mouillage qui atteint cette position suite a
I’agrandissement de la zone mouillée Le taux maximal est alors atteint en zone d’impact (800 K/s).
Ces données montrent également que durant les 2 premieres secondes, la zone située a 20 mm du
point d’impact est recouverte d’un film de vapeur, comme en témoigne le tres faible taux de
refroidissement mesuré. On note également que 1’augmentation du taux de refroidissement
provoquée par le passage du front de mouillage est moins importante a mesure que 1’on s’¢loigne
du point d’impact.
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Fig. 2.12 Evolution temporelle du taux de refroidissement a différentes positions radiale sur
la surface, d’aprés [7] - V; =2 m/s ATup =80 °C

Ces courbes prouvent que, selon la position radiale sur la paroi, la durée de refroidissement varie
considérablement. En effet dans la zone de stagnation, a r = 0 mm, la chute de température est
beaucoup plus prononcée et rapide que pour la position radiale r = 20 mm (le rapport des taux de
refroidissement est d’environ 9). Karwa a également confirmé les observations d’Hammad et al.
[18] en démontrant que la position du maximum de flux (rmnr) était toujours située légerement en
amont du front de remouillage (rw), soit toujours dans la zone mouillée et ceci pour des mesures
effectuées a différents sous-refroidissement et différentes vitesses de jet (Figure 2.13). Les
observations photographiques apparaissant sur la Figure 2.14 montrent qu’avant d’atteindre le
maximum de flux, le régime de transfert de chaleur est un régime d’ébullition de transition puis
qu’ensuite se déclenche un régime d’ébullition nucléée. Ces observations ont été synthétisées sur
le schéma Figure. 2.15.
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Fig. 2.13.a Evolution de la position radiale du front de mouillage et du maximum de flux
pour différentes configurations d’expériences ; F1: F2 : F3: F6 : F7 : d’aprés [7]
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Experiment # T (°C) Tp (°C) vy (mds)  dy (mm) iy kg.f[mz-s:l Re;

Tr Javg Ty

F1 £090.0  5.05 258 25 2.738 75 7803
F2 8952 3.16 259 5.1 2.943 17.67 17145
F3 5915 18 252 7.5 2.974 26.54 25127
E4 8950 3.22 253 9.75 2.985 34.75 32871
E5S 885 3.2 12 2.5 2.728 7.5 5544
Fs 8032 35 13 477 203 16.43 11654
E7 901.5  2.58 39.9 5.2 2.945 15.05 23661

Fig. 2.13.b Parametres opératoires adoptée pour les différentes expériences de Karwa, [7]

On peut noter que le régime de convection monophasique en zone A sur la Figure 2.15, n’apparait
probablement pas en début de refroidissement comme pourrait le laisser penser le schéma.

Maximum heat flux

,— Film boiling

AT, |

Nucleate bofling —] L.-— Transition boiling

I
|
q, | 4
I
|

T
ATep AT

B: Nucleate boiling

C: Transition boiling
D: Film beiling

E: Wetted region

F: Wetting front region
G: Dry region

* . Instantaneous local
boiling condition

Fig. 2.14 Vue a un instant t du dessus de la surface d’une plaque refroidie par un jet —
identification des différents modes de transfert de chaleur, d’apres [7]
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Fig. 2.15 Schématisation du refroidissement d’une plaque par un jet impactant montrant
I’ébullition dans la région mouillée et la déviation du liquide au-dela
du front de mouillage, d’aprés [7]

Plusieurs auteurs ont également constaté que le maximum de flux diminue et est obtenu a des
températures de surface plus faibles a mesure que 1’on s’¢loigne du point d’impact comme on le
voit sur la Figure 2.16. Karwa [7] explique cela par la diminution du sous-refroidissement et de la
vitesse du jet a mesure que 1’on s’¢loigne de la zone d’impact. De manicre plus générale, les
densités de flux échangées du régime d’¢ébullition nucléée pleinement développée jusqu’au régime
d’ébullition de transition diminuent et se décalent vers des températures de paroi plus faibles a
mesure que 1’on s’éloigne du point d’impact [2],[7],[3],[10].[26]
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Fig. 2.16 Evolution des courbes d’ébullition pour différentes positions radiale sur la paroi,
d’apres [7]
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iii. Influence paramétrique

Plusieurs auteurs ont mis en évidence 1’influence considérable de nombreux parametres sur le
transfert de chaleur. On se propose ici de détailler les principaux.

* Sous refroidissement

Le sous-refroidissement AT

~. » différence entre la température de saturation et la température du
fluide de refroidissement (a pression équivalente), est un parametre de contrdle qui influence
beaucoup les transferts thermiques. Cette influence a été mise en avant par de nombreux auteurs
[2], [3], [10]. IIs ont observé un effet du sous-refroidissement sur tous les régimes excepté
I’ébullition nucléée (Figure 2.17). Pour Robidou, I’augmentation du sous-refroidissement retarde
I’apparition des bulles en paroi (lorsque celle-ci est chauffée progressivement) car la mise en place
de la couche limite thermique nécessite alors une plus grande surchauffe. Le flux extrait au point
d’impact augmente avec le sous-refroidissement. Pour Robidou cela pourrait étre du a une
augmentation de la fréquence d’émission des bulles en paroi lorsque le sous-refroidissement

augmente.

Le premier minimum est décalé vers des températures légerement inférieures lorsque le sous-
refroidissement augmente. La température du premier minimum correspond au début de la
fragmentation des bulles, celles-ci atteignant un rayon supérieur au rayon critique selon Seiler [27]
dont nous avons donné 1’expression Eq. 2.

. o C ..
Le coefficient de Laplace, C, = ~(—) , augmentant lui-méme avec le sous refroidissement
g pl - pg

(la tension de surface augmente lorsque la température diminue), on comprend des lors que
I’interface des bulles sera déstabilisée plus rapidement lorsque le sous-refroidissement augmente.

Comme nous 1’avons déja évoqué dans ce manuscrit, le régime d’ébullition de transition est

fortement marqué par I’augmentation du sous-refroidissement. Les flux échangés seront beaucoup
plus importants dans ce cas, allant méme jusqu’a nettement dépasser la valeur de flux critique.
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Fig. 2.17 Influence du sous refroidissement, d’aprés [6]

Dans le régime d'ébullition en film, 1’augmentation du sous refroidissement entraine une
diminution de I’épaisseur de la couche de vapeur provoquant ainsi une diminution de la résistance
thermique de la vapeur [3]. Le flux extrait sera donc plus grand pour des sous refroidissements
plus élevés. La température de remouillage (point de Leidenfrost) augmente aussi avec le sous
refroidissement.

Dans le cas d'un refroidissement transitoire, de nombreux auteurs ont également mis en avant
I’influence du sous-refroidissement sur les courbes d’ébullition. Ishigai [10] n’observe un plateau
de flux que pour des sous refroidissements supérieurs a 15 K et son étendue augmente avec ce
parametre (Figure 2.18). Cependant lorsque le sous-refroidissement augmente et est égal a 55 K,
il observe une variation trés importante du flux dans le régime d’ébullition de transition et une
disparition du régime d'ébullition en film.

Ces mémes observations peuvent étre faites a partir des mesures de Leocadio [12] et Karwa [7]
qui ont utilisé des sous-refroidissement élevés, proches des conditions industrielles habituelles,
d’environ 80 K. Karwa [7] définit a partir de ses résultats un régime de « mouillage initial »
apparaissant immédiatement dans la zone de stagnation et caractérisé par une tres forte
augmentation du flux jusqu’au maximum de flux (Figure 2.19). Il observe que les régimes aux
extrémités de la courbe d’ébullition (début de I’ébullition de transition et ébullition nucléée
partielle) sont indépendants du sous refroidissement, En revanche, et conformément a d’autres
auteurs, il reporte une augmentation du maximum de flux et de la température du maximum de
flux avec le sous refroidissement.
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*Vitesse du jet

Ishigai et al. [10] montrent que la courbe d’ébullition se déplace vers des flux et des surchauffes
supérieurs lorsque la vitesse augmente (Figure 2.20). Ils constatent que 1'établissement du régime
d'ébullition nucléée est retardé lorsque la vitesse augmente, c'est-a-dire qu'il débute a des
températures de paroi et a des flux supérieurs. Dans le domaine de 1'ébullition nucléée partielle, ce
phénomene est probablement di au fait que lorsque la vitesse du jet est faible, les bulles possedent
une vitesse suffisante pour traverser la couche limite thermique, tandis que lorsque la vitesse est
plus élevée, elles sont transportées par le jet.

Karwa [7] montre que la vitesse de jet n’a pas d’influence aux faibles températures de paroi
(ébullition nucléée partielle) tout comme aux températures plus élevées (mouillage
initial/ébullition de transition) ce qui concorde avec les observations de Zhang [28]. En revanche,
contrairement a la majorité des résultats de la littérature, il observe une diminution du maximum
de flux au point d’impact avec I’augmentation de la vitesse de jet (Figure 2.21). Il avance comme
explication la plus probable que cet effet n’est pas physique mais lié aux limites de sa méthode
inverse qui sont atteintes lors de changements tres rapide de température ce qui est le cas lors de
I’emploi de vitesse de jet tres élevées. La résolution spatiale devient alors faible et ne permet plus
de détecter correctement les changements de températures ce qui entrainerait la sous-estimation
du maximum de flux.
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Pour Karwa [7], la température de remouillage dépend de la vitesse du jet. Il explique que la largeur
du film liquide en surface dépend du taux d’évaporation et de la reconstitution de la couche liquide.
Une augmentation de la vitesse du jet conduit a augmenter le taux de reconstitution de la couche
liquide ce qui a pour effet d’augmenter la largeur du front de remouillage et donc la température
au niveau de I’interface externe, qui correspond a la température de remouillage.

* Température initiale

Leocadio [17] et plus récemment Karwa [7] ont tout deux mis en évidence expérimentalement
I’influence considérable de la température initiale de la paroi refroidie T ; sur le maximum de flux
échangé durant le refroidissement. En effet comme on peut le voir sur les Figures 2.22 et 2.23, un
écart de 100 °C sur la température initiale entraine une variation de 0,5 a 1 MW sur le maximum
de flux enregistré et un décalage également sur la température a laquelle se produit ce maximum.
On remarque que malgré la différence de température initiale, la pente de la courbe d’ébullition

dans le régime de transition est la méme, seul le maximum differe. Les courbes se rejoignent pour
des températures inférieures aux maxima de flux.
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Fig.2.22 Influence de la température initiale,
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b. Cas d’une surface mobile
i. Considérations hydrodynamiques

Gradeck et al. [29] ont étudié le phénomene de ressaut hydraulique en effectuant des visualisations
de I’impact d’un jet d’eau libre circulaire sur une plaque en mouvement pour différents rapports
de vitesse r* (Figure 2.24). On rappelle que r* = V/V; (V; est la vitesse de la paroi et V; la vitesse
du jet). Contrairement a la configuration de la paroi statique, pour laquelle I’étalement du jet se
fait de fagon symétrique, 1’é¢tude a montré qu’un ressaut se formait en amont (vis-a-vis du
mouvement de la bande) du point d’impact du jet, et que sa position et son rayon (pour un jet
cylindrique) dépendait directement de la valeur de r*. En amont, le fluide de surface suffisamment
décéléré est entrainé par le mouvement de la bande; le fluide de surface alimente un ressaut bien
visible sur la Figure 2.24 qui s'écoule latéralement au ressaut. En aval, les auteurs n’ont pas observeé
de matérialisation nette du ressaut, puisque le mouvement de la bande et 1’écoulement du jet sont
orientés dans la méme direction.

Fig. 2.24 Visualisation du ressaut hydraulique pour différents rapports r*, d’aprés [29]

ii. Transfert de chaleur

Kouachi [3] a mis en évidence dans le cas du refroidissement d’un cylindre tournant par un jet
d’eau plan, le déplacement de la zone de refroidissement (zone sur laquelle les flux échangés sont
non nuls) en fonction du régime de transfert thermique apparaissant en paroi. Il a notamment
montré qu’au début du refroidissement, en régime de film, la zone de refroidissement se trouve en
aval du jet puis progresse 1égerement vers ’amont au cours du régime de transition.

Dans le régime d’ébullition nucléée cette zone s’étale plus largement de part et d’autre du jet mais
reste tout de méme plus prononcée en aval. On note en effet sur la Figure 2.25 que la maximum
du flux critique mesuré par Kouachi se trouve a x= 45,8 mm de I’impact (soit x*= 11,45, x* étant
la distance a la paroi adimensionnée par la largeur du jet).

Enfin dans le régime de convection forcée, la zone de refroidissement s’étale cette fois davantage
en amont du jet, certainement sous I’effet du ressaut hydraulique. Le maximum du coefficient
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d’échange coincide en effet avec la position du ressaut hydraulique et plus la vitesse augmente,
plus cette position se rapproche du point d’impact.

Kouachi a également mis en évidence la dissymétrie du transfert thermique de part et d’autre de la
position correspondant au maximum de flux critique comme on le voit sur la Figure 2.26.

3:: 10
s/ +—— CHFmaxenx'=11,45 | ._.33s
i —x = 11.45
= g \ —x* = 13.75
'(.’:"\ —x* = 16
eET ) i
g ‘l/i
5 15F ) .
i .
0.5} b
A A A A L 1 A A \
% 50 100 150 200 250 300 350 450

DTsat (K)

Fig. 2.25 Dissymétrie du transfert de chaleur en amont et aval du maximum du CHF
atteint pour la position x = 45,8 mm, r* = 1.25 — ATsub = 34 K- Vj = 1.06 m/s [3]

h [ W/m?.K]

0,08 0,08 -0,04 002 1] 002 004 0,05 0,08
xfm)

[(=—r=02 = r=048 ——r=081 —r=1——r=114— —r=0

Fig. 2.26 Dissymétrie du transfert de chaleur dans le régime de convection forcée dans le
cas d’une surface en mouvement, ATsup = 83 K- Vj =1,2 m/s [3]

iii. Influence paramétrique

* sous-refroidissement

L’influence du sous refroidissement dans le cas d’une surface mobile est la méme que celle
observée dans le cas d’une surface statique : le sous-refroidissement déplace les courbes
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d’¢ébullitions vers des flux de chaleur et des surchauffes plus importants comme le montre la Figure
2.27.
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Fig 2.27 Influence du sous refroidissement dans le cas d’une surface mobile, d’aprés [30]

*rapport des vitesses r*

Gradeck et al. [28] ont également étudié I’effet du rapport des vitesses r*, pour une gamme de
variation entre 0,5 et 1,25, sur les transferts de chaleur, en faisant varier la vitesse de déplacement
de la surface a Vj constant. Comme le montre la Figure 2.28, une augmentation de la vitesse de la
paroi entraine une diminution globale des flux sur toute la courbe d’ébullition. Seul le régime
d’ébullition nucléée n’est quasiment pas affecté par cette variation. Le flux critique (CHF) décroit
fortement lorsque la vitesse de la surface augmente (r* augmente). Dans le régime d’ébullition en
film, I’hydrodynamique du jet semble modifier 1’épaisseur du film de vapeur. De fortes
fluctuations de transfert de chaleur sont observées dans ce régime, probablement lies au
remouillage instable de la paroi.
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Fig. 2.28 Influence du rapport r*=Vy/Vj, d’aprés [28]
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c. Synthése des corrélations existantes pour les différents régimes
d’ébullition

Au fil des études, plusieurs corrélations ont été établies pour chacun des régimes, en prenant en
compte I’influence de plusieurs parametres opératoires tels que le sous-refroidissement et la vitesse
de jet. Ces corrélations expriment soit le coefficient de transfert (ou le nombre de Nusselt) soit la
densité de flux pariétale.

i. Régime de convection forcée monophasique

Les corrélations pour le régime de convection forcée monophasique sont en général écrites sous
forme adimentionnelle en exprimant le nombre de Nusselt par :

Nu = CRe"” Pr"

- le Nusselt Nu est un nombre adimensionnel représentant le rapport entre le transfert thermique
total et le transfert que 1’on aurait par simple conduction,

- le Reynold Re est un nombre adimensionnel représentant le rapport entre les forces d’inertie et
les forces visqueuses,

- le Prandtl Pr est un nombre adimensionnel représentant le rapport entre la diffusivité de quantité
de mouvement et la diffusivité thermique.

Plusieurs auteurs ont proposé des valeurs pour les coefficients C, m et n en fonction de la géométrie
du jet, de la surface d’impact et du régime d’écoulement. Les tableaux 2.1.a et 2.1.b recensent ces
valeurs dans le cas d’un jet plan impactant une surface statique. Connaissant le Nusselt nous
pouvons alors déterminer le coefficient de transfert thermique associé.

Auteurs C m n Plage de Re Géométrie
Bartoli et 0,037 0,8 0,4 > 5000 - Jet : plan 3x100 mm?
al.[31] - Surf. : Acier inox, ¢ =3 mm

Robidou [6] 0,31 0,61 0,4 | 1700 -2700 - Jet : plan 1x9 mm?

- Surf. : Ni, 80x10 mm?2
Vader [9] 0,28 0,58 04 |2.10*-9.10* - Jet : plan

- Surf : AISI 304, 119x37,5
mm?

Wolf [5] 0,202 0,62 0,4 |3.10*-6.10* |-Jet:plan: 10x105 mm?2

- Surf : Alliage Ni-Cr-W-Mo,
260x37,5 mm?2

Tab. 2.1.a Corrélations au point d’impact

Auteurs C m n Plage de Re
Robidou [6] 0,81 0,53 0,4 5000 - 6000
Vader [9] 0,89 0,48 0,4 100 - 1000

Tab. 2.1.b Corrélations dans la zone d’écoulement
ii. régime d’ébullition nucléée
Inada et al. [32] ont proposé une corrélation au point d’impact pour le flux en régime d’ébullition

naissante, lors du refroidissement par un jet d’eau plan sous-refroidi :
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P=140xV>>°  [MW/m?] Eq. 4

Avec 1,1 m/s < V, < 15,3 m/s la vitesse du jet au point d’impact, en prenant donc en compte
I’accélération du jet depuis la sortie de buse jusqu’a la paroi ; 85 K < AT < 108 K (Tsat calculée
a la pression au point d’impact du jet)

Wolf et al. [5] ont proposé une corrélation pour le régime d’ébullition nucléée pour une gamme de
faible surchauffe AT, = [23K-50K] :

P=63TxAT>  [W/m?] Eq.5

Cette corré¢lation semble montrer qu‘en régime d’ébullition nucléée, le transfert de chaleur ne
dépend ni des effets hydrodynamiques, ni du sous-refroidissement.

Ishigai et al. [10] ont également montré que le régime d’ébullition nucléée pleinement développée

était indépendant du sous refroidissement (50 K <ATsu, < 70 K) au point d’impact d’un jet plan
avec Vj=2,1 m/s.

Gradeck et al. [26] ont confirmé ces résultats a partir d’expériences de refroidissement d’une
surface statique ou mobile et ont proposé pour le régime d’ébullition nucléée pleinement développé
les expressions suivantes selon la position :

@ =2,46x AT"** au point d’impact Eq. 6

@ =957 x AT>* en zone d’écoulement Eq.7

sat (mobile)
[W/m?]

Les corrélations de Gradeck prédisent une densité de flux échangés dans le régime d’ébullition
nucléée beaucoup moins importante que celles des autres auteurs comme le montre la Fig. 2.29
comparant ces corrélations sur leurs gammes de surchauffes respectives.
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[}
T 3,E+07
G 2,E+07
]
Q 1,E+07
0,E+00 . .
0 80 100

40 . 60
Surchauffe a la paroi AT,
[°C]

Fig. 2.29 Comparaisons des corrélations établies dans le régime d’ébullition nucléée

Récemment Karwa [7] a confirmé les résultats de Gradeck. Il a ainsi montré que la densité de flux
pariétal en régime d’ébullition nucléée mesurée expérimentalement pour des conditions
transitoires (ATsu» = 75K, Vj=2,5 m/s) différait nettement des valeurs calculées par les corrélations
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de Miyasaka [32] et Monde et Katto [33], établies dans des conditions de mesures stationnaires.
On remarque sur la Figure 2.31 que la pente obtenue par Karwa [7] est beaucoup plus faible que
celles obtenues a partir de corrélations. Aux faibles surchauffes on note également que les données
de Karwa [7] varient considérablement en raison du bruit de mesure.

10 7 T
9 ﬁ\ Monde and Katto, 1978
Ii gs =450AT%;
83 |
] '.' Mivasaka et al., 1980
7 1 P
S
E 53
- 1
N
< 43
3 3
2 ]
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o ¥
0 100 200 300 400

AT, K

Fig. 2.30 Corrélation de Karwa [7] comparée avec [32] et [33]

iii. Densité de flux critique

* Zone d’impact

Kouachi [3] a établi par régression la corrélation suivante pour le flux critique s’appliquant au cas
statique dans la zone d’impact :

0,56 0,25
“(c, AT, — ’
gDCHF = 0’1 86hlvpv (1 + 0,86Vn0’38 1 + 0,328(—pl j ( plh sub j (O-g(pl . Iov )J
Py P,

v

Eq. 8
Oy en Wim?, o =0,073 N.m™, V,, la vitesse du jet au point d’impact en m/s

hiy est l’enthalpie massique de vaporisation en J/kg
Vi est la vitesse du jet

Qiu et Liu [34] se sont également intéressés a 1’effet du sous refroidissement sur la densité de flux
critique dans la zone de stagnation. Ils ont travaillé dans la gamme de parametres suivante : vitesse
du jet en sortie de buse (m/s) : 0,5 m/s < Vj < 6m/s ; diameétre du jet (mm) : 3 < d < 12 ; sous
refroidissement (°C) : 15 < ATsuy < 80

IIs ont établi la corréaltion suivante :

11,82.c,,.AT,,
h

Penr = (DS,CHF,sat(l +
1g
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avec @ . .. la densité de flux critique en zone de stagnation pour un jet d’eau a une température

proche de la température de saturation (ATs=0) a pression atmosphérique calculé d’aprés Liu et

Zhu [35] par :
1/3 o /3 1,4/3 Ea. 10
(ps,CHF,sar = m]'hfg 0,132[1+&j | pL (&J q
o P mj >I<dN PL

Qiu et Liu [34] ont noté un bon accord entre leur corrélation et les mesures provenant d’expériences
en stationnaire dans le cas d’un jet plan.

*Zone d’écoulement

Dans la zone d’écoulement, la corrélation la plus utilisée est celle de Monde [36] qui est corrigée
par un facteur tenant compte de la sous saturation du jet

p 0,645 p v 2 (2x B d ) 0,343 2_x -0,364 p 0,118 c AT 1,414
Peur =021, pV,| = | | = ———" 1+~ 1+0,952] £- Pl sub
P, 20 D, P, h,

avec Q. en W/m? Eq. 11

*Cas d’une surface mobile

Gradeck et al. [26] ont également proposé des corrélations s’appliquant au cas du refroidissement
d’une surface en mouvement. Puisque dans cette configuration, le maximum de flux n’est pas
centré sous 1’axe du jet, ils proposent une expression pour prédire 1’abscisse de ce maximum et
deux expressions pour calculer les valeurs de la densité de flux en amont et en aval du maximum.

0,794 -0,209 -0,247 -0,134
Xeurmx 1,0015We %202 Jg 0579 Vs (Ej Py hz;
d V. d o V. Eq. 12

X< xCHF,max :

0,56 0,25 0,317
Penr = 0186k, p, (1+ 0,86Vn°’38{1 T 0,328[%j .J%[Wj (1 . g] (1)

X > Yemp mx - Eq. 13

0,56 0.25 —0,0486
Peyr = 0186h, p, (1 +0,86V, % {1 + 0,323(&j _ Ja}["g(ﬂ—zpv)j (1 + gj (1+7° )"
P, Py

avec Qpyp P [Wm?] ; Vi : 0,32-0,69 m/s ; ATy = 18-50 °C et r*=0,5-1,25 ; Ja le nombre %eq 14
Jacobs

iv. Régime d’ébullition de transition

Le régime d’¢bullition de transition est caractérisé par I’apparition d’un plateau de flux, dans le
cas ou la surface impactée est statique ou a tres faible vitesse, et pour des gammes de sous
refroidissement assez faibles. Le flux extrait au niveau de ce plateau dépend de la vitesse du jet

45



ainsi que du sous refroidissement. Les fluctuations de flux observées au niveau du plateau sont
d’autant plus importantes que le sous refroidissement est élevé. Robidou [6] a proposé la
corrélation suivante :

Eq. 15
¢ =546.10°V,AT,}"

sub

avec : @ [W/m?]

Gradeck [30] observe que cette corrélation surestime énormément ses mesures issues
d’expérimentations dans des conditions transitoires.

Seiler [27] a établi la corrélation suivante :

0,25
%% i
¢ =015p, CPATM,{O' 2—11] (p,—p, )" Eq. 16

avec : @ [W/m?]

v. Température de remouillage et flux associé

Ishigai et al. [10] proposent la formulation suivante pour définir le minimum de densité de flux
dans le cas d’un jet plan :

@ =54.10*(1+0,527AT, , V>’ Eq. 17

J

avec I m/s < Vj<3,17m/s; 5K < ATup < 55 K

Plus récemment, Karwa [7] a développé des corrélations s’appliquant sous le jet et permettant de
déterminer la température du point de Leidenfrost, appelé encore point de remouillage, pour les
cas d’un jet plan et d’un jet circulaire :

A\ 9
T,.p = 0,7(2—11(;Vj Pr/?Re'* AT, +T,, (Jetplan) Eq. 18
A
Tipp = 1,6(—11&] Pr/?Re"? AT, +T,, (Jetcirculaire) Eq. 19
/Iv ll'l[

w est la largeur du jet juste avant ’impact et o, 1’épaisseur du film de vapeur.

La corrélation en jet plan nous parait difficilement utilisable dans notre démarche de modélisation
car elle requiert de connaitre 1’épaisseur du film de vapeur en tant que fermeture, ce qui
nécessiterait des mesures difficilement accessibles. Nous utiliserons donc la corrélation établie
pour le jet circulaire. Cette corrélation n’a pas €té établie a partir de mesures expérimentales, mais
résulte d’une modélisation que Karwa [7] n’a pu valider par manque de données expérimentales.

Comme on le constate dans I’équation 20, Karwa [7] ne tient pas compte de I’hydrodynamique du

jet dans sa corrélation contrairement a Seiler-Marie [27] qui a proposé les corrélations
suivantes pour la température de remouillage et la densité de flux associé :
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516 S5/12 1/4
0,075
TLFP szm +10—5 pv (71‘010) 1/6pl hh, 1 ,0/ .]a Eq 20
A (o =p,) P P,
S[12 _1/4
Q= pv5/6 (%oto-) 1/6p[ T hlv[l'i_ 0075101 ‘]aj Eq. 21
(0, —p,)" P P,

ou y,, désigne 1’accélération totale du jet. En revanche on peut s’interroger sur la mesure (10

microns) donnée par Seiler pour le film de vapeur. Cette hypothese ne semble pas réaliste car cette
valeur fluctue dans le temps et I’espace au cours du refroidissement. Une étude de sensibilité
montre de plus que modifier cette valeur d’épaisseur d’un micron modifie la valeur du flux obtenue
de plus de 50% et une modification de 5 microns entraine une modification de pres de 1000%.

Selon Liu [37] la température de remouillage dans la zone de stagnation est donnée par
I’expression suivante :

ATVLFP = 14ATmb Pr]o’33(ﬁJ[&j
| 2,

e Eq. 22
Elle est associée a la densité de flux :
0,5
0,5AT, 4, Re Pro1o AL
MFBj’V J J (IIJV Eq, 23

DPrep =

d

Robidou [6] établit la corrélation suivante au point d’impact, lors du refroidissement stationnaire
d’une plaque en nickel par un jet d’eau plan libre.

T, =326+17,6AT.; Eq. 24

Cette corrélation a été établie expérimentalement pour une plage de sous-refroidissement allant de
5°Cal9-°C.

vi. Régime d’ébullition en film

*Zone d’impact

Liu et al. [37] proposent la relation suivante pour estimer le flux de chaleur extrait dans le régime
d’ébullition en film en fonction de la surchauffe a la paroi. La constante C, a été déterminée
expérimentalement égale a 2 afin de prendre en compte les effets d’onde a I’interface.

0,5 ..0,166 0.5
Q= CRej Prj (/I[ﬂ'vATmbATmt) Eq 25

*Zone d’écoulement

Dans la zone d’écoulement, treés peu de corrélations ont été établies. Hatta et al. [25] ont proposé
la corrélation suivante pour le coefficient de transfert de chaleur en ébullition en film. Elle a été
établie a partir des données expérimentales de Kokado et al. [38] (Refroidissement transitoire).
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h = 2002420 - 21,77, )AT, Eq. 26
avec : hfim : [W/m2.K]

Gradeck [30] a cependant constaté que cette corrélation sous-estimait le coefficient de transfert de
chaleur en comparaison des valeurs mesurées par Robidou [6] au minimum de film.

Cette analyse des différentes corrélations de la littérature nous a permis de mettre en avant une
dispersion importante des résultats. Les corrélations dépendent énormément du dispositif
expérimental et des conditions opératoires et initiales pour lesquelles elles ont été établies. Nous
avons recensé dans le Tableau 2.2 les parametres opératoires et les dimensions caractéristiques des
principales configurations mentionnées au cours de ce chapitre. Nous avons observé des
différences notables entre les résultats issus de corrélations établies dans le cadre de mesures
stationnaires et celles issues de mesures transitoires. On peut également mettre en avant le fait qu’a
de rares exceptions pres, la majorité des corrélations a été établie a partir de configurations pour
lesquelles les valeurs de vitesses et de sous-refroidissement étaient assez éloignées des conditions
industrielles ce qui ne garantit par leur applicabilité a de telles conditions.

Auteurs Expérience Jet Surface Conditions opératoires
Ishigai et al. [10] Transitoire Plan, libre (20 ou 80)x12mm? 1<V,<3.2m/s
50x6.2mm? Acier inox 5<AT 1 <55K
Ochi et al. Transitoire Circulaire, libre 210x50mm?2 2<V,<Tm/s
5, 10 and 20mm Acier inox 5<ATsups<80K
Mitsutake et al. Transitoire Circulaire, libre largeur : 4mm 5<V,<60m/s
2mm épaisseur 0.1mm 0.1<P<1.3MPa
Acier inox ,Ni T:=20°C
Wolf [5] Stationnaire Plan, libre 119x35.7mm? 10<x<90mm
Flux de 10x105mm? Alliage Ni-Cr-W-Mo 2<V,<5m/s
chaleur AT»=50K
imposé 0.25<q"<6.34AMW/m?
Miyasaka et al. [32] Stationnaire Plan, libre 4x8mm? 1.1<V,<15.3m/s
10x32mm? Pt T.=15°C
Robidou et al. [6] Stationnaire Plan, libre Plane 0.46<V,<0.9m/s
Température 1x9mm?2 10x104mm?2 5<ATw<17K
controlée Ni on Cu
Gradeck et al [30] Transitoire Plan, libre Cylindre tournant Ni 0.32<V,<0.69m/s
[26] 4x180mm?2 @175mm 0.5<r*<1.25m/s
18<A4T,,<50K
Gradeck et al [29] Transitoire Circulaire, libre Disque statique, Ni Vi<1.74 m/s
Z9mm 175mm, e = 5Smm AT .,=80K
Karwa et al. [7] Transitoire Circulaire, libre Cylindre acier statique | T = 900 °C
Z3mm (AISI 314) V;=2.5-5m/s
&50mm, L = 20 mm ATp =30-87 K
Mozumder et al. [19] | Transitoire Circulaire, libre Cylindre tournant acier | T = 600-900 °C
J15mm (SUS304), Ni Q = 6-10 ¢/min
Z135mm, L=150mm Q=0-15-30-60rpm
Leocadio et al. [17] Transitoire Circulaire, libre Plaque acier (AISI304) | T = 600-900 °C
@10 mm (150x150x10 mm?) Q =6 ¢/min
V/= 10 m/s

Tableau 2.2 Conditions expérimentales des travaux cités
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2) Etude expérimentale : effet de la vitesse de déplacement de la
surface

Comme nous I’avons vu en 1.2, dans de nombreux procédés industriels de trempe, le tube est en
mouvement durant son refroidissement. Bien que certaines études aient commencé a s’intéresser
ces derni¢res années a I’influence de la vitesse de déplacement de la surface sur les transferts
thermiques ([3],[39]), 'influence de cette condition opératoire est encore mal comprise et
notamment lorsque la vitesse de paroi est faible (faible rapport r*). Les premieres expériences que
nous avons réalisées ont donc pour but de comprendre quel est I’effet d’une faible vitesse de paroi
sur les transferts en ébullition.

a. Description du dispositif expérimental de trempe

Le dispositif expérimental doit permettre de simuler des situations proches de celles rencontrées
industriellement sur les installations de trempe. La température des tubes en sortie des fours
d’austénitisation est d’environ 1000°C, mais nous n’envisageons pas d’atteindre de tels niveaux,
I’important étant de pouvoir décrire tous les régimes d’ébullition et leurs évolutions en fonction
des conditions opératoires clés du procédé a savoir le sous-refroidissement de 1’eau, la vitesse
d’impact du jet et la vitesse de la surface. On se propose ici de décrire les caractéristiques du
dispositif expérimental de trempe mis au point au LEMTA durant la these de Kouachi [3] et que
nous avons utilisé pour nos premiers essais. Contrairement a Kouachi [3], qui n’a effectué des
expériences que pour des rapports r* assez élevées (r* > 0,5), nous nous sommes intéressés a
I’évolution du transfert de chaleur pour des rapports beaucoup plus proches de ceux employés
industriellement.

Ce dispositif permet une détermination locale et instantanée des coefficients de transfert de chaleur
produits par un jet impactant sur une surface mobile. La prédiction est obtenue grace a des
mesures de température en surface, et en calculant les flux de chaleur de refroidissement par une
méthode de conduction inverse établie par Volle [40] et utilisée par Kouachi [3] lors de ses travaux.

i. Matériau

Le matériau choisi pour effectuer ces expériences est le Nickel 201, dont I’effusivité est proche de
celle des aciers a haute résistance (E =,/pC,A ~1.4.10" JK'm™s""?a 20°C). Outre des

propriétés thermiques proches de 1’acier, le Nickel 201 présente I’avantage essentiel de ne pas
subir de transformations de phases a 1’état solide dans la gamme de température choisie et d’étre
tres stable chimiquement. Le tableau 2.3 donne les propriétés thermiques du Ni201 en fonction de
la température.

T (°C) | A (W/m.K) p (kg/m%) Cp (J/kg.K) a (10 m¥s) | E (J/K.m2s'?)

0 65,04 8890,6 453,8 16,12 16198
50 62,79 8890,5 458,3 15,41 15995
100 58,92 8874,1 466,42 14,23 15616
150 57,81 8837,2 500,78 13,06 15994
200 55,68 8779,9 533,19 11,89 16144
250 53,66 8702,2 574,64 10,73 16380
300 51 8604,9 6134 9,66 16407
350 50,26 8488.,7 607,3 9,74 16096
400 49,11 8354,7 555,1 10,58 15091
450 48,8 8204,2 546,95 10,87 14797
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500 48,48 8038,8 544,35 11,07 14565

550 47,43 7860,2 537,15 11,23 14151

600 47,13 7670 541,53 11,34 13991
Tab. 2.3 Principales caractéristiques thermo-physiques du Ni201

ii. Choix de la géométrie

La deuxieme contrainte était de pouvoir faire varier la vitesse de translation de la surface d'impact
du jet afin d’atteindre des rapports r* proches de ceux pratiqués industriellement (r*~0,05).
N’ayant pas les disponibilités au laboratoire pour faire défiler linéairement un tube, la géométrie
la mieux adaptée pour produire une grande variété de vitesses de déplacement est un cylindre
tournant. La vitesse curviligne d'un point périphérique du cylindre est donnée par V = 2R, (avec
V la vitesse en m/s, £2 la vitesse de rotation en rad/s et R, le rayon externe du cylindre).

iii. Appareillage

Le schéma et les photos (Figures 2.31 a 2.34) décrivent le procédé expérimental utilisé.

*Chambre d’ébullition

La chambre d’ébullition contient un cylindre creux tournant (7) en Nickel 201 (diametre ext : 170
mm ; diametre int : 100 mm ; longueur : 200 mm) ainsi que le jet plan impactant (5) d’épaisseur 2
mm et de longueur 180 mm. Un hublot permet la visualisation du processus d’ébullition et de la
nappe produite par le jet. Des ouvertures situées a la fois sur la partie supérieure et inférieure de la
chambre permettent d’évacuer la vapeur apreés ébullition et de récupérer la phase liquide. Le
cylindre est chauffé par I’intermédiaire de 3 résistances bobinées dans un manchon interne et
pouvant dissiper chacune 2000 W grace a un autotransformateur (10). De chaque c6té du cylindre
sont disposées deux flasques en acier inoxydable (6) afin de ’isoler des contacteurs tournant (8)
et de le centrer mécaniquement.

Lors d’une premiere phase de chauffage, le cylindre est déja mis en rotation autour de son axe par
souci d’homogénéisation de sa température. Une fois la température du cylindre visée atteinte, il
est alors refroidi par le jet d’eau plan (5) sous refroidi, dont la température et la vitesse sont
connues.

Chambre d’ébullition

Evacuations
t vapeur/liquide

Dispositif
= d’entrainement de
I'arbre

(8)
Fig. 2.31 Photo de la chambre d’ébullition et de son environnement proche
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Fig 2.32 Schéma de I’intérieur de la chambre d’ébullition

*Boucle de refroidissement

L’eau du réseau est utilisée pour le refroidissement. Celle-ci est stockée dans une cuve de capacité
255 L. L’eau est régulée en température par I’intermédiaire d’un thermoplongeur d’environ 2 kW
(1). Le contrdle de la température est fait par un thermocouple de type K. Dans la boucle de
refroidissement principale, 1’eau sortant de la cuve impacte le cylindre aprés ouverture de
I’¢lectrovanne (4) commandée par un interrupteur et alimentée sous 24 volts avec un courant de 5
amperes. Une pompe (2) et un débitmeétre électromagnétique (3) permettent d’ajuster et de mesurer
le débit d’eau. Si I’électrovanne n’est pas actionnée I’eau est alors redirigée via un circuit fermé
secondaire vers la cuve, ce qui permet d’homogénéiser sa température. Une boucle de
refroidissement secondaire assure le refroidissement continu des paliers par un faible débit d’eau
afin de maintenir les roulements a une température constante et a garantir I’intégrité des joints SPI.

*Instrumentation

24 thermocouples de type N (Nicrosil —Nisil) de diametre 0,5 mm ont ét€ insérés en proche paroi
extérieure du cylindre dans des saignées de 500 microns de profondeur avant d’étre recouvertes
d’un revétement en Ni électrolytique afin d’assurer leur maintien mécanique et un bon contact
thermique. IIs sont espacés régulierement (un thermocouple tous les 15 °) sur une demi-longueur
de cylindre. Ces thermocouples permettent de mesurer les variations temporelles de température
en cours de chauffage puis de refroidissement. Ces signaux sont amplifiés par un amplificateur de
gain puis transmis a la carte d’acquisition grace aux collecteurs électriques tournants (8) utilisés
afin de pouvoir transmettre des mesures a travers une piece en rotation.

Un repérage de la position des thermocouples en fonction du temps est effectué par I’intermédiaire
d’un capteur de position. Celui-ci délivre un signal triangulaire compris entre O et 10 V, pour une
révolution complete. A partir de ce signal, on peut donc repérer la position angulaire de tous les
thermocouples au cours du refroidissement.

27 signaux sont au total récupérés en temps réél sur un moniteur de contrdle relié a la carte
d’acquisition, dont 25 provenant des thermocouples et de la soudure froide, un du capteur de
position et un pour le débit. Les données sont ensuite utilisées par I’algorithme d’inversion afin
d’estimer les flux locaux extraits par le jet.
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Fig. 2.33 Saignées en surface du cylindre avant le dép6t du Ni électrolytique
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Fig. 2.34 Schéma du dispositif expérimental, [3]

iv. Protocole expérimental

Avant chaque essai le signal des thermocouples est enregistré ainsi que la température de la
soudure froide (prise a I’aide d’une sonde PT100) ce qui permet par la suite de compenser la
soudure froide.

Le chauffage de I’eau de refroidissement est activé. La température de I’eau est régulée a 1’aide
d’un dispositif PID et on s’assure avant chaque refroidissement que celle-ci est homogene et stable
dans la cuve. La pompe du circuit de refroidissement primaire est mise en marche et I’eau s’écoule
dans un premier temps en circuit fermé. Son débit est contrdlé grace au débitmetre tout en sachant
qu’a ’ouverture de 1’¢lectrovanne sa valeur augmente avant de se stabiliser rapidement. Des
étalonnages préliminaires du débit (électrovanne actionnée) ont donc été réalisés préalablement.

Au niveau du bloc de chauffage, la température atteinte par le cylindre dépend de la puissance de
chauffage et donc de la tension de sortie de 1’autotransformateur qui alimente les résistances
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chauffantes. Par exemple une tension d’alimentation de 110 V correspond a une température de
500 °C de la surface du cylindre. Nous avons ciblé une température initiale du cylindre de 600 °C.

Avant de démarrer le programme d'acquisition, on fixe la fréquence d'acquisition des données. La
carte d’acquisition posseéde une fréquence de 9200 Hz par voie. Afin de réduire le bruit de mesure
le signal enregistré est moyenné a raison d’un point tous les 0.0025 s, soit une fréquence
d’échantillonnage de 400 Hz.

Lorsque tous les parametres sont ajustés, l'acquisition des 27 signaux peut débuter. Celle-ci
démarre au moment de I’ouverture de I’électrovanne afin d’enregistrer la phase de refroidissement
du cylindre. L'écriture des données est effectuée dans un fichier texte qui sera ensuite exploité dans
Matlab par le programme d’inversion.

b. Méthode d’inversion

On rappelle brievement les bases de la méthode utilisée pour estimer les flux de chaleur pariétaux
extraits a partir de la mesure par thermocouple de la température en proche surface. Cette méthode
d’inversion ayant été développée au cours de la thése de Volle [40] puis utilisée par Kouachi [3]
et Gradeck et al. [41], le lecteur désireux de détails supplémentaires pourra consulter ces
références.

i. Probléme direct

On considere la conduction instationnaire a travers un cylindre fini. En faisant I’hypothése que la
conduction longitudinale est négligeable (le jet impacte 90% de la longueur du cylindre), on peut
alors se ramener a un probléme bidimensionnel en coordonnées polaires (r,0) comme le montre la
Figure 2.35. L équation de la chaleur s’écrit alors pour un matériau sans changement de phase:

Flux de

Chauffage électrique  refroidissement : @,

Re r
Pelec Ri
0
@ (rad.s)
Fig. 2.35 Schématisation du cylindre
o 10,0, 10 (A7) Eq. 28
"ot ror or) rof\rof
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Les conditions aux limites sont :

or
—A—= Petec pourr = Ri
or
oT
~A—-=¢,(0,1) pourr=R.
or

Et la condition initiale s’exprime par :

T(r,0.T)=T,_,

avec R; le rayon interne du cylindre chauffé et R. le rayon de la surface externe ou 1’ébullition se

produit. @,;,. est la densité de flux fournie par les trois résistances électriques.

Une solution analytique peut étre développée en faisant I’hypotheése que les propriétés
thermophysiques du matériau sont constantes dans la gamme de température traversée durant le
refroidissement. Cette solution, basée sur les transformées de Laplace et Fourier, s’exprime
explicitement a 1’aide de séries et des fonctions de Bessel modifiées. Dans les espaces transformés,
on établit une relation lin€aire entre la température et le flux surfacique. L’expression compléte de
la solution est développée dans Volle [40]. Gradeck et al. [41] ont ensuite démontré qu’une
résolution analytique 1D de ce méme probleme direct était possible et permettait de simplifier
considérablement la procédure d’inversion. En effet, 1a ou la résolution 2D nécessite les données
des 24 thermocouples, 1 seul thermocouple est nécessaire pour la résolution 1D. Certains
thermocouples de notre installation ayant cessé de fonctionner suite aux cycles chauffage-
refroidissement subis, nous avons adopté la résolution 1D.

ii. Probleme inverse

Dans le probleme inverse, on cherche a estimer le flux surfacique @e, désormais inconnu, a partir
de la température mesurée en proche paroi. Le signal de température mesuré T(rr,0,t) est
transformé dans les espaces de Laplace (transformation temporelle) et Fourier (transformation
spatiale). Ces transformations correspondent a une décomposition en éléments simples, mais elles
ne sont pas suffisantes pour stabiliser la solution du probleme inverse ; le signal de température
est en effet bruité comme nous le verrons par la suite, et ces mesures sont obtenues en rr (pas
directement a la surface en R¢). La méthode de régularisation des temps futurs de Beck [42] a donc
été intégrée au code d’inversion afin de stabiliser la solution. Une bonne comparaison avait été
établie entre les flux de chaleur estimés par cette méthode et ceux obtenus par la méthode
numérique, dite des spécifications de fonctions, développée par Blanc et al. [43]. L’avantage de la
méthode analytique est le tres faible temps de traitement qu’elle implique.

c. Courbes de refroidissement — Courbes de flux

Dans le cas du refroidissement du cylindre statique, le référentiel du cylindre restant fixe, il est
facile de construire les courbes de refroidissement (et d’¢€bullition) locales. Chaque signal
provenant d’un thermocouple correspond a un emplacement prédéfini a la surface du cylindre. En
revanche lorsque le cylindre est en mouvement, son référentiel n’est par conséquent plus fixe par
rapport a celui du jet. La construction des courbes d’ébullition locale est alors plus difficile mais
celle-ci est toujours possible grace a 1’utilisation des données fournies par le capteur de position

qui permettent de reconstruire la position de chaque thermocouple a chaque instant du
refroidissement.
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Tempeérature [°C)

Au cours de ce travail nous avons privilégié une approche « moyennée » en suivant I’évolution de
la température mesurée par un thermocouple et des flux résultant lors de chacun de ses passages
dans la zone de refroidissement.

La courbe de refroidissement est directement obtenue apres conversion du signal du thermocouple
lors d’un essai. Elle représente 1’évolution temporelle de la température mesurée (Figure 2.36.a).
L’utilisation de la méthode d’inversion nous permet ensuite de déterminer 1’évolution temporelle
de la densité de flux surfacique (Figure 2.36.b). Un zoom sur une courte période de temps permet
d’observer les chutes de température lors des passages du thermocouple sous le jet (Figure 2.37.a)
et les pics de flux correspondant (Figure 2.37.b). On peut alors construire la courbe d’ébullition
moyenne a partir d’un traitement de ces deux informations, il s’agit donc de 1’évolution des
densités de flux surfaciques en fonction de la température pariétale, comme le montre I’exemple
de la Figure 2.38.
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d. Résultats expérimentaux

Une campagne de mesures du refroidissement du cylindre a été réalisée pour cette configuration
de jet. Le Tableau 2.4 récapitule les différentes conditions opératoires adoptées pour ces essais.
Nous avons effectué des mesures pour 2 sous-refroidissements différents. Pour chacun de ces sous-
refroidissements nous avons testé 3 vitesses de jet (vitesse de jet en sortie de buse) et pour chacune
de ces vitesses nous avons fait varier la vitesse de la surface de maniere a obtenir des rapports de
vitesses r* compris entre 1,25 et 0,05.

Cette série de mesures nous a permis d’atteindre deux objectifs importants. Le premier est I’étude
de I’influence du sous refroidissement et de la vitesse du jet, et comparer nos résultats avec ceux
de la littérature, recensés dans le chapitre 2 afin de valider notre dispositif expérimental. Le
deuxieéme objectif est de pouvoir analyser I’influence de la vitesse de la surface sur les flux de
chaleur échangés.

ATsub Vn =1,56 m/s
r#=1,5 | r*=1,25 | r*=1 | r*=0,75 | r*=0,5 | r*=0,25 | r*=0,15 | r*=0,1 | r*=0,05
Vo =1,17 m/s
30° | r*=1,5 | r*=1,25 | r*=1 | r#=0,75 | r*=0,5 | r*=0,25 | r*=0,15 | r*=0,1 [ r*=0,05
Va=0,8 m/s
r#=1,5 | r#=1,25 [ r¥=1 | r*=0,75 | r*=0,5 | r*=0,25 | r*=0,15 | r*=0,1 | r*=0,05
ATsub Va = 1,56 m/s
r#=1,5 | r#=1,25 | r¥=1 | r#=0,75 | r*=0,5 | r*=0,25 | r*=0,15 | r*=0,1 | r*=0,05
Va = 0,75m/s
50° | r*=1,5 | r*=1,25 | r*=1 | r*=0,75 | r*=0,5 | r*=0,25 | r*=0,15 | r*=0,1 [ r*=0,05
Vn= 0,5m/s
r#=1,5 [r*=1,25 |r¥=1 [r*=0,75 [r*=0,5 |r*=0,25 [r*=0,15 [r*=0,1 |[r*=0,05

Tab. 2. 4 Conditions opératoires appliquées pour cette campagne d’essais

56



i. Influence du sous refroidissement et de la vitesse de jet

La Figure 2.39 met en évidence I’influence du sous refroidissement sur le transfert de chaleur.
Dans un souci de clarté, seules les courbes d’ébullition correspondant aux cas r* = 0,15 et r* = 1
ont été reproduites et ceci pour deux sous-refroidissement différents : ATsu, = 30°C et ATy =
50°C. Les Figures 2.40.a et 2.40.b. permettent également d’apprécier 1’effet de la vitesse du jet a
r* constant et pour deux sous refroidissement, ATsw = 30°C (Figure 2.40.a) et ATsuw = 50°C
(Figure 2.40.b).

Comme on le voit sur la Figure 2.39, la variation du sous-refroidissement entraine d’importantes
modifications des flux échangés en paroi. Pour les deux cas présentés, r* faible et r* élevé, une
augmentation du sous-refroidissement de 20 °C a provoqué la disparation du premier minimum de
flux. Cela est da a I’augmentation importante des flux dans le régime d’ébullition de transition, la
courbe prenant alors une forme en cloche dans ce régime, contrairement au profil plat
caractéristique de ce régime aux faibles sous-refroidissements. Cette observation apparait
clairement en comparant les courbes représentées sur les Figure 2.40.a et 2.40.b. et est en accord
avec les résultats de Leocadio [17] et d’Ishigai [10] que nous avons présentés en début de chapitre
dans I’analyse bibliographique. Les courbes expérimentales présentées par Léocadio avec un sous
refroidissement de 80°C démontraient notamment [’absence de 1" minimum.

V,=1,56m/s -r*=0,15/1
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Fig. 2. 39 Influence du sous refroidissement — r* =0,15/1

Une des conséquences directes de ces modifications de I’intensité des flux échangés dans le régime
d’ébullition de transition est la variation de la position du maximum de flux. Comme nous I’avons
vu lors de notre étude bibliographique, notamment grace aux résultats de Robidou [6] (cf. Figure
2.5) et Seiler [27], a faible-sous refroidissement le maximum de flux (MHF) coincide avec le flux
critique (CHF). En revanche, comme nous I’avons constaté lors de nos mesures, lorsque le sous-
refroidissement augmente le maximum se déplace vers des températures et des densités de flux
plus élevées ; le maximum apparait désormais dans le régime d’¢bullition de transition. Les
courbes des auteurs ayant travaillé avec ces forts sous-refroidissements laissaient €galement
apparaitre le maximum de flux échangé dans le régime d’ébullition de transition. Karwa [7] et
Leocadio [17], qui travaillaient avec un sous-refroidissement d’environ 80°C, ont observé un
maximum de flux apparaissant a une température de paroi proche de 500 °C. Leocadio a mesuré
une intensité maximale de flux proche de celle que nous avons également mesuré (~ 3 MW/m?),
en revanche Karwa a mesuré des flux beaucoup plus élevés (10 MW/m?).
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Les mesures de trés nombreux auteurs ont également montré que le sous-refroidissement et la
vitesse du jet ont une tres faible influence sur les flux échangés dans le régime d’ébullition nucléée.
Nos mesures confirment cette tendance. L’augmentation de la vitesse du jet tend a annihiler 1’ effet
du sous-refroidissement comme on peut le voir sur la Figure 2.41 pour laquelle 1’écart des flux
échangés en paroi est beaucoup plus faible entre les courbes obtenues a r*=1.
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Fig. 2.40.a. Influence de la vitesse du jet (ATsu» = 30°C).

L’effet de I’augmentation de la vitesse du jet, tout comme pour le sous-refroidissement, conduit a
une augmentation de ’intensité et de la position du maximum de flux échangé. En revanche, la
vitesse du jet ne semble pas avoir d’effet sur le premier minimum ni sur la forme de la courbe
d’ébullition dans le régime de transition qui semblent quant a eux extrémement dépendant du sous-
refroidissement.
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Fig. 2.40.b Influence de la vitesse du jet (ATsub = 50°)

58



ii. Influence de la vitesse surfacique

Nos premiers résultats confirment donc les tendances relevées dans les travaux de la littérature
concernant I’influence de la vitesse du jet et du sous-refroidissement que nous avons présentés en
début de chapitre. Cela nous permet d’acquérir de la confiance dans le dispositif expérimental et
le protocole expérimental adopté pour les mesures.

Nous avons ensuite porté notre attention sur 1’effet de la vitesse de déplacement de la surface
(vitesse de rotation du cylindre variable) sur le transfert thermique, en reportant les courbes
d’ébullition a vitesse du jet et sous-refroidissement fixés. La Figure 2.41 présente les résultats
obtenus dans le cadre d’un sous refroidissement de 30°C tandis que la Figure 2.42 ceux obtenus
pour un sous refroidissement de 50°C.

Ces résultats démontrent 1’influence considérable qu’a la vitesse de déplacement de la surface
impactée sur les transferts de chaleur, autrement dit sur I’efficacité du refroidissement. Le flux
critique et le premier minimum se décalent vers des températures et des flux supérieurs lorsque la
vitesse de rotation du cylindre diminue. Cet effet est donc comparable avec ceux du sous-
refroidissement et de la vitesse de jet que nous venons de mettre en lumiere. Une fois de plus le
régime d’¢ébullition nucléée semble trés peu influencé par la variation de ce parametre
contrairement au régime d’ébullition de transition. On note qu’une augmentation de la vitesse de
la surface (et donc de r*) conduit a un effondrement notable des valeurs du flux dans la zone dite
du plateau de flux.

On observe également que I’influence de la vitesse surfacique est conditionnée par le sous-
refroidissement. A faible sous-refroidissement, le maximum de flux correspond au flux critique,
quelque soit la vitesse surfacique (Figure 2.43). On observe toujours un premier minimum méme
si celui-ci se déplace tout comme le flux critique. Avec la Figure 2.44, on constate qu’une faible
variation du sous-refroidissement suffit a faire disparaitre ce premier minimum et a déplacer le
maximum de flux dans le régime de transition. Il semble donc que la variation de la vitesse
surfacique ne modifie pas la forme générale de la courbe mais joue un role trés important sur
I’intensité des flux échangés dans les différents régimes apparaissant en surface.
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Fig. 2.41 Influence du ratio des vitesses r* (ATsu» = 30°C)
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AT,,,=50°C —Vn =1,56 m/s
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Fig. 2.42 Influence du ratio des vitesses r* (ATsu» = 50°C)

e. Construction de corrélations

Cette premiere campagne expérimentale nous a permis de confirmer 1’influence considérable du
mouvement de la paroi sur le transfert de chaleur. Nous avons notamment constaté sur les courbes
d’ébullition que les points de maximum de flux et que le régime d’ébullition de transition sont trés
affectés par cette condition opératoire contrairement au régime d’ébullition nucléée. Nos
expériences ne nous ont malheureusement pas permis d’atteindre le point de Leidenfrost.
Cependant, ces résultats expérimentaux sont utiles afin de développer de nouvelles corrélations
pour les régimes observés. On présente dans la suite de ce chapitre, notre démarche de
modélisation pour les cas d’un faible et d’un fort sous refroidissement.

i. Cas d’un faible sous refroidissement

Comme I’ont montré nos résultats expérimentaux, pour les configurations a faible sous-
refroidissement, le maximum de flux correspond au flux critique (CHF). Lorsque la température
de paroi est plus élevée, on observe une zone constante de flux en régime d’ébullition de transition,
appelée plateau de flux. A partir de nos mesures nous avons €tabli les courbes mettant en relation
le flux critique (CHF) et la densité de flux dans le régime d’ébullition de transition avec le rapport
des vitesses r*. Pour les autres régimes pour lesquels nous avons constaté que les parametres
¢tudiés n’avaient pas d’influence (régime d’ébullition nucléée) ou pour lesquels nous n’avons pas
de données (point de Leidenfrost, régime d’¢ébullition en film) nous avons utilisé les corrélations
sélectionnées dans la littérature et recensées dans ce chapitre (2.1.c). Nos mesures nous ont permis
d’établir les courbes donnant la densité de flux pour le point critique et le régime de transition pour
différentes valeurs du rapport des vitesses r* (Figure 2.43). En utilisant les corrélations déja
¢établies dans la littérature et que nous avons décrites en 2.1.c, pour le régime d’ébullition, le point
de Leidenfrost (LFP) et le régime d’ébullition en film, nous pouvons donc approcher la courbe
d’ébullition réelle et déterminer 1’influence d’une augmentation de la vitesse de la paroi impactée.
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