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Mr E. Chakir Professeur Faculté des Sciences - Kénitra Rapporteur
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Préface

Le travail de recherche effectué par Monsieur Ossama Merroun constitue une contri-
bution originale aux études thermohydrauliques des réacteurs refroidis à eau sous
convection naturelle. Il s’est intéressé particulièrement au développement d’un code
de calcul thermohydraulique moyennant la méthode des « sous-canaux » et à l’éla-
boration d’une technique de vérification du code sur un benchmark expérimental
du réacteur de type Triga du Brésil. Mr Ossama a appliqué son code pour une
analyse thermohydraulique très détaillée du réacteur TRIGA MARK II de CEN
de la Maâmora. Les résultats ainsi obtenus sont très encourageants et concordent
bien avec les recommandations de General Atomics constructeur des réacteurs Triga.

L’originalité et la richesse de ce travail ont permis à Mr Ossama Merroun de contri-
buer à plusieurs communications nationales et internationales et de publier trois
articles dans des revues internationales spécialisées :

? O. Merroun, A. Almers, M.A. Veloso, T. El Bardouni, E. Chakir. 2009. Expe-
rimental validation of the thermal-hydraulic code SACATRI. Nuclear Engineering
and Design. doi : 10.1016/j.nucengdes.2009.08.005.

? O. Merroun, A. Almers, T. El Bardouni, B. El Bakkari, E. Chakir. 2009. Analy-
tical benchmarks for verification of thermal-hydraulic codes based on sub-channel
approach. Nuclear Engineering and Design. 239 (4), pp 735-748.

? O. Merroun, A. Almers, T. El Bardouni, 2008. Manufactured solution for verifi-
cation of the 3D Thermalhydraulic SACATRI code. Proc. CHT-08 on Advances in
Computational Heat Transfer, ISBN 978-1-56700-252-2, Begell House, New York.

? O. Merroun, A. Al Mers, T. El Bardouni. 2007. Thermalhydraulic modeling and
analysis of the hot channel of the Moroccan TRIGA MARK II research reactor.
Proc. First International Conference on Physics and Technology of Reactors and
Applications, Marrakech, Morocco, p. 39.

? O. Merroun, A. Al Mers, T. EL Bardouni. 2008. Verification and validation proce-
dures in nuclear engineering : application to thermal-hydraulic analysis of triangular
lattices of light water research reactor in natural circulation regime. JNPR4, May,
2008, Casablanca, Morocco.
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Il a, également, contribué à la co-rédaction de plusieurs autres papiers scientifiques
dans le domaine de la physique des réacteurs nucléaires :

? B. El Bakkari, T. El Bardouni, O. Merroun, Ch. El Younoussi, Y. Boulaich, E.
Chakir. 2009. Development of an MCNP-tally based burnup code and validation
through PWR benchmark exercises. Annals of Nuclear Energy 36(5), pp 626-633.

? B. El Bakkari, T. El Bardouni, O. Merroun, Ch. El Younoussi, Y. Boulaich, E.
Chakir. 2009. Validation of a new continuous Monte Carlo burnup code using a Mox
fuel assembly. Nuclear Engineering and Design. 239 (10), pp 1828-1838.

? B. El Bakkari, T. El Bardouni, O. Merroun, Ch. El Younoussi, Y. Boulaich, E.
Chakir. 2009. The development of an MCNP tally-based burnup code. International
Journal of Nuclear Energy Science and Technology. 4(3), pp 179 - 195.

Mr Ossama Merroun a fait preuve de ses solides connaissances et compétence dans
le domaine de la thermique, thermohydraulique et physique des réacteurs ainsi que
les techniques numériques. Ce qui lui a permis de réaliser un travail constituant
un apport consistent et important dans son domaine. La clarté et la présentation
structurée du manuscrit ainsi que sa richesse en référence bibliographiques ont en
fait un mémoire de qualité.

La thèse, ainsi présentée par Mr Ossama Merroun, pour obtenir le titre de Doctorat
en Sciences, mérite d’être soutenue.

Tarek El Bardouni
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correctement, je fais appel à votre indulgence et je vous assure que mes remerciements
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rédaction des remerciements, en marquant la fin de ma thèse annonce un grand début
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Je tiens aussi à remercier mon co-encadrant Ahmed Al Mers d’accepter de faire partie
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plus agréables. Je ne les citerai pas tous, chacun se reconnâıtra. Je souhaite toutefois
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m’ont accompagné avec bienveillance. Je n’oublie pas la nouvelle thésarde Mariam Zoubair
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Résumé

La convection naturelle est le mécanisme principal de refroidissement des ré-
acteurs nucléaires de type TRIGA. Elle s’établie par la circulation naturelle
de l’eau réfrigérante entre les éléments combustibles du cœur du réacteur. Le
royaume du Maroc est l’un des pays qui sont dotés de cette filière de réacteurs.
Il s’agit du réacteur TRIGA MARK II de puissance 2MW. Le défi majeur d’une
étude thermohydraulique de ce réacteur consiste à savoir si le refroidissement
par convection naturelle du réfrigérant est suffisant pour permettre l’évacua-
tion de la chaleur résiduelle du cœur en toute sécurité. En d’autre terme, la
connaissance précise des conditions dans lesquelles peut apparâıtre la crise
d’ébullition est nécessaire. Ceci implique la détermination du flux de chaleur
critique et du point de Burn-out. Pour déterminer ces paramètres de sûreté,
plusieurs codes thermohydrauliques ont été développés. Bien qu’ils soient très
puissants, l’application directe de ces codes à la simulation thermohydraulique
du réacteur TRIGA MARK II, nécessite plusieurs adaptations et modifications
qui restent très difficiles à réaliser dans la pratique. Dans ce contexte, le pré-
sent travail de thèse est dédié au développement d’un code thermohydraulique
tridimensionnel permettant la simulation de l’écoulement du fluide réfrigérant,
en circulation naturelle entre les éléments combustibles du réacteur TRIGA
MARK II. Ainsi, le code « SACATRI », dont les fondements sont décrits dans
ce travail, utilise les principes de l’analyse « sous-canaux ». Des modèles et
des corrélations empiriques ont été utilisés pour décrire les différents phéno-
mènes liés à l’écoulement du fluide en convection naturelle et qui sont difficiles
à modéliser. Afin que le code SACATRI puisse reproduire avec précision le
phénomène physique, différentes activités de vérification et de validation ont
été menées sur le code. Le manque de benchmarks, avec une solution exacte
spécifique à ce type de problème, nous a poussés à développer une démarche
originale dans ce domaine. Pour montrer la capacité du code à reproduire
les mesures expérimentales, une étude de comparaison a été menée entre les
résultats de simulation du code SACATRI et les résultats de l’expérience ef-
fectuée sur le réacteur TRIGA IPR-R1 installé au CDNT/CNEN au Brésil.
La comparaison indique que le code SACATRI reproduit ces mesures avec
une très bonne précision. L’application du code SACATRI à l’analyse ther-
mohydraulique du réacteur TRIGA MARK II montre que, en fonctionnement
normal, le DNB minimal est de l’ordre de 2.4 avec un flux de chaleur local
trois fois plus faible que le flux de chaleur critique pouvant entrâıner une crise
hydrodynamique au niveau de la gaine du combustible. Même à une tempéra-



vi Résumé

ture d’entrée de l’ordre de 45 C̊, la circulation naturelle de l’eau réfrigérante
contribue efficacement à l’évacuation de la chaleur produite dans le cœur.

Mots-clés : thermohydraulique, analyse « sous-canaux », vérification et va-
lidation, réacteurs de recherche, TRIGA.
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Abstract

Thermal-hydraulic design and analysis is considered as an important aspect
in safety studies of nuclear reactors. The role of such thermal-hydraulic ana-
lysis is to accurately predict the adequate working conditions, in steady state
and transient conditions as well as in accidental situations, assuring the safe
operation of nuclear reactors. For a detailed thermal-hydraulic analysis of nu-
clear reactors, a basic understanding of heat and mass transfer phenomena
occurring between fuel assemblies is required. In this context, the topic of this
dissertation consists on developing a three dimensional thermalhydraulic mo-
del capable to predict the thermal and the hydraulic behavior of the coolant in
the core of the Moroccan TRIGA MARK II research reactor. For this purpose,
SACATRI computer code, which fundamentals are described in this work, has
been developed to simulate, under steady state single phase flow conditions, the
thermalhydraulic phenomena occurring inside the core of water-refrigerated
research reactor under a natural convection regime. By using the subchannel
approach, the thermal-hydraulic model of SACATRI code is based on four
partial differential equations that describe the conservation of mass, axial and
transversal momentum, and energy. Empirical correlations, related to the co-
olant natural circulation, have been used for modeling the flow phenomena
that are crucial to be described by theoretical relations. To achieve the full
task of any numerical code, verification and validation are highly recommen-
ded activities for assessing the accuracy of computational simulations. In this
work we have proposed a new procedure which can be used during code and
solution verification activities of thermal-hydraulic tools based on sub-channel
approach. The technique of verification proposed is based mainly on the com-
bination of the method of manufactured solution and the order of accuracy
test. The verification of SACATRI code allowed the quantification and the
control of the most relevant numerical errors and the elaboration of exact
analytical benchmarks that can be used to assess the mathematical correct-
ness of the numerical solution. On the other hand, we have quantified the
mathematical model accuracy of the code. The methodology adopted is based
on the comparison between responses from SACATRI computational model
and experimentally measured responses performed on the Brazilian IPR-R1
TRIGA research reactor installed and operated at the CDTN/CNEN. The re-
sults obtained have shown that, the SACATRI model for the IPR-R1 TRIGA
reproduces the actual reactor thermalhydraulic behavior in good agreement
with the available experimental data. The thermalhydraulic analysis of the
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Moroccan TRIGA MARK II research reactor shows that, under normal wor-
king conditions, the minimal departure from nucleate boiling is about 2.4. This
value is equivalent to a local heat flux that is three times less than the critical
heat flux that could leads to a hydrodynamic crisis in the level of the fuel gap.
Moreover, thermalhydraulic simulations prove that, for the maximum inlet
coolant temperature (45̊ C), the natural circulation of the coolant contributes
efficiently in removing the heat generated in the reactor core.

Keywords : Thermalhydraulic, research reactor, TRIGA, CFD, sub-channel
approach, verification & validation, order of accuracy, manufactured solution.
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1.4 Génération de chaleur dans les réacteurs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21
1.5 Profils de puissance et du flux neutronique dans les réacteurs nucléaires . . 23
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cœur d’un réacteur de puissance (IAEA, 2005) . . . . . . . . . . . . . . . . 19
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3.6 Schéma illustratif du modèle simplifié (1-D) . . . . . . . . . . . . . . . . . 72

3.7 Principe du bilan de masse dans un volume de contrôle d’un sous-canal i . 73
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un élargissement brusque dans un sous-canal . . . . . . . . . . . . . . . . . 78

3.10 Flux de masse axial et celui transversale échangé entre les sous-canaux . . 79
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solution analytique pour différents nombres de nœuds . . . . . . . . . . . . 143

5.11 Profil de la pression dans le sous-canal i et les sous-canaux k comparé à la
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5.24 Comparaison de la différence entre la température calculée par SACATRI
et PANTERA-1P et celle mesurée expérimentalement pour une puissance
de 160kW . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 165
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6.18 Différence entre le débit massique axial entrant et sortant des sous-canaux
des rings A, B et C . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 190
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MARK II pour une température d’entrée de 33̊ C . . . . . . . . . . . . . . 194

6.24 Distribution de la température de sortie du cœur du réacteur TRIGA
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réacteur TRIGA MARK II du Bangladesh . . . . . . . . . . . . . . . . . . 130

5.3 Comparaison entre les résultats de simulation obtenus par le code SACA-
TRI et ceux produits par le code NCTRIGA . . . . . . . . . . . . . . . . . 131

5.4 Données relatives au premier test de vérification du modèle tridimensionnel
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P ∗ pression motrice
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PM précision massique
Rmi

résidu massique sur sous-canal i
Si,axial terme source dans l’équation de quantité de mouvement axiale
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Liste des notations xxvii

fz facteur de pic de la densité de puissance axiale
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∗∗ valeur dependant de la direction du flux de masse latéral
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Introduction générale

Depuis la découverte des premières formes de l’énergie, l’humanité n’a cessé de l’uti-

liser excessivement dans les différents aspects de la vie quotidienne. Dès lors, et jusqu’à

présent, l’énergie reste un enjeu majeur tant au plan scientifique et industriel qu’au ni-

veau politique et socio-économique. A l’aube du 19ème siècle, l’accroissement exponentiel

de la demande énergétique, accéléré par les progrès technologiques successifs que connais-

sait l’époque, incitait à la découverte et à la recherche de nouvelles source d’énergie plus

efficaces pouvant répondre à la demande mondiale sur l’énergie. La consommation de

l’énergie assez foisonnante, atteignait son apogée dans les dernières années du vingtième

siècle et qui connaissaient le plus grand boum économique de l’époque moderne.

Les premières sources d’énergie utilisées durant les premiers pas vers l’ère industrielle

sont les énergies fossiles, notamment le charbon et le pétrole. En revanche, à cause de

la concentration de cette énergie dans quelques régions dans le monde, et vu la crise

énergétique mondiale de 1973, il apparut une tendance politique qui intensifia la recherche

d’une alternative énergétique, assurant une indépendance relative vis-à-vis des énergies

traditionnelles fossiles. Ainsi, un grand intérêt commença à nâıtre vers le développement

de l’énergie nucléaire et des énergies renouvelables.

Les énergies renouvelables, en se basant sur leur nature permanente, peuvent contri-

buer avec une grande portion d’ici une trentaine d’années dans la production totale de

l’énergie. Ces énergies sont caractérisées par leur propreté tel que avec 0 % d’émission

de CO2, elles n’ont aucun impact destructeur sur l’environnement. L’utilisation de ces

énergies apparâıt très prometteuse dans le but de gagner le défi concernant la lutte contre

le réchauffement climatique. Actuellement, ces énergies sont peu employées à cause de

leurs coûts élevés devant les autres formes d’énergies fossiles, et aussi à cause des dif-

férents problèmes technologiques freinant leurs applications à une grande échelle. Donc,

en attendant le développement durable de ces énergies, divers pays dans le monde ont

trouvé du nucléaire un remède momentané très compétitif et rentable (du point de vu de

l’abondance de la matière première qui est l’uranium, et du coût de la production).
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L’année 1939 est un fait marquant dans l’histoire de l’humanité. Elle connût la décou-

verte de la fission nucléaire qui permettait par la suite l’exploitation de l’énergie interne

du noyau atomique. Il s’agit d’une réaction nucléaire exothermique où la masse nucléaire

est transformée en énergie. Le mécanisme de cette réaction est très simple dans lequel un

noyau d’un atome lourd absorbe un neutron, causant ainsi la division de l’atome cible

en donnant naissance à des fragments de fission et de nouveaux neutrons (2.5 neutrons

en moyenne). Ces nouveaux neutrons nés, et dans des conditions appropriées, peuvent

être utilisés pour reproduire une autre réaction de fission sur d’autres noyaux atomiques.

Ce processus conduit à une réaction de fission en châıne qui libére une grande quantité

d’énergie. L’énergie libérée par la fission est d’environ 200MeV (ou 3.2 × 10−11 J) par

fission. Cette énergie se manifeste sous différentes formes notamment l’énergie cinétique

des fragments de fissions, l’énergie cinétique des neutrons nés par les réactions de fissions,

ainsi que l’énergie des neutrinos et celle des rayonnements gamma.

Les réacteurs nucléaires sont les systèmes énergétiques principaux des centrales élec-

tronucléaires. Ils jouent le rôle des chaudières dans les centrales thermiques à vapeur.

Le combustible utilisé dans les cœurs de ces réacteurs, est généralement constitué de la

matière fissile (uranium par exemple). Le cœur d’un réacteur est conçu de telle sorte

qu’il puisse exploiter et contrôler la réaction en châıne sans qu’elle conduise à un effet

d’avalanche pouvant faire fondre toutes les barrières de sécurité du réacteur. Les réac-

teurs nucléaires peuvent être classés en deux principales catégories : (i) les réacteurs de

puissance, fonctionnant à des puissances élevées, et dont le but essentiel est d’exploiter

la grande quantité de chaleur, générée par le cœur, dans la production de l’électricité, et

(ii) les réacteurs de faible puissance variant de 0 jusqu’à 20 MW thermiques. Ces réac-

teurs sont souvent appelés des réacteurs de recherche. Ils sont essentiellement destinés à

la recherche scientifique.

TRIGA (Training Research Isotope General Atomics) est l’un des classes des réac-

teurs de recherche les plus utilisés conçus par la société américaine Générale Atomics

(GA). Ils sont refroidis à l’eau et principalement par le mécanisme de convection natu-

relle. Ils sont caractérisés par une sécurité intrinsèque et un encombrement très réduit. Le

royaume du Maroc est l’un des pays qui sont dotés de cette filière de réacteurs ; il s’agit du

réacteur TRIGA MARK II installé au Centre d’Etude Nucléaire de la Maâmora (CENM)

fonctionnant à une puissance nominale de 2MW. L’acquisition de ce réacteur était dans

le but de promouvoir la technologie nucléaire dans le pays et l’exploitation du flux neu-

tronique dans la production des radio-isotopes utilisés dans les diagnostics médicaux et

la biologie ainsi que dans des applications industrielles et agricoles.

Bien que la neutronique constitue la discipline de base pour les réacteurs nucléaires,
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de nombreuses autres disciplines de la physique interviennent aussi bien dans la phase de

conception d’un réacteur, que dans l’élaboration des procédures d’exploitation et cela aussi

bien en fonctionnement normal qu’en cas d’incident ou d’accident. Parmi ces disciplines,

la thermohydraulique, science regroupant la mécanique des fluides et la thermique, joue

un rôle important :

– En fonctionnement nominal et en situation incidentelle dans lesquelles le fluide prin-

cipal joue à la fois le rôle de refroidisseur et de modérateur pour certains types de

réacteurs ;

– En situation accidentelle exceptionnelle au cours de laquelle le cœur lui-même pour-

rait fondre et entrâıner la fusion des structures environnantes pour former un fluide

à haute température, ayant la double particularité d’être lui-même source de chaleur

et très réactif du point de vue physico-chimique avec la plupart des matériaux.

Généralement, la thermohydraulique des cœurs des réacteurs nucléaires s’intéresse

principalement à l’étude de l’écoulement du fluide réfrigérant entre les assemblages com-

bustibles et de sa capacité à extraire la chaleur libérée dans le cœur en toute sécurité. Du

point de vu sûreté, la thermohydraulique joue un rôle primordiale dans la détermination

des limites de sûreté à ne pas dépasser quelque soit les conditions de fonctionnement du

réacteur.

Dans le cas du réacteur TRIGA MARK II du Maroc, le défi majeur consiste à savoir

si le refroidissement par convection naturelle du réfrigérant est suffisant pour permettre

l’évacuation de la chaleur résiduelle du cœur. Par conséquent, la principale limitation pro-

viendra essentiellement du risque d’apparition de la crise d’ébullition. Elle est la consé-

quence de l’assèchement de la paroi, qui n’étant plus mouillée voit sa température crôıtre

très rapidement avec le risque de dépasser sa température de fusion. Donc, la connaissance

précise des conditions dans lesquelles peut apparâıtre la crise d’ébullition est nécessaire.

En d’autre terme, la détermination du flux de chaleur critique et du point de Burn-out

est une tâche indispensable.

Durant les trois dernières décennies, plusieurs codes de calculs thermohydrauliques

ont été développés tels que les codes COBRA, FLICA, PARET, RELAP, etc. Bien qu’ils

soient très puissants, l’application directe de ces codes à la simulation thermohydraulique

du réacteur TRIGA MARK II, nécessite plusieurs adaptations et modifications qui res-

tent très prohibitives et difficiles à réaliser dans la pratique. Ces modifications peuvent

concerner plusieurs aspects tels que les configurations géométriques, les modèles physiques

de base, notamment la modélisation du refroidissement du cœur en régime de convection

naturelle, les équations constitutives, etc.
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En outre, le concept d’établir un code thermohydraulique propre au réacteur TRIGA

MARK II du Maroc devient très compétitif devant l’utilisation d’autres codes thermo-

hydrauliques. Le facteur essentiel soutenant ce concept, c’est que divers pays, qui sont

dotés de cette catégorie de réacteurs TRIGA, ont largement investi dans le développe-

ment de leurs propres codes simulant la thermohydraulique de ces réacteurs ; les codes

TRISTAN et PANTERA-1P ont été développés proprement pour simuler la thermohy-

draulique du réacteur TRIGA de la Slovénie et de l’IPR-R1 du Brésil, respectivement. En

étant convaincu et motivé par la philosophie de développement des codes de simulation

numérique, et de son importance primordiale dans les études scientifiques modernes, nous

nous sommes incités vers une méthodologie basée sur la conception et le développement

d’un code de calcul thermohydraulique spécifique au réacteur TRIGA du Maroc.

Dans ce contexte, le but essentiel de ce travail consiste à développer un code de calcul

thermohydraulique adapté aux conditions de fonctionnement de ce réacteur. Ainsi, nous

avons établi le code SACATRI (Sub-channel Analysis Code for Application to TRIga).

Comme son nom l’indique, nous avons utilisé l’approche sous-canaux pour modéliser le

cœur du réacteur. Elle consiste à discrétiser le cœur du réacteur en plusieurs sous-canaux

verticaux, dans lesquels nous avons modélisé l’écoulement du fluide réfrigérant . Le code

SACATRI est basé sur 4 équations de conservation plus les équations constitutives per-

mettant de fermer le système d’équations de base. Le code permet de prévoir, dans chaque

sous-canal du cœur du réacteur, la distribution des principaux paramètres thermohydrau-

liques (température, débit massique axial et latéral, pression, etc.) permettant de définir

les limites de sûreté, à savoir le flux de chaleur critique et le point du Burn-out.

Afin que le code SACATRI puisse donner des résultats auxquelles on peut avoir

confiance avec une tolérance acceptable, et reproduire précisément le réalisme physique,

nous avons soumis le code aux différentes activités de vérification et de validation. En effet,

la vérification et la validation sont deux activités différentes. La première est purement

un exercice mathématique qui consiste à examiner la capacité du code établi, à travers la

méthode numérique utilisée, à résoudre fidèlement les différentes équations du modèle en

tenant compte des conditions aux limites. Le manque de benchmarks, avec une solution

exacte et non triviale spécifique à ce type de problème, nous a poussés à développer une

démarche originale dans ce domaine. Quant à la validation, qui est une procédure qui

s’intéresse à l’exactitude du modèle mathématique utilisé, elle se base sur la comparaison

entre les résultats de simulation et les mesures expérimentales.

Le présent travail s’articulera comme suit :

Dans le premier chapitre, nous esquisserons d’abord l’état de l’art de la modélisation
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thermohydraulique à travers la description des différentes équations du transport-diffusion

pour un écoulement monophasique, ainsi que quelques notions thermohydrauliques fon-

damentales liées aux paramètres de sûreté.

Dans le deuxième chapitre, nous menons une description des différentes caractéristiques

du réacteur TRIGA MARK II du CENM y compris la conception thermohydraulique et

les limites de sûreté propres au réacteur. Également, nous citons les codes de simulation

existants qui peuvent être utilisés dans une analyse thermohydraulique du cœur d’un

réacteur nucléaire.

Le troisième chapitre sera consacré à la description du modèle physique et mathéma-

tique du code thermohydraulique SACATRI.

Quant au quatrième chapitre, il traitera les différentes techniques numériques utilisées

pour résoudre numériquement les équations thermohydrauliques du problème.

Le cinquième chapitre sera dédié aux différentes activités de vérification et de valida-

tion menées sur le code SACATRI.

Dans le dernier chapitre, nous avons appliqué le code SACATRI à la simulation thermo-

hydraulique du cœur du réacteur TRIGA MARK II du CENM et au calcul des principaux

paramètres de sûreté du réacteur.
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Chapitre 1

La thermohydraulique et paramètres
de sûreté des réacteurs

1.1 Introduction

Bien qu’il existe différentes conceptions, différents types de combustibles, divers pro-

cessus de refroidissement des réacteurs nucléaires, ces derniers sont conçus, dans la plus

part des cas, pour accomplir le même rôle ; production de l’énergie et/ou des flux de

neutrons. Les centrales nucléaires sont assimilables à de grosses machines à vapeur, dont

la conception de base n’a pas fondamentalement changées depuis leurs apparitions. La

majorité des centrales nucléaires, en fonctionnement dans le monde, ont le plus souvent

des réacteurs à eau légère (REL) ou ordinaire, caractérisés par un faible enrichissement

et un refroidissement par eau. Le réacteur à eau bouillante (REB) et le réacteur à eau

pressurisée (REP) représentent les deux principaux types de la filière REL. Également,

un nombre très important de réacteurs de recherche de faible puissance, sont refroidis par

eau légère comme les réacteurs de type TRIGA, le réacteur KAMINI, KRITZ, EOLE, etc.

Le fonctionnement en sécurité de ces réacteurs est un atout primordial pour les opéra-

teurs de ces systèmes énergétiques. En principe, il existe trois barrières successives pour

empêcher toute fuite de radioactivité vers l’environnement. La première est la gaine qui

entoure le combustible, la deuxième est la cuve du réacteur et la dernière est l’enceinte

de confinement qui est généralement constituée du béton qui englobe la cuve, le circuit

primaire et le générateur de vapeur. Les réacteurs dotés de ces dispositifs de sûreté sont

prévus pour que, même en cas d’accident, il n’y ait aucune fuite de radioactivité à l’ex-

térieure du bâtiment réacteur. Le contrôle de ces réacteurs se fait principalement par la
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fixation du flux de neutrons dans le cœur du réacteur, et par conséquent le niveau de

puissance garantissant un fonctionnement normal et régulier.

Le refroidissement ou bien l’extraction de la chaleur générée dans le cœur de ces ré-

acteurs se fait par la circulation d’un liquide ou gaz refroidisseur entre les assemblages

combustibles. On distingue deux modes d’écoulements du réfrigérant ; un écoulement en

convection libre ou naturelle et un écoulement en convection forcée. Dans quelques réac-

teurs, les deux modes d’écoulements sont utilisés. Généralement, la convection forcée est

le mode de refroidissement des réacteurs de puissance, tandis que pour les réacteurs de

recherche, la circulation naturelle de l’eau est le mécanisme principal de refroidissement.

Actuellement, plusieurs réacteurs (de quatrième génération) utilisent la circulation

naturelle pour le refroidissement et l’extraction de la chaleur à partir des assemblages

combustibles. Le principal avantage de la circulation naturelle est la simplicité dans la

conception du réacteur. L’élimination des supports d’alimentation en puissance active,

ainsi que l’élimination des pompes, peut considérablement simplifier la construction, l’ex-

ploitation et la maintenance du réacteur (ou d’un système énergétique quelconque). En

outre, l’élimination des pompes et des tuyauteries d’interconnexion permet d’éviter des

scénarios d’accidents associés à une pane dans une pompe, des accidents de type SBLO-

CAs (Small Break Loss-of-Coolant-Accidents) (IAEA, 2005), etc. En plus, l’écoulement

du réfrigérant dans les canaux du réacteur est beaucoup plus uniforme en circulation na-

turelle. Les caractéristiques d’un écoulement diphasique en fonction de la puissance du

réacteur sont meilleures dans un système à circulation naturelle que dans un système à

circulation forcée.

La neutronique seule, ne permet pas de prévoir la distribution de la puissance générée

par les piles à combustibles, puisque plusieurs paramètres influent sur cette distribution.

Les paramètres les plus importants liés aux limites technologiques sont la température

de fusion de la gaine, les contraintes thermiques, la distribution de la température du

réfrigérant ainsi que la distribution de la pression dans le cœur du réacteur. Le calcul de ces

paramètres est indispensable, et fait appel à des études thermohydrauliques détaillées. Ceci

implique la résolution des équations de transport de masse, de quantité de mouvement et

d’énergie dans le but de trouver les propriétés de l’écoulement étudié (vitesse, température,

pression, etc.).

A travers ce chapitre, nous essayerons de décrire brièvement les équations régissant les

écoulements monophasiques, ainsi que quelques notions thermohydrauliques fondamen-

tales liées aux paramètres de sûreté.
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1.2 Les équations différentielles de conservation

L’analyse thermique des systèmes de conversion de puissance implique la résolution des

équations de transport de masse, de quantité de mouvement, et d’énergie. La forme géné-

rale de ces équations dépend des conditions du système étudié. Il s’agit des équations aux

dérivées partielles non linéaires qui décrivent le mouvement des fluides qui sont considérés

comme des milieux continus. Elles sont établies en simplifiant les équations générales de

transport-diffusion, selon le niveau nécessaire de la résolution des distributions spatiales,

la nature du fluide en question (compressibilité par exemple) et la précision numérique

exigée par l’analyse.

Pour décrire mathématiquement l’état d’un fluide en mouvement, on a besoin de dé-

crire la distribution des vitesses du fluide v = v(x, y, z, t) ainsi que celle de ses carac-

téristiques thermodynamiques telles que la pression P = P (x, y, z, t), la température

T = T (x, y, z, t) et la densité ρ = ρ(x, y, z, t).

1.2.1 Conservation de la masse

Soit un volume de contrôle (VC ) élémentaire infinitésimal (figure 1.1) tel que les

variables de l’écoulement, peuvent être considérées uniformes sur la surface engendrant

le volume de contrôle. Soit vx, vy et vz les composantes du vecteur vitesse ~v. Le bilan de

masse ou l’équation de continuité de la matière est donnée par :

[Taux de variation de la masse dans le VC] = [Débit massique entrant dans le VC] -

[Débit massique sortant du VC]

Mathématiquement cela ce traduit par :

∂ρ

∂t
(dxdydz) = ρvx(dydz)−

[
ρvx +

∂

∂x
(ρvx)dx

]
(dydz) +

ρvy(dxdz)−
[
ρvy +

∂

∂y
(ρvy)dy

]
(dxdz) +

ρvz(dxdy)−
[
ρvz +

∂

∂z
(ρvz)dz

]
(dxdy) +

(1.1)

Après simplification on trouve la forme Eulérienne de l’équation de continuité :

∂ρ

∂t
= − ∂

∂x
(ρvx)− ∂

∂y
(ρvy)− ∂

∂z
(ρvz) (1.2)
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Fig. 1.1 – La composante du flux de masse dans la direction x

Ou bien sous la forme vectorielle :

∂ρ

∂t
+∇.(ρ−→v ) = 0 (1.3)

1.2.2 Conservation de la quantité de mouvement

L’équation de conservation de la quantité de mouvement exprime mathématiquement

le fait que :

[Le taux de variation de la quantité de mouvement dans un VC = débit de la quantité de

mouvement entrant dans le VC − le débit de la quantité de mouvement sortant du VC +

les forces extérieures qui s’appliquent sur le VC] (figure 1.2)

Les forces extérieures sont des forces massiques qui s’appliquent à l’unité de masse du

fluide (pesanteur, champ électrique ou magnétique), et des forces de cisaillements (par

unité de surface) qui s’appliquent sur la surface du VC (figure 1.3).

En appliquant le principe fondamentale de la dynamique pour un VC, l’équation de

conservation de la quantité de mouvement suivant la direction x est donnée par :
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Fig. 1.2 – Schéma du bilan de la quantité de mouvement dans un volume de contrôle de
référence

∂ρvx

∂t
(dxdydz) = ρvxvxdydz −

(
ρvxvx +

∂ρvxvx

∂x
dx

)
dydz + ρvyvxdxdz−

(
ρvyvx +

∂ρvyvx

∂y
dy

)
dxdz + ρvzvxdydx−

(
ρvzvx +

∂ρvzvx

∂z
dz

)
dydx +

(
σx +

∂σx

∂x
dx

)
dydz − σxdydz+

(
τyx +

∂τyx

∂y
dy

)
dxdz − τyxdxdz +

(
τzx +

∂τzx

∂z
dz

)
dydx− τzxdydx +

ρfxdxdydz

(1.4)

avec :

– σx est la contrainte normale dirigée suivant l’axe x (force par unité de surface).

– τyx est la contrainte tangentielle sur la facette perpendiculaire à l’axe y (force par

unité de surface).

– τzx est la contrainte tangentielle sur la facette perpendiculaire à l’axe z (force par

unité de surface).

– fx est la composante suivant x de la force de volume (par unité de masse).
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Après simplification et réarrangement des différents termes de l’équation (1.13), on ob-

tient :

∂

∂t
(ρvx) +

∂

∂x
(ρvxvx) +

∂

∂y
(ρvxvy) +

∂

∂z
(ρvxvz) =

∂σx

∂x
+

∂τyx

∂y
+

∂τzx

∂z
+ ρfx (1.5)

Le premier membre de l’équation (1.5) représente le taux de variation de la quantité de

mouvement pour un élément de fluide suivant la direction x. Le deuxième membre de

l’équation (1.5) représente la somme des forces extérieures (force de surface et force de

volume) qui s’applique sur le fluide en mouvement dans le VC. La forme vectorielle de

cette équation est donnée par :

[Taux de variation de la quantité de mouvement] =
∂

∂t
ρ−→v +

−→∇ .(ρ−→v ⊗−→v ) (1.6)

Fig. 1.3 – Composante suivant x de la contrainte de cisaillement

La tension superficielle normale σx est la somme de la pression et de la contrainte de

cisaillement dans le fluide :

σx = − p + τxx

σy = − p + τyy

σz = − p + τzz

(1.7)

En remplaçant l’équation (1.7) dans l’équation (1.5) et en utilisant l’équation (1.6), la

forme vectorielle de l’équation de conservation de la quantité de mouvement est réécrite
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de la façon suivante :

∂

∂t
ρ−→v +

−→∇ .(ρ−→v ⊗−→v ) = −−→∇ .p +
−→∇ .~~τ + ρ

−→
f (1.8)

Par l’utilisation de la notation de dérivée particulaire on obtient :

ρ
d−→v
dt

= −−→∇p +
−→∇ .~~τ + ρ

−→
f (1.9)

où ~~τ est le tenseur des contraintes visqueuses.

Cette équation représente le principe fondamental de la dynamique. Le terme gauche

de l’équation représente la masse multipliée par l’accélération. Le terme de droite est la

somme des forces de volume et des forces de surface. Pour obtenir le champ de vitesse
−→v (−→r , t), il faut résoudre l’équation de conservation de la quantité de mouvement. Pour

cela, il faut spécifier la densité volumique ρ, les forces de pression, les forces de volume

ainsi que le gradient de la contrainte de cisaillement (
−→∇ .~~τ). Cette dernière dépend des

propriétés du fluide, de la vitesse ou du gradient de vitesse. Pour un fluide Newtonien,

en utilisant la notation d’Einstein, la contrainte de cisaillement dans le fluide est donnée

par :

τii = 2µ

(
∂vi

∂xi

)
− 2

3
µ∇.−→v (1.10)

τij = τji = µ

(
∂vi

∂xj

+
∂vj

∂xi

)
(1.11)

avec µ la viscosité dynamique.

En substituant les équations (1.7), (1.10) et (1.11) dans l’équation (1.5) on obtient l’ex-

pression du bilan de la quantité de mouvement suivant la direction x :

∂

∂t
(ρvx) +

∂

∂x
(ρvxvx) +

∂

∂y
(ρvxvy) +

∂

∂z
(ρvxvz) = −∂p

∂x
+

∂

∂x

[
2µ

∂vx

∂x
− 2

3
µ(∇.−→v )

]

+
∂

∂y

[
µ

(
∂vx

∂y
+

∂vy

∂x

)]
+

∂

∂z

[
µ

(
∂vx

∂z
+

∂vz

∂x

)]
+ ρfx

(1.12)

L’équation de quantité de mouvement dans les autres directions (y et z ) est obtenue

facilement en permutant x, y et z dans l’équation (1.12).

En utilisant l’hypothèse d’un fluide incompréssible (div(~v) = 0), la forme générale des

équations de Navier-Stokes s’écrit :

∂
∂t

(ρvx) + ∂
∂x

(ρvxvx) + ∂
∂y

(ρvxvy) + ∂
∂z

(ρvxvz) = − ∂p
∂x

+ µ
(

∂2vx

∂x2 + ∂2vx

∂y2 + ∂2vx

∂z2

)

+ρfx

(1.13)
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1.2.3 Conservation de l’énergie

Le premier principe de la thermodynamique appliqué à des fluides en mouvement

s’énonce de la manière suivante (Charnay, 1993) :

¿ Pour un système matériel quelconque effectuant une transformation ouverte, entre

deux états d’équilibre, la variation de la somme de l’énergie interne U et de l’énergie

cinétique Ec est égale à la somme du travail ∆W et de la chaleur ∆Q reçus par le

système.À

Soit :

∆U = ∆(U + Ec) = ∆W + ∆Q (1.14)

L’énergie totale représentée par U +Ec est connue aussi par l’énergie de stagnation (stag-

nation energy). Quant à l’énergie potentielle, elle est généralement inclue dans le terme

de travail.

Soit u la valeur de l’énergie interne par unité de masse. Pour un volume dxdydz , le pre-

mier principe de la thermodynamique se traduit mathématiquement par :

(
∂

∂t
ρu

)
dxdydz = −

(
∂ρvxu

∂x
dx

)
dydz −

(
∂ρvyu

∂y
dy

)
dxdz −

(
∂ρvzu

∂z
dz

)
dxdy

−
(

∂q′′x
∂x

dx

)
dydz −

(
∂q′′y
∂y

dy

)
dxdz −

(
∂q′′z
∂z

dz

)
dxdy + (q′′′) dxdydz

+

(
∂

∂x
(σxvx + τxyvy + τxzvz) dx

)
dydz +

(
∂

∂y
(σyvy + τyxvx + τyzvz) dy

)
dxdz

+

(
∂

∂z
(σzvz + τzxvx + τzyvy) dz

)
dxdy + (vxρfx + vyρfy + vzρfz) dxdydz

(1.15)

En divisant les deux termes de l’équation (1.15) par dxdydz et en réécrivant cette équation

en notation vectorielle, on obtient :

∂ (ρu)

∂t
+
−→∇ [(ρu + P )−→v ] =

−→∇ .
(
τ .−→v )

+ ρ
−→
f.−→v −−→∇ .

−→
q′′ + q′′′ (1.16)

Le premier terme du premier membre de l’équation (1.16) représente la variation locale

de l’énergie interne en fonction du temps. Le deuxième terme représente la variation

nette de l’énergie interne par unité de temps due à la convection ainsi que les forces de
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pression. Le premier et le deuxième terme du second membre représentent respectivement

les forces de viscosité et les forces massiques par unité de temps. Les deux derniers termes

du second membre représentent respectivement le transfert de chaleur par conduction et

rayonnement (s’il existe) et la génération interne de chaleur.

La forme de l’équation d’énergie, largement utilisée dans les problèmes de transfert de

chaleur, est donnée par :

ρCp
dT

dt
= ρCp

∂T

∂t
+ ρCp~v.

−−→
gradT = q′′′ + div(k

−−→
gradT ) + βT

dP

dt
+ Φ (1.17)

avec β est le coefficient d’expansion thermique ou de dilatation cubique à pression constante,

Cp est la chaleur spécifique, k est la conductivité thermique et Φ est la fonction de dissi-

pation.

A partir des équations de conservation, on distingue six inconnues. Il s’agit de ρ, ~v et

T ( ou l’énergie interne u), p, ~~τ et
−→
q′′ . A priori, deux grandeurs additionnelles sont des

données du problème ; il s’agit de q′′′ et l’accélération gravitationnelle −→g (
−→
f = −→g ).

Pour fermer le système d’équation de conservation, on a recours d’utiliser 3 autres

équations :

1. L’équation d’état du fluide :

ρ = ρ(p, T ) (1.18)

2. Deux équations constitutives reliant la contrainte ~~τ et le flux de chaleur
−→
q′′ aux

inconnues du problème :

−→
q′′ =

−→
q′′(ρ,−→v , T ) (1.19)

~~τ = ~~τ(ρ,−→v , T ) (1.20)

La figure (1.4) illustre l’algorithme de résolution des équations de conservation. La

région encadrée par des pointillés peut être traitée séparément dans le cas où on ne

tient pas compte de la dépendance des propriétés thermophysiques des fluides avec la

température.
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Fig. 1.4 – Algorithme de résolution des équations de conservation (adapté d’après Tode-
ras, 1990)

1.3 La convection naturelle

La convection est un phénomène ou un mode de transfert de chaleur qui se déroule

au sein des milieux fluides. Elle intervient particulièrement dans le cas des échanges ther-

miques entre des particules fluides en mouvement macroscopique et entre ces particules

et une paroi. Elle apparâıt lorsque le fluide en mouvement présente des inhomogénéités

spatiales de température. Deux formes de convection sont distinguées ; la convection libre

(ou naturelle) et la convection forcée.

La convection libre se distingue de la convection forcée par le fait que le mouvement

du fluide n’est pas dû à un apport externe d’énergie mécanique, mais qu’il trouve sa

source au sein même du fluide, sous l’effet conjugué d’un gradient de masse volumique

et d’un champ de pesanteur. La variation de la masse volumique est généralement due

à des gradients de température, des forces d’accélération (dans les centrifugeuses) ou de

Coriolis (dans les transferts atmosphériques), etc. (Padet, 1997).

Pour un écoulement d’un fluide en convection naturelle, il apparâıt un couplage entre

les équations de bilan de quantité de mouvement et les équation de bilan d’énergie. L’une

des caractéristiques spécifiques de la convection naturelle c’est la faible vitesse du fluide,

Ce qui induit des faibles flux de chaleur.
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1.3.1 Principes de fonctionnement d’une boucle de circulation
naturelle

En convection naturelle, le mouvement du fluide dans une enceinte fermée (où la masse

du fluide est constante) sera généré par des gradients de température, et il pourra donner

naissance à une circulation du fluide contenu dans l’enceinte. La figure (1.5) illustre un

exemple de la circulation de l’air dans une enceinte fermée (habitation par exemple). Si

le mouvement du fluide est canalisé par des parois intérieures, de telle façon que le puits

de chaleur dans la boucle soit positionné à un niveau plus élevé que la source de chaleur

(figure 1.6), cela constitue un thermosiphon. Dans ce dernier, l’écoulement interne se met

en place par le simple moyen des écarts de température, sans dispositifs auxiliaires. Il

s’agit d’un mécanisme transportant la chaleur de la source chaude vers la source froide.

Fig. 1.5 – Exemple de circulation naturelle dans un local d’habitation (Padet, 1997)

En effet, le fluide en contact avec la source chaude se chauffe et sa densité diminue.

Ensuite, le fluide en contact avec le puits de chaleur sera refroidi, ce qui implique l’aug-

mentation de sa densité. Ainsi, une différence de densité s’établit dans le circuit. Quant

à l’énergie mécanique nécessaire au mouvement, elle provient du champ de pesanteur

terrestre résultant de la différence d’altitude entre la source et le puits de chaleur. Ceci

produit une force de flottabilité qui pousse le liquide à travers la boucle. Ce comporte-

ment est connu par la circulation naturelle. Ce gradient de densité de fluide, établi dans

le circuit, peut être causé par deux phénomènes. Soit par le gradient de température ou

par le changement de phase du fluide (vapeur/liquide). Le débit dans la boucle est limité

par les pertes de charges dans les différentes tuyauteries d’interconnexion.
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Fig. 1.6 – Schéma d’une boucle fermée rectangulaire de circulation naturelle

Plusieurs filières avancées des réacteurs nucléaires utilisent la circulation naturelle

comme mécanisme de refroidissement du cœur en fonctionnement normal. Ces réacteurs

sont caractérisés par leurs petites tailles. A titre d’exemple, nous distinguons le réac-

teur MASLWR (Multi-Application Small Light Water Reactor), le réacteur CAREM et

SMART. La figure (1.7) présente un schéma illustratif de la circulation naturelle dans le

cœur d’un réacteur de puissance de nouvelle génération. La circulation naturelle s’établit

grâce au gradient de la densité du fluide entre la source de chaleur (cœur du réacteur) et le

puits de chaleur (échangeur de chaleur externe). Dans la première boucle circule un fluide

chaud de température moyenne TH et un fluide froid ayant une température moyenne Tc.

Pour une étude thermohydraulique de ces réacteurs, il faut résoudre les équations de

conservation de masse, de quantité de mouvement et d’énergie. Ces équations peuvent

être établies pour chaque composante du réacteur. A ce propos, des hypothèses ont été

proposées pour simplifier le degré de difficulté du problème :

– L’écoulement est supposé unidirectionnel et verticalement le long de la boucle.

– Les propriétés thermophysiques du fluide sont supposées uniformes.

– Application de l’approximation de Boussinesq.

– TC est constante.

– Fluide incompressible.

L’application de l’approximation de Boussinesq implique que la densité du fluide est
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supposée égale à une valeur moyenne constante, à l’exception du terme qui représente la

résultante du poids et de la poussée d’Archimède dans l’équation de quantité de mouve-

ment.

Fig. 1.7 – Schéma d’une boucle de circulation naturelle du fluide réfrigérant dans le cœur
d’un réacteur de puissance (IAEA, 2005)

1.3.2 Adaptation des équations de bilan aux conditions de la
circulation naturelle

La circulation naturelle regroupe des mécanismes convectifs dans lesquels tout ou une

partie du mouvement est généré par l’action conjuguée des gradients de température et

du champ de pesanteur.

Généralement, dans les problèmes de convection naturelle, l’hypothèse de Boussinesq

est souvant utilisée. Soit ρ une fonction décroissante de la température telle que :

ρ = ρ(T ) (1.21)

L’hypothèse de Boussinesq consiste à écrire la relation (1.21) sous la forme :

ρ = ρ0 {(1− β(T − T0)} (1.22)

avec β est le coefficient de dilatabilité du fluide.
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Si on suppose que les écarts de température sont modestes, on basera le calcul sur l’hy-

pothèse que β, λ et µ sont indépendants de la température.

En se basant sur ces hypothèses, les équations de conservation peuvent être réécrites,

cette fois-ci en régime permanant, de la façon suivante :

1. Pour le bilan de masse, en tenant compte de l’hypothèse d’incompressibilité, l’équa-

tion de continuité (1.3) s’écrit :

∇−→v = 0 (1.23)

2. L’équation d’énergie (1.17) est réarrangée de la façon suivante :

ρCp
−→v −−→

grad T = q′′′ + k∆T + Φ (1.24)

3. Par l’utilisation de l’équation (1.23) et en négligeant les force de dissipation, l’équa-

tion de conservation de quantité de mouvement (1.9) est donnée par :

ρ−→v .~∇−→v = −~∇P + µ∆−→v + ρ−→g (1.25)

Compte tenu de la dilatabilité du fluide (propriété (1.22)), décomposons ρ dans ρ~g

on obtient :

ρ−→v .~∇−→v = (ρ− ρ0)
−→g + ρ0

−→g − ~∇P + µ∆−→v (1.26)

En introduisant la pression motrice P* définie, dans ce cas, par :

−−→
gradP ∗ =

−−→
gradP − ρ0

−→g (1.27)

il vient :

ρ−→v .~∇−→v = (ρ− ρ0)
−→g −−−→gradP ∗ + µ∆−→v (1.28)

ou bien en faisant intervenir la propriété (1.22), l’équation (1.28) devient :

ρ−→v .~∇−→v = β (T − T0)
−→g − 1

ρ0

−−→
gradp∗ + µ∆−→v (1.29)

Le terme (ρ− ρ0)
−→g représente la résultante du poids et de la poussée d’Archimède.
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1.4 Génération de chaleur dans les réacteurs

L’énergie libérée dans un réacteur nucléaire est produite par des réactions nucléaires

exothermiques où la masse nucléaire est transformée en énergie. La partie majeure de cette

énergie provient de la fission d’un atome. Il s’agit d’une réaction nucléaire dans laquelle

un noyau d’un atome lourd absorbe un neutron. Cette réaction, appelée fission nucléaire,

peut causée la division de l’atome cible en donnant naissance à des fragments de fission

et de nouveaux neutrons (2.5 neutrons en moyenne). Une petite fraction de l’énergie du

réacteur provient de la capture des neutrons dans le combustible, le modérateur, et les

matériaux de structures. Dans un réacteur nucléaire, la réaction de fission est maintenue

de telle sorte que les nouveaux neutrons nés causent à leur tour une autre réaction de

fission. Ce processus est appelé la réaction en châıne.

L’énergie libérée par la fission est d’environ 200MeV (ou 3.2× 10-11 J) par fission. Cette

énergie se manifeste sous différentes formes :

– Énergie cinétique des fragments de fissions.

– Énergie cinétique des neutrons nés par les réactions de fissions.

– Énergie des neutrinos et celle provenant des rayonnements gamma.

La figure (1.8) illustre les différentes formes d’énergies libérées dans le cœur du réac-

teur. Les neutrons produits par la réaction en châıne ont relativement une énergie cinétique

très élevée (de l’ordre de 2 MeV). La capacité d’un neutron de déclencher une réaction de

fission, est liée directement à son énergie et à la modération (effet de ralentissement des

neutrons). En effet, l’énergie du neutron doit être d’un ordre de grandeur compris entre

0.01 et 0.1 eV. Ces neutrons sont appelés des neutrons thermiques. Quant à la modéra-

tion, les matériaux les plus utilisés sont ceux ayant une faible masse atomique (hydrogène,

deutérium, carbone).

Le taux de génération de chaleur dans le cœur d’un réacteur nucléaire est directement

proportionnel aux taux de fissions dans les éléments combustibles, et au flux neutronique

thermique. Le taux de génération de chaleur est aussi lié à la différence de température du

fluide réfrigérant et au débit massique du fluide circulant entre les assemblages combus-

tibles. En effet, différents paramètres peuvent influencer le taux de production de chaleur

dans le réacteur. Mais généralement, cela est limité à quelques circonstances liées à la

capacité du fluide réfrigérant à extraire la chaleur du cœur en toute sécurité.
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Fig. 1.8 – Les différentes formes de libération d’énergie dans un réacteur (adaptée d’après
Toderas, 1990)
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Le taux de fission est contrôlé par plusieurs facteurs ; la densité et le type du combus-

tible, le flux de neutrons et l’énergie des neutrons. L’équation (1.30) montre la relation

entre ces paramètres et leurs influences sur la chaleur produite dans le cœur du réacteur.

Q̇ = GNσfVfϕ (1.30)

Avec :

– Q̇ : Taux de génération de chaleur (J/sec)

– G : Energie produite par fission (J/fission)

– N : Nombre de noyaux fissiles par unité de volume (atome/cm3)

– σf : Section efficace microscopique de fission (cm2)

– Vf : Volume du combustible (cm3)

– ϕ : Flux de neutrons (n/cm2-sec)

La puissance thermique produite par un réacteur est proportionnelle au débit du ré-

frigérant et à la différence de température dans le cœur du réacteur. La relation entre

puissance, débit massique et gradient de température est donnée par l’équation suivante :

Q̇ = ṁCp∆T (1.31)

Avec :

– ṁ : Débit massique (Kg/sec)

– Cp : Chaleur spécifique du réfrigérant (J·kg-1·K-1)

– ∆T : différence de température dans le cœur du réacteur (K)

1.5 Profils de puissance et du flux neutronique dans

les réacteurs nucléaires

La distribution de puissance dans un réacteur nucléaire dépend de la répartition du flux

neutronique dans le cœur du réacteur. Ce flux dépend de la géométrie et de l’homogénéité

du cœur, ainsi que de la répartition des éléments combustibles. Notons aussi que le profil

d’un flux neutronique change si on considère l’effet des barres de contrôles ou du réflexion

des neutrons (présence du réflecteur ou non).

Dans un réacteur, nous distinguons deux types de distribution de neutrons ; une dis-

tribution radiale et une autre axiale. Pour un réacteur homogène nu, le cœur entier du
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réacteur peut être assimilé à un seul élément combustible. Alors, le flux de chaleur par

unité de volume dans le cœur d’un réacteur homogène peut être donné par :

q′′′(−→r ) = q′′′maxF (−→r ) (1.32)

avec q′′′max représente la génération maximale de la chaleur au centre du cœur du réacteur.

Cette distribution est obtenue à partir de la résolution de l’équation de diffusion pour un

seul groupe d’énergie de neutrons (Reuss, 2003).

Pour un cœur cylindrique, q′′′(−→r ) est donné par :

q′′′(r, z) = q′′′maxJo

(
2.0408

r

Re

)
cos

(
πz

Le

)
(1.33)

avec Jo est la fonction de Bessel, Le est une longueur d’extrapolation, r est le rayon et z

la hauteur du cœur (r et z sont pris à partir du centre du cœur du réacteur). Le profil de

q′′′ en fonction de r est représenté sur la figure (1.9).

Le flux neutronique devient nul juste à une faible distance δR (δR = R−Re à partir de la

frontière du cœur. Les distances δR et δL sont appelées des longueurs d’extrapolations qui

sont relativement inférieures devant les dimensions des éléments combustibles (Longueur

L et rayon R). Dans le cas d’un cœur homogène avec réflecteur, le profil radial du flux de

neutrons thermique est représenté dans la figure (1.10).

Les barres de contrôles dans le cœur du réacteur ont tendance à diminuer le flux

neutronique radial et axial. Comme le montre la figure (1.11), cet effet est remarquable

au voisinage de ces barres.
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Fig. 1.9 – Profil du taux de génération de chaleur (q′′′) et flux neutronique (Φ) dans le
cœur d’un réacteur cylindrique homogène et nu (adaptée à partir de Toderas, 1990)

Fig. 1.10 – Effet du réflecteur sur la distribution radiale du flux neutronique thermique
(adaptée à partir de Toderas, 1990)
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Fig. 1.11 – Profil de la distribution radiale de la puissance avec des barres de contrôles
insérées (adaptée à partir de Toderas, 1990)

1.6 Profils de température

1.6.1 Profil axial de la température

La détermination des profils de la température dans le cœur du réacteur est aussi bien

importante que les profils de puissance, sachant qu’il y’a une forte dépendance entre la

puissance et la distribution de température dans le cœur. Pour les réacteurs thermiques

ayant un enrichissement uniforme, le profil axial de la température suit approximative-

ment celui du flux neutronique. Généralement, pour un écoulement simple phase, le flux

neutronique peut être décrit par une fonction sinusöıdale :

q′′′(z) ∼ cos

(
πz

Le

)
(1.34)

La figure (1.12) illustre une distribution axiale typique de la température dans un

canal d’un REP. Il s’agit du profil axial de la température du combustible, de la gaine et

du fluide réfrigérant. On remarque que la température du fluide réfrigérant augmente le

long du canal. Toutefois, cette distribution varie avec le flux thermique linéaire dans le

canal. Cependant la température de la gaine et par conséquent, du combustible dépend

du pouvoir réfrigérant du fluide circulant entre les assemblages combustibles.
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Puisque la température du réfrigérant augmente durant l’écoulement à travers le canal,

la température de la gaine (évidemment du combustible) se trouve élevée dans la région

supérieure du cœur par rapport à la région inférieure.

Fig. 1.12 – Profils de température dans un REP (adaptée à partir de DOE, 1992)

1.6.2 Distribution radiale de la température dans le combustible

La distribution radiale de la température dans le cœur du réacteur est la même que la

distribution radiale de la puissance. Ceci est valable dans le cas où le débit massique est

uniforme à travers le cœur entier du réacteur.

Les positions dans le cœur, avec le maximum de puissance produite, correspondent

aux températures les plus élevées. La figure (1.13) illustre la distribution radiale de la

température dans un élément combustible d’un canal autour duquel circule un fluide re-

froidisseur. La forme de base du profil radial de la température dépend principalement

du coefficient de la conductivité thermique des différents matériaux constituant le com-

bustible. Le gradient de température dans chaque matériau doit être suffisant pour qu’un

transfert de chaleur soit mis en jeu.
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Fig. 1.13 – Distribution radiale de la température dans un élément combustible

1.7 Transfert de chaleur et paramètres de sûreté

1.7.1 Ecoulement simple phase liquide

Les études concernant le transfert de chaleur pour des écoulements monophasiques

s’intéressent à la détermination du champ de température du fluide en écoulement dans les

canaux du réacteur. L’objectif principal est de prévoir si la distribution de la température

est inférieure aux limites de sûreté du réacteur. Dans ce contexte, il est indispensable de

déterminer les paramètres gouvernant le transfert de chaleur entre les parois des piles à

combustibles et le fluide réfrigérant.

Le calcul de la température du fluide implique la détermination du flux de chaleur−→
q′′(W/m2) sur la surface de la paroi externe de la pile à combustible est en contact avec

le fluide. Ce flux est calculé à partir de la première loi de Fourier :

−→
q′′ = −k

∂T

∂n
−→n (1.35)

avec k est la conductivité thermique du fluide, ~n est un vecteur unité perpendiculaire à

la paroi et ∂T
∂n

est le gradient de température dans la direction du transfert de chaleur.
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Cependant, la loi de Fourier est souvent exprimée en fonction du coefficient d’échange

thermique par convection (h) via la loi de Newton pour le transfert de chaleur :

−→
q′′ = h(Tp − Tb) (1.36)

avec Tp est la température de la paroi et Tb est la température caractéristique de l’écou-

lement ou température moyenne du fluide (bulk temperature).

1.7.2 Evaluation du coefficient de transfert de chaleur convectif

Dans la plus part des réacteurs de puissance, le fluide réfrigérant est forcé à circu-

ler à travers le cœur du réacteur (utilisation d’une pompe par exemple), ce qui met en

jeu un transfert de chaleur par convection forcée. Quant aux réacteurs où le mécanisme

d’évacuation de la chaleur est basé sur la circulation naturelle du fluide réfrigérant, le

transfert de chaleur par convection naturelle s’impose. Le coefficient (h) dépend des pro-

priétés du fluide réfrigérant, du régime d’écoulement (laminaire ou turbulent, écoulement

monophasique ou diphasique), de la vitesse de l’écoulement ainsi que de la géométrie des

canaux dans le cœur du réacteur. Le coefficient (h) est souvent représenté par une fonction

semi-empirique qui dépend des conditions précédentes. Le tableau (1.1) résume quelques

valeurs typiques du coefficient (h) pour quelques régimes d’écoulements.

Tab. 1.1 – Quelques valeurs typiques du coefficient d’échange thermique par convection
pour différents régimes d’écoulements (adapté à partir de El-Wakil, 1971)

Régime d’écoulement Coefficient de transfert de chaleur (W/m2K)
Convection naturelle
Gaz sous basse pression 6-28
Liquides 60-600
Eau bouillante 60-12000
Convection forcée dans les tubes
Gaz sous basse pression 6-100
Liquides
Eau 250-12000
Sodium 2500-25000
Eau bouillante 2500-50000
Vapeur condensée 5000-100000

La différence entre (Tp) et (Tb) est obtenue en déterminant h à partir du nombre

adimensionnel de NUSSELT. A partir de l’analyse dimensionnelle et de la théorie de
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la similitude, les échanges thermiques peuvent être décrits par des corrélations liant le

nombre de NUSSELT à d’autres nombres adimensionnels.

Pour un problème de convection forcée, le nombre de NUSSELT est fonction du nombre

de REYNOLDS (Re) et du nombre de PRANDTL (Pr) :

Nu = f(Re, Pr, µp/µb) (1.37)

avec : Nu = hDe

k
, Re = ρV De

µ
et Pr = µCp

k

De est une longueur caractéristique du problème et k est la conductivité thermique.

S’il s’agit d’un écoulement turbulent dans des canaux relativement longs, le nombre de

NUSSELT est donné par l’équation suivante :

Nu = CReαPrβ

(
µp

µ

)γ

(1.38)

avec µp et µ est la viscosité du fluide pour T = Tp et T = Tb respectivement.

Les coefficients C, α, β et γ sont des constantes qui dépendent de la géométrie des canaux.

I Cas d’un tube circulaire de longueur L et de diamètre D

Dans ce cas, on distingue trois corrélations qui sont largement utilisées :

– La corrélation de Seider et Tate(Seider, 1936) :

Nu = 0.023Re0.8Pr0.4

(
µp

µ

)0.14

(1.39)

Cette équation est valide pour 0.7 < Pr < 120 , Re > 10000 et L/D > 60

– La corrélation de Dittus-Boelter (Dittus, 1930) :

Pour des cas où µ ≈ µp, les équations suivantes de Dittus-Boelter sont les plus

utilisées :

Lorsque le liquide est chauffé on a :

Nu = 0.023Re0.8Pr0.4 (1.40)

Lorsque le liquide est refroidi on a :

Nu = 0.023Re0.8Pr0.3 (1.41)

Ces équations sont valides pour 0.7 < Pr < 100 , Re > 10000 et L/D > 60
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– La corrélation de Colburn (Colburn, 1933) :

Elle est valable pour les fluides ayant une viscosité élevée. Colburn a réduit l’équation

de Dittus-Boelter en définissant la relation suivante :St Pr2/3 = 0.023Re−0.2 avec St

est le nombre de STANTON (St = Nu/Re Pr) . Ce qui est équivalent à l’équation

suivante :

Nu = 0.023Re0.8Pr
1
3 (1.42)

Le domaine de validité de cette équation est le même que celui de la corrélation de

Dittus-Boelter.

I Cas d’une section non circulaire

Dans ce cas, les mêmes corrélations utilisées dans le cas d’un tube circulaire restent

valables pour les sections non circulaires (canaux carrés, rectangulaire, triangle équilaté-

ral), à condition d’utiliser comme dimension caractéristique le diamètre hydraulique (Dh)

défini par :

Dh =
4Af

Pm

(1.43)

avec Af est la section non circulaire du passage du fluide, Pm et le périmètre mouillé.

Pour un faisceau de barres combustibles formant par exemple un ensemble de canaux

triangulaires, Nu varie considérablement par rapport au même nombre évalué pour des

géométries circulaires. Nu et h dépendent de la position des barres dans le réseau. Dans

ce cas illustré dans la figure (1.14) et pour P/D ≥ 1.12, Nu est celui calculé pour une

section circulaire Nus.c multiplié par un facteur de correction ψ (Toderas, 1990) :

Nu = ψ (Nus.c) (1.44)

Pour un réseau infini triangulaire et pour 1.05 < P/D < 2.2 , le facteur de correction est

donné par :

ψ = 0.9217 + 0.1478P/D− 0.1130e−7(P/D−1) (1.45)

Markoczy (1972) a donné une expression générale de ψ valide pour chaque barre combus-

tible (R) dans un réseau, entourée par j sous-canaux (figure 1.15) :

ψ = 1 + 0.9120Re−0.1Pr0.4(1− 2.0043e−B) (1.46)
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Fig. 1.14 – Rapport entre le nombre de NUSSELT calculé pour une section non circulaire
(NuDh

) et le nombre de NUSSELT pour une section circulaire (Nus.c) en fonction de P/D
(adaptée d’après Toderas, 1990)

Le nombre de REYNOLDS (Re) est établi en utilisant le diamètre hydraulique (Dh)

donné, dans ce cas, par l’expression (1.48) ainsi que la vitesse caractéristique ou moyenne

du fluide (Tb) dans les sous-canaux entourant la barre de combustible (R).

Dh = 4

j∑
j=1

Aj

j∑
j=1

Pmj

(1.47)

La valeur de B est donnée par :

B =
4

π
(P/D)2 − 1 (1.48)

En ce qui concerne les problèmes de convection naturelle, où le mouvement n’est dû

qu’aux effets thermiques conjugués par des effets de gravités, le nombre de NUSSELT ne

sera plus dépendant du nombre de REYNOLDS. Dans ce cas on a tendance à écrire le

nombre de NUSSELT en fonction du nombre de PRANDTL, de GRASHOF (Gr) ou bien

de RAYLEIGH (Ra).

Nu = f(Pr, Gr) (1.49)

Nu = f(Pr, Ra) (1.50)
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Fig. 1.15 – Réseau triangulaire de piles à combustibles

Les nombre de GRASHOF et de RAYLEIGH sont donnés par :

Gr =
gβ∆TD3

e

ν2
et Ra =

gβ∆TD3
e

να
avec :

– De représente une longueur de référence,

– ν est la viscosité cinématique du fluide
(
ν = µ

ρ

)
,

– et α est le coefficient de diffusivité thermique du fluide
(
α = k

ρCp

)
.

En ce qui suit, nous nous limiterons, à expliciter quelques valeurs du nombre de NUS-

SELT pour certains cas pratiques souvent rencontrés en physique des réacteurs nucléaires :

I Cas d’un écoulement laminaire sur une plaque plane verticale de longueur

L

McAdams (1949, 1954) propose une formule générale pour calculer le nombre de NUS-

SELT moyen pour une plaque verticale plane de longueur L avec une température de paroi

constante.

NuL = CRan
L (1.51)

n et C sont des constantes qui dépendent de la géométrie.

En régime laminaire, McAdams recommande la corrélation suivante :

NuL = CRa
1/4
L avec 104 < RaL < 109 (1.52)

En régime turbulent, McAdams recommande la corrélation suivante :

NuL = CRa
1/3
L avec RaL > 109 (1.53)
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Churchill and Chu (1975) ont proposé les corrélations suivantes (0 < Pr < ∞) :

Pour 0 < RaL < 109 :

NuL = 0.68 + 0.67Ra1/4
L

[
1 +

(
0.492

Pr

)9/16
]−4/9

(1.54)

Pour RaL > 109 :

Nu1/2
L

= 0.825 + 0.387Ra1/6
L

[
1 +

(
0.492

Pr

)9/16
]−8/27

(1.55)

Également, Schmidt and Beckmann (1930) ont proposé les équations suivantes :

Nu(x) = 0.39(Grx Pr)1/4 (1.56)

NuL = 0.52(GrL Pr)1/4 (1.57)

Par l’utilisation des méthodes d’approximations, Saunders (1939) and Schuh (Schuh, 1948,

in Martynenko, 2005) ont obtenu des solutions pour divers nombres de PRANDTL. En-

suite, Ostrach (1953) a obtenu la dépendance suivante pour le nombre de NUSSELT

local :

Nux = f(Pr)

(
Gr

4

)1/4

pour 0.01 < Pr < 1000 (1.58)

Le Fevre (Le Fevre, 1957, in Martynenko, 2005) a étudié les cas limites suivants :

Pour Pr → 0 :

NuL = 0.8Gr
1/4
L Pr1/2 (1.59)

Pour Pr →∞ :

NuL = 0.67Gr
1/4
L Pr1/2 (1.60)

Eckert (Eckert, 1987, in Lienhard IV and Lienhard V, 2005) a utilisé la méthode inté-

grale en vue de déterminer h local sur une plaque plane verticale isothermique pour un
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écoulement laminaire en convection naturelle. Ces travaux ont abouti à la corrélation

suivante :

Nux = 0.508Ra1/4
x

(
Pr

0.952 + Pr

)1/4

(1.61)

ou bien

NuL = 0.678Ra
1/4
L

(
Pr

0.952 + Pr

)1/4

(1.62)

I Cas d’un écoulement laminaire autour d’un cylindre verticale de longueur

L

Le transfert de chaleur à partir de la paroi d’un cylindre vertical, est similaire à celui

à partir d’une plaque verticale, à condition que l’épaisseur de la couche limite thermique

(δt) soit mince. Cependant, si la couche limite thermique est épaisse, comme le montre la

figure (1.16), le transfert de chaleur dans ce cas augmente en fonction de la courbure de

la couche limite. Cette correction a été, en premier lieu, considérée par Sparrow et Gregg

(1959). Ensuite Cebeci (Cebeci, 1974, in Lienhard IV and Lienhard V, 2005) a amélioré

cette étude en vue de déterminer, avec précision, les facteurs de corrections. La figure

(1.17) présente, pour différentes valeurs de Pr, les corrections qui doivent être appliquées

sur les résultats trouvés dans le cas d’une plaque plane verticale.

La figure (1.17a) montre les corrections qui doivent être multipliées par le nombre de

NUSSELT pour une plaque plane verticale afin d’obtenir Nu dans le cas d’un cylindre

vertical. D’après cette figure on remarque que le facteur de correction augmente lorsque

Gr diminue. La figure (1.17b) illustre les mêmes corrections précédentes, mais dans le cas

du calcul du nombre de NUSSELT moyen le long du cylindre vertical de longueur L.

Dans les deux situations, sauf pour les métaux liquides, la correction est inférieure à 10%

si [(x ou L)]
/

R < 0.08Gr
1/4
x ou L(Lienhard IV and Lienhard V, 2005).
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Fig. 1.16 – Couche limite développée autour d’un cylindre vertical (Lienhard IV and
Lienhard V, 2005)

Fig. 1.17 – Les corrections qui doivent être appliquées sur h(x) (1.19a) et hL (1.19b) dans
le cas d’un cylindre vertical (Lienhard IV and Lienhard V, 2005)
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1.7.3 Ecoulement diphasique (en ébullition)

La première détermination des régimes de transfert de chaleur en ébullition libre « pool

boiling » a été réalisée par Nukiyama en 1934. La courbe de Nukiyama (figure 1.18)

représente, en échelle logarithmique, la relation entre le flux de chaleur q′′ transmis par

l’élément chauffant, et la différence de température entre la paroi de cet élément et la

température caractéristique (ou moyenne) de l’eau (Tp − Tb). Comme la température de

l’eau reste constante lors de l’ébullition, Tb est remplacée par la température de saturation.

Soit ∆Tsat = Tp − Tsat. Ainsi, la température de l’eau qui engendre la source de chaleur

prend la valeur de la température de saturation. La première région désignée par la zone

Fig. 1.18 – Courbe de Nukiyama

AB spécifie l’échange de chaleur simple phase liquide en convection naturelle. Dans cette

zone, et malgré que la température de la paroi dépasse, de quelque degrés, la température

de l’ébullition, aucune bulle de vapeur n’apparâıt. L’échange de chaleur dans ces conditions

obéit aux lois définies précédemment.

Cependant, au dessus du point C, le taux de nucléation est suffisamment élevé, ce qui

conduit à l’isolation de la paroi par un film de vapeur continu. Ceci empêche l’irrigation

de la surface de l’élément chauffant. Egalement, l’ébullition en film peut être établie à

des faibles flux de chaleur si la température de la surface est suffisamment élevée (région

C-D-C’). L’évacuation de la chaleur entre le point C et D se fait principalement sous forme

de chaleur latente de vaporisation. L’accroissement du ∆Tsat n’est plus accompagné d’un

accroissement du flux de chaleur transmis, ce qui traduit la courbure de la zone C-D (Behar,
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1993).

D’autre part, entre C et D la paroi est faiblement surchauffée et la formation du film

est instable. Ainsi, cette région est souvent appelée région de transition d’ébullition (à

partir de l’ébullition nucléée jusqu’à l’ébullition en film).

Le point C définit le flux maximal de l’ébullition nucléée (Critical Heat Flux « [CHF] »)

ou point de Burn-out (Departure from Nucleate Boiling « [DNB] »). En ce point, le film de

vapeur couvre complètement la paroi, ce qui empêche l’irrigation de la gaine du combus-

tible par le réfrigérant. Dans ce cas, l’évacuation de la chaleur se fait principalement sous

forme de chaleur latente de vaporisation. La température de la paroi (Gaine de l’élément

combustible) va augmenter brutalement, jusqu’au point de fusion de la gaine. Ainsi, la

première barrière de sûreté du réacteur sera détruite. Par conséquent, pour la sûreté des

réacteurs nucléaires, la détermination du CHF et du DNB est indispensable pour garantir le

non dépassement des limites de sûreté. Finalement, le point D correspond à la température

minimale de l’ébullition en film.

La figure (1.19) illustre les différents régimes de transfert de chaleur en ébullition

convective ainsi que les profiles de température du fluide réfrigérant et de la surface chauf-

fante.



1.8. Conclusion 39

Fig. 1.19 – Les différentes régions de transfert de chaleur et natures d’écoulement convectif
pour un écoulement en ébullition (modifiée à partir de Toderas, 1990)

1.8 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons décrit les différentes équations de transport-diffusion

qui permettent la détermination des paramètres décrivants l’état d’un fluide en mouve-

ment. Également, nous avons explicité les principaux régimes d’écoulement et les différents

phénomènes de transfert d’énergie se déroulant au sein des réacteurs nucléaires. Ces rap-

pels présentés constituent les éléments de base d’une étude thermohydraulique des cœurs

des réacteurs nucléaires. Dans ce travail, nous nous focalisons plutôt sur des réacteurs
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de recherche refroidis par eau légère et dont le mécanisme de refroidissement est basé

principalement sur la circulation naturelle de l’eau dans le cœur. Plus précisément, nous

nous intéressons à l’étude thermohydraulique du réacteur TRIGA MARK II, de puissance

2MW installé au Centre National d’Etudes Nucléaire de la Maâmora (CENM). Dans le

deuxième chapitre, nous détaillerons la conception thermohydraulique ainsi que quelques

limites de sûreté de ce réacteur.
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Chapitre 2

Conception thermohydraulique et
limites de sûreté du réacteur TRIGA
du CENM

2.1 Introduction

Actuellement plusieurs unités de recherche, hôpitaux ainsi que des universités dans le

monde sont équipés de réacteurs nucléaires de faible puissance connus par des réacteurs

de recherche. Ils sont caractérisés par des marges de sécurités assez convenables pour

être utilisés dans des milieux urbains. Ces réacteurs fournissent une source de neutrons

qui permet aux scientifiques et aux ingénieurs d’effectuer des recherches fondamentales

et appliquées. Dans la majorité des cas, ces recherches consistent à utiliser des faisceaux

de neutrons pour mieux comprendre la structure des matériaux et mettre au point des

matériaux avancés destinés pour des produits de consommation. Parmi les applications

nous citons les radio-isotopes utilisés dans les diagnostics médicaux et la thérapie, ou

destinés à des fins industrielles ou agricoles.

Un réacteur de recherche peut être considéré comme une maquette à échelle réduite

des réacteurs de puissance orientés vers la production d’électricité. Il offre la possibilité

de réaliser des essais de combustibles, des composants, des matériaux et des caloporteurs.

Également, il joue un rôle vital dans la formation du personnel d’une centrale nucléaire.

Il permet d’acquérir des connaissances fondamentales concernant la manipulation des

réacteurs de grande puissance et de s’entrâıner à affronter des scénarios dangereux et

imprévisibles qui peuvent survenir en cas de dépassement des limites de sûreté. La plus

part des cœur de ces réacteurs sont refroidis par la circulation naturelle du modérateur
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entre les assemblages combustibles.

TRIGA (Training Research Isotope General Atomics) est l’un des classes des réac-

teurs de recherche les plus utilisés conçus par la société américaine General Atomics

(GA). Ces réacteurs ont une gamme de puissance qui varie de quelques Kilowatts jusqu’à

16 MW. Le système de refroidissement du cœur d’un réacteur TRIGA est basé sur le phé-

nomène de la convection naturelle. Ces réacteurs sont distribués dans plus d’une vingtaine

de pays dans le monde, et ce, grâce à leurs sûretés intrinsèques et leurs encombrements

très réduit. Le Maroc est l’un des pays qui sont dotés de cette filière de réacteurs ; il

s’agit du réacteur TRIGA MARK II installé au Centre d’Etude Nucléaire de la Maâmora

(CENM) qui fonctionne à une puissance de 2MW. Il est conçu de telle façon à pouvoir

augmenter ultérieurement sa puissance à 3MW en passant vers un régime d’écoulement

en convection forcée.

2.2 Conception mécanique du CENM-TRIGA MARK

II

2.2.1 Description générale

Le cœur du réacteur TRIGA du CENM se situe à proximité du fond d’une cuve en

aluminium remplie d’eau, de 2.44m de diamètre et d’environ 8.84m de profondeur et

entourée d’une structure en béton armé (voir figure 2.1). Ce réacteur est équipé d’un

réflecteur en graphite, de quatre canaux neutroniques et d’une colonne thermique. L’eau

constitue un blindage adéquat au sommet de la cuve. Les mécanismes de commande des

barres sont montés sur un pont construit sur la partie supérieure de la cuve.

Le réacteur est contrôlé et commandé par un système de contrôle-commande informa-

tisé de pointe, avec écran graphique, auto-vérification, et enregistrement automatique des

informations vitales. Le réacteur peut être actionné en mode stationnaire, soit par com-

mande manuelle, soit par commande automatique. Le combustible du réacteur TRIGA

se caractérise par sa sûreté intrinsèque, une rétention élevée des produits de fission, et

une capacité éprouvée à résister aux trempes à l’eau sans aucune réaction adverse à des

températures allant jusqu’à 1100̊ C.

L’expérience universellement acquise en matière d’exploitation des réacteurs TRIGA

similaires, a prouvé la sûreté intrinsèque de ce type de réacteurs. Cette sûreté est due

à l’important coefficient de température négatif instantané caractéristique des éléments
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modérateur-combustible en alliage uranium-hydrure de Zirconium. Lorsque la tempéra-

ture du combustible augmente, ce coefficient compense immédiatement les insertions de

réactivité. Il en résulte un mécanisme où les excursions de puissance se terminent ra-

pidement et en toute sécurité. Le cœur du réacteur se compose d’un réseau hexagonal

Fig. 2.1 – Schéma approximatif du réacteur TRIGA-CENM

de 121 emplacements dont 101 emplacements sont réservés au combustible : 94 éléments

modérateurs-combustibles, 2 éléments combustibles instrumentés pour mesurer la tempé-

rature, cinq barres de contrôles avec prolongateurs combustibles. La figure (2.2) représente

un arrangement typique des éléments constituant le cœur du réacteur TRIGA-CENM. En

plus des deux emplacements occupés par la chaussette d’essai centrale et le terminus du

système de transfert pneumatique, 18 emplacements comprennent des éléments en gra-

phite.

2.2.2 Plaque supérieure et plaque inférieure

La plaque supérieure de diamètre d’environ 55.254 cm et de 3.175 cm d’épaisseur est

constituée de l’aluminium. Elle permet de positionner de façon très précise les composants

du cœur dans le sens latéral. La plaque est anodisée de façon à résister à l’usure et à la
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corrosion. 121 trous, dont le diamètre est 3.82 cm, sont forés dans la plaque supérieure. De

petits trous réalisés en diverses positions de la grille supérieure permettant d’insérer des

tubes fins dans le cœur pour mesurer le flux, la température de l’eau de refroidissement,

etc.

Il est possible de retirer une section hexagonale du centre de la plaque supérieure

afin d’insérer des échantillons allant jusqu’à 11.2 cm de diamètre dans la zone de flux

maximum.

Fig. 2.2 – Arrangement typique des éléments combustibles

La plaque inférieure de forme hexagonale se compose d’une plaque en aluminium, de 3.175

cm d’épaisseur, qui supporte tout le poids du cœur et établit un espacement précis entre

les éléments modérateur-combustible. Elle est attachée à la partie inférieure du réflecteur

par six boulons de diamètre 0.925 cm en acier inoxydable. 109 trous de diamètre 3.175

cm de la plaque inférieure sont alignés avec les trous des éléments combustibles dans la

plaque supérieure.

2.2.3 Plaque de sécurité

Cette plaque est destinée à assurer le maintien des barres de réglage au sein du cœur.

Il s’agit d’une plaque en aluminium de 2.5 cm d’épaisseur, boulonnée à une virole qui est

soudée au revêtement intérieur du réflecteur et placée à 41.1 cm en dessous de la partie

supérieure de la plaque inférieure.
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2.2.4 Matériaux du réacteur

Les matériaux utilisés dans le réacteur qui sont critiques de point de vue sûreté sont

le combustible et sa gaine. La partie active de chaque élément modérateur-combustible,

illustrée dans la figure (2.3), est d’environ 3.63 cm de diamètre sur 38.1 cm de long. Le

combustible se compose d’un mélange solide et homogène d’un alliage uranium-hydrure

de zirconium contenant environ 8.5% en poids d’uranium enrichi à 20%. Le rapport entre

les atomes d’hydrogène et les atomes de zirconium est de l’ordre de 1.6. Pour faciliter

l’hydruration, un petit trou est foré dans le centre de la section active du combustible et

une barre de zirconium est insérée dans ce trou après la fin de l’hydruration.

Chaque élément est enveloppé par une gaine en acier inoxydable de 0.051cm d’épaisseur.

Deux sections de graphite sont insérées dans la gaine, une au-dessus et une en dessous du

combustible, afin de servir de réflecteurs inférieur et supérieur du coeur. Les embouts en

acier inoxydable sont fixés aux deux extrémités de la gaine, de sorte que la longueur totale

de l’élément combustible est d’environ 75.2 cm. L’embout inférieur soutient l’élément

modérateur-combustible sur la plaque inférieure.

L’embout supérieur se compose d’une tige permettant de fixer l’outil de manutention

du combustible ainsi qu’une pièce d’écartement triangulaire qui permet à l’eau de re-

froidissement de s’écouler via la plaque supérieur. Les matériaux utilisés dans les autres

composants vitaux du réacteur sont illustrés dans le tableau (2.1).

Tab. 2.1 – Matériaux du réacteur TRIGA MARK II

Composant Matériel Cuve du réacteur
Cuve du réacteur Aluminium 6061-T6
Grille supérieure, inférieure et de sûreté Aluminium 6061-T6
Tuyauterie convection naturelle Aluminium 6061-T6
Canaux d’irradiation section intérieure Aluminium 6061-T6
Canaux d’irradiation section extérieure SS-18-8
Guide des barres de contrôle Aluminium 6061-T6
Absorbant des barres de contrôles B4C
Blindage du réacteur Béton armé de haute densité

2.2.5 Barre de contrôle

Le contrôle du réacteur est assuré par l’intermédiaire de cinq barres absorbantes de

neutrons. Ces barres contiennent un prolongateur combustible qui a les mêmes caracté-
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ristiques d’un combustible TRIGA standard (figure 2.4), l’ensemble est gainé dans un

tube en acier inoxydables SS-304 de longueur 109 cm et de diamètre 3.4 cm. La partie

absorbante est constituée de 38.1cm de carbure de bore sous forme solide. Les parties

inférieures et supérieures sont occupées d’un espace rempli d’air de 16.5 cm.

Fig. 2.3 – Assemblage élément combustible-gaine en acier inoxydable avec raccords en
triflute

2.2.6 Eléments factices en graphite

Des éléments factices en graphite occupent les positions des grilles qui ne sont pas oc-

cupées par les éléments modérateurs-combustibles ou par d’autres composants du cœur.

Ces éléments ont les mêmes dimensions que les éléments modérateurs-combustibles, mais

ils sont complètement remplis du graphite. Ces éléments servent à diminuer le volume

d’eau entre le cœur et le réflecteur en graphite afin de ne pas dégrader le flux de neu-

trons dans le réflecteur et dans le râtelier à échantillon rotatif ainsi que dans les tubes

d’irradiation.
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2.2.7 Assemblage réflecteur

Radialement, le graphite est d’une épaisseur d’environ 21 cm, d’un diamètre extérieur

d’environ 94 cm, d’une hauteur d’environ 53 cm et son périmètre intérieur est de forme

hexagonale avec une distance entre les faces d’environ 53 cm. Une couche de plomb de 6.3

cm d’épaisseur entoure le graphite pour réduire l’échauffement par rayon gamma du béton

de protection. Le plomb ne recouvre pas l’ouverture des tubes d’irradiation. Le graphite

et le plomb sont dans une enveloppe étanche en aluminium soudé.

Fig. 2.4 – Barre de contrôle avec prolongateur

2.2.8 Source de neutrons

Une source de neutrons en américium béryllium de 2 à 3 Ci (5×106 n/sec) est utilisée

pour le démarrage du réacteur. La matière nucléaire se trouve dans une double capsule en
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acier inoxydable d’un diamètre de 1.3 cm et d’une longueur d’environ 15 cm. La source

de neutrons est enfermée dans une porte source de forme cylindrique en aluminium. Cette

porte source peut être installée dans des emplacements aménagés dans la grille supérieure.

Le tableau (2.2) résume quelques paramètres physiques et géométriques typiques du

cœur du réacteur TRIGA MARK II.

Tab. 2.2 – Paramètres de conception principaux du cœur du réacteur TRIGA MARK II

Niveau de puissance stationnaire 2MW

Types de combustible TRIGA
Matériau modérateur-combustible U − ZrH1.6 (nominal)
Teneur en uranium 8.5 % ou 12 % en poids
Enrichissement de l’uranium < 20 % 235U
Longueur du combustible 31.1 cm (partie active)
Diamètre du combustible 3.63 cm de diamètre extérieur
Matériau de gainage d’épaisseur Acier inoxydable 304 de 0.051 cm

Chargement critique dans un réacteur froid 71 éléments 2.653 Kg 235U
non irradié

Nombre d’éléments combustibles 101
Nombre de barres de réglage 5
Nombre de barres de pilotage 1
Nombre de barres de compensation 4

Refroidissement du réacteur Convection naturelle de
l’eau de la piscine

Température moyenne du combustible (2MW) 345̊ C
Température maximale de l’eau à l’entrée (2MW) 45̊ C
Température moyenne de l’eau à la sortie 79̊ C

2.3 Refroidissement du réacteur

A partir du fond du cœur, l’eau s’infiltre à travers les orifices de la grille inférieure,

puis elle s’écoule à travers la partie non-chauffée (réflecteur en graphite inférieur), ensuite

elle passe à travers la partie active du combustible, puis la zone supérieure (réflecteur en

graphite supérieur) et finalement quitte le canal à travers les trous de la plaque supé-

rieure. Dans les systèmes basés sur la circulation naturelle, comme dans le cas du réacteur

TRIGA, le mécanisme de refroidissement est similaire à un effet de thermosiphon qui
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s’établit naturellement par la circulation de l’eau de refroidissement entre les assemblages

combustibles. En effet, le gradient de température résultant du flux de chaleur dans le

cœur du réacteur induit la variation de la densité de l’eau. Les gradients de densité gé-

nèrent une force motrice qui fait circuler le fluide caloporteur du bas vers le haut, d’où le

refroidissement du cœur par convection naturelle (figure 2.5).

Fig. 2.5 – Convection naturelle dans le cœur du réacteur TRIGA

L’eau de la piscine où le cœur du réacteur est submergé, est refroidie à son tour au

moyen d’un circuit de réfrigération comportant un échangeur de chaleur relié au circuit

secondaire comprenant des réfrigérants atmosphériques. Un schéma descriptif du système

de refroidissement du réacteur TRIGA est illustré sur la figure (2.6). Le circuit secondaire

est équipé de détecteurs conçus pour mesurer l’activité de l’eau moyennant des prélève-

ments périodiques. Ce qui permet la détection de toute contamination éventuelle de l’eau

secondaire.

Un système de mesure des températures et des pressions dans le circuit primaire est

installé de façon à connâıtre les grandeurs physiques caractéristiques du refroidissement

du réacteur. Ce qui permet le déclenchement des actions de sécurité si les limites admises

sont atteintes.

Les conditions de refroidissement du cœur du réacteur sont telles qu’il ne puisse pas

y avoir un assèchement des éléments combustibles pour les conditions de puissance et de

débit correspondant aux limites de déclenchement des actions de sécurité.
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Fig. 2.6 – Boucles de refroidissement du réacteur TRIGA typique

2.4 Marges de sûreté du réacteur TRIGA

La Conception thermohydraulique du réacteur TRIGA doit assurer l’intégrité du com-

bustible tant en régime stationnaire qu’en cas de conditions anormales imprévisibles. En

régime stationnaire, l’intégrité peut être maintenue en limitant les niveaux de puissance

du réacteur à des valeurs garantissant que la gaine du combustible peut transférer la

chaleur du combustible au réfrigérant du réacteur, sans pour autant atteindre des tempé-

ratures (du combustible et de la gaine) susceptibles de provoquer la rupture de la gaine.

En cas de dépassement des températures limites, le flux thermique local maximum dans

le cœur serait supérieur au flux thermique provoquant un échauffement critique et, par

conséquent, un effet de couverture pelliculaire (vapeur) enveloppant la gaine et empêchant

son irrigation.

La température du combustible a une limite tant en régime stationnaire qu’en régime

transitoire. Le combustible TRIGA est spécialement conçu pour fonctionner en mode

impulsionnel. La limite de température découle du dégazage de l’hydrogène du combustible

U-ZrH et de la contrainte qu’il crée dans le matériau de gainage des éléments combustibles.

La résistance du matériau en fonction de la température établit la limite supérieure de la

température du combustible. Les limites de température de 1150 C̊ (avec une température

de gaine < 500 C̊) et de 920 C̊ (avec une température de gaine > 500 C̊) ont été établies

dans le but d’éviter la perte d’intégrité de la gaine.

La température du combustible et la température de la gaine établissent la limite de
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sûreté d’un réacteur. Ainsi, le niveau de puissance est soumis à une limite calculée de

façon à garantir le non-dépassement de la température limite du combustible et celle de

la gaine. L’analyse des bases de conception indique qu’un fonctionnement allant jusqu’à

2.2MW (avec un cœur à 101 éléments et une température d’entrée de l’eau de 45 C̊) avec

convection naturelle ne provoquera ni une ébullition pelliculaire ni, par conséquent, une

augmentation de la température du combustible et de la gaine pouvant entrâıner la perte

d’intégrité de la gaine.

Il est possible de régler la température du combustible en imposant des limites à

d’autres paramètres du système de sûreté présentant un certain intérêt comme le niveau

de puissance stationnaire maximum admis, la température du combustible mesurée par le

thermocouple et la température d’entrée du réfrigérant. Les consignes de sûreté, spécifiés

au tableau (2.3), sont telles que les limites de sûreté indiquées dans les bases de calcul du

réacteur ne seront en aucun cas dépassées soit en fonctionnement normal ou anormal de

réacteur.

Tab. 2.3 – Réglages des paramètres de sûreté pour le réacteur TRIGA

Niveau de puissance stationnaire maximum 2200 kW(t) (Arrêt d’urgence)
Température maximale mesurée du combustible 750 C̊ (Arrêt d’urgence)

En général, les analyses thermohydrauliques permettent de déterminer les conditions

et les paramètres de sûretés du réacteur pour assurer un fonctionnement sécurisé. En

d’autre terme, elles permettent d’étudier la distribution de la température, de la pression

et de la vitesse du réfrigérant. Ce dernier circule entre les assemblages combustibles afin

de garantir le non dépassement de la température de la gaine et du combustible. Cette

température peut entrâıner l’apparition du phénomène de l’ébullition nucléée au point

« ONB » (Onset of Nucleate Boiling), qui correspond au début de l’apparition des bulles

de vapeur sur la gaine et par conséquent l’apparition des zones sèches (résistance thermique

additionnelle) sur la paroi qui peuvent provoquer la fusion de la gaine.

Les analyses thermohydrauliques sont fréquemment menées sur les réacteurs de type

TRIGA. Généralement, ces études sont conduites pour étudier le changement de la confi-

guration du cœur du réacteur (passer d’une configuration avec uranium fortement enrichi

(HEU) vers une configuration à uranium faiblement enrichi (LEU) ou l’inverse), le chan-

gement du combustible, ou pour conduire des expériences particulières dans le cœur.
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Récemment, les objectifs fixés à travers les études menées sur TRIGA étaient orientés

vers :

– La caractérisation de l’instabilité de l’écoulement en ébullition locale ou ébullition

nucléée sous-saturée.

– La détermination des caractéristiques du réacteur TRIGA MARK II y compris les

profils des flux de chaleur dans les éléments combustibles.

– L’étude des pertes de charges singulières dues au rétrécissement et à l’expansion de

la section de passage de l’écoulement à travers les orifices de la plaque inférieure et

supérieure.

– Expérience de couplage cinétique/thermohydraulic de TRIGA, et étude des para-

mètres de conception et de sûreté.

2.5 Codes de calcul thermohydraulique

La simulation numérique a une importance capitale en matière de prédiction des

marges de sûreté d’un réacteur nucléaire. Les codes de simulation numériques permettent

de vérifier les différentes conditions de fonctionnements du réacteur, voir aussi le test des

scénarios impossible à réaliser expérimentalement (rupture d’un circuit de refroidissement,

modéliser des incidents ou des problèmes de contrôle des barres de commande).

A nos jours, la simulation numérique est devenue un outil très puissant qui a presque

remplacé une dialectique théorie/expérience par un triptyque associant théorie et modé-

lisation, simulation et vérification numérique, et validation expérimentale. Elle s’impose

partout (science pure, ingénierie, économie, science sociale, etc.) ouvrant ainsi un horizon

vaste et illimité à l’exploration de notre environnement et de l’univers. Donc une simula-

tion parfaite peut sembler, à priori, présenter autant de promesses que de risques, ainsi

que d’apporter plus d’informations qu’une expérience globale insuffisamment préparée ou

difficilement reproductible, ne serait-ce qu’en raison de son coût.

Concrètement, la connaissance du processus physique ou de l’ensemble des proces-

sus étudiés est rassemblée dans un logiciel ou code de calcul numérique permettant de

résoudre les équations des modèles préalablement établis. Tout simplement, l’action de

simulation, reflète la réalisation des expérimentations sur un modèle, ou plus précisément,

la reproduction artificielle d’un phénomène scientifique qu’on désire étudier, puis on ob-

serve le comportement de cette reproduction lorsqu’on fait varier les actions que l’on peut

exercer sur celle-ci et en déduit ce qui se passerait dans la réalité sous l’influence d’actions

analogues. Elle s’appuie sur des méthodes mathématiques et informatiques spécifiques.
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En chaque point de l’objet considéré, plusieurs grandeurs physiques (vitesse, tempéra-

ture, pression, etc.) décrivent l’état de l’évolution du système étudié. Celles-ci ne sont

pas indépendantes, mais reliées et régies par des équations, généralement aux dérivées

partielles. Ces équations constituent la traduction mathématique des lois de la physique

qui modélisent le comportement de l’objet. Simuler l’état de ce dernier, c’est déterminer

idéalement en tout point du domaine de calcul, les valeurs numériques de ces paramètres.

Durant les trois dernières décennies, plusieurs codes de calcul numérique ont été déve-

loppés pour prévoir le comportement thermohydraulique des réacteurs nucléaires. Ils sont

regroupés en plusieurs catégories qui différent selon l’approche physique sur laquelle ils

sont basés. Généralement, ces codes ont été spécialement conçus pour traiter les réacteurs

de puissance (REP, REB, VVER, CANDU, etc). Concernant les codes destinés à l’analyse

thermohydraulique des réacteurs de recherche, ils sont rarement mentionnés dans la litté-

rature. On peut trouver des exemples de codes qui ne sont que des cas particulier basés

sur des modèles simplifiés. Egalement, il existe des codes développés pour les réacteurs de

puissances et qui ont été adaptés aux caractéristiques de fonctionnement des réacteurs de

recherche.

Plusieurs approches et formulations sont utilisées pour modéliser la thermohydrau-

lique des réacteurs nucléaires. Les plus connues sont : l’approche intégrale de paramètres

localisés, l’approche « sous-canaux », l’approche «milieu poreux » et l’approche basée sur

CFD (Computational Fluid Dynamics). Dans ce qui suit, nous présentons quelques types

de codes thermohydrauliques appartenant à chaque approche ainsi que les codes qui ont

été utilisés dans le cas des réacteurs TRIGA.

2.5.1 Les Codes Système (System Codes)

Les Codes Système (System Codes) sont basés sur l’approche intégrale de paramètres

localisés. Cela signifie que l’application des compartiments sur le circuit primaire ou se-

condaire du réacteur conduit à un model thermohydraulique unidimensionnel. Le plus

petit compartiment représente le cœur entier ou une grande partie du réacteur. En se

basant sur cette approche, les équations du bilan de masse, de quantité de mouvement

et d’énergie sont appliquées et moyennées sur le compartiment. Ensuite, les paramètres

thermohydrauliques sont obtenus sur chaque compartiment. Les Codes Système sont cou-

ramment utilisés dans le cas des LWR pour des études en régime transitoire et pour des

analyses de sûreté. Parmi les Codes Système largement utilisés nous citons :

RELAP5 (Reactor Excursion and Leak Analysis Program) : Le code RELAP5 a été
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élaboré par « Idaho National Laboratory ». Il est conçu pour réaliser des études thermo-

hydrauliques transitoires sur des réacteurs refroidis par eau légère. Une version de ce code,

connue par Mod3 qui est basée sur le code RELAP5, a été utilisée par Jensen et Newell

(1998) pour une analyse thermohydraulique du réacteur TRIGA installé à l’université de

Chicago (McClellen Nuclear Radiation Center) afin d’augmenter la puissance du réacteur

de 1MW à 2MW.

L’université d’Oregon State a récemment effectuée une analyse thermohydraulique dé-

taillée complète dans le cadre du programme de la réduction de l’enrichissement du com-

bustible des réacteurs de recherche. Dans ce contexte, une étude thermohydraulique a été

réalisée par Marcum (2008) en utilisant le code RELAP5. Cette étude avait pour buts

d’étudier, en régime stationnaire et transitoire, les débits massiques de l’écoulement en

convection naturelle, de déterminer la température du réfrigérant et du combustible en

fonction de la puissance du réacteur et ce pour les deux configurations HEU et LEU.

CATHARE : C’est un code développé par le CEA, EDF et FRAMATOME. Ce code

simule tout le spectre des grandes aux petites brèches soit du circuit primaire, du circuit

secondaire, ainsi que les transitoires d’exploitation. Il constitue un outil d’analyse de

sûreté et de mise au point des procédures en situations accidentelles et postaccidentelles.

CATHARE est un code à deux fluides et six équations. Les équations de masse, d’énergie

et d’impulsion sont résolues sur un circuit modélisé par des éléments à une dimension

(1-D), comme les conduites, ou des éléments 0-D (volumes). D’autres éléments ont été

développés comme l’espace annulaire (2-D) ou la cuve (3-D) dans la dernière version de

CATHARE (Eymard, 2004). Le code représente d’une manière réaliste l’ensemble des

phénomènes physiques intervenant dans la thermohydraulique de l’accident.

ATHLET (Analysis of Thermal-Hydraulics of LEaks Transient) : Ce code a été développé

par Gesellschaft fûr Reaktorsicherheit (GRS) pour l’analyse des fuites et des transitoires

en régime de fonctionnement anormal dans les réacteurs à eau légère. Le concept du code

ATHLET pour l’analyse des REP et des REB est décrit par Burwell et al (1989).

CATHENA : Il s’agit d’un code thermohydraulique développé par « Atomic Energy of

Canada Limited (AECL), Whiteshell Laboratories (WL) ». Ce code a été élaboré princi-

palement pour étudier et analyser des situations perturbées pour le réacteur CANDU. Le

développement de CATHENA a commencé en 1985 à partir des codes thermohydrauliques

basés sur des models thermohydrauliques à l’équilibre. Ensuite, le code a été amélioré pour

tenir en compte des modèles thermohydrauliques en non-équilibre afin de représenter avec

précision, les canaux combustibles du CANDU à des conditions d’écoulement diphasique

stratifié prévues au cours de certains accidents de perte du liquide de refroidissement (loss-
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of-coolant accidents (LOCA)). Le modèle thermohydraulique est constitué de 6 équations

de conservation de masse, de quantité de mouvement et d’énergie ; trois équations pour

chaque phase. Plus de détails sur ce code peuvent être trouvés dans (Hanna, 1998).

2.5.2 Codes basés sur l’approche sous-canaux

L’approche sous-canaux est largement utilisée pour une modélisation multicompar-

timents de la thermohydraulique des réacteurs (Sha, 1980 ; Macdougall and Lillington,

1984 ; Rowe, 1973). Cette approche consiste à représenter le cœur du réacteur par des

sous-assemblages combustibles. Ces derniers sont à leur tour représentés par des sous-

canaux et des éléments combustibles. Les équations thermohydrauliques sont résolues au

niveau de chaque sous-canal. Dans ce contexte, nous présentons, quelques codes basés sur

l’approche sous-canaux et qui ont été conçus spécialement pour des réacteurs de recherche

ou des codes développés principalement pour des réacteurs de puissance mais qui ont été

adaptés aux conditions de fonctionnement des réacteurs de recherche.

TRISTAN : c’est un code thermohydraulique unidimensionnel développé à l’Institut Jo-

sef Stefan, Slovénie (Mele, 1992). Il permet de calculer les paramètres de l’écoulement

dans un canal du cœur d’un réacteur refroidi par convection naturelle. Le code TRISTAN

est conçu spécialement pour l’analyse thermohydraulique en régime stationnaire des réac-

teurs de recherche de type TRIGA de faible puissance (1-2MW) et dont les conditions de

pression ne dépassent pas les 2 bars. Une étude paramétrique en régime stationnaire des

performances thermiques du réacteur TRIGA MARK II installé à Ljubljana (Slovénie) a

été conduite moyennant le code TRISTAN (Mele, 1993).

NCTRIGA : c’est un code unidimensionnel de simulation de transfert de chaleur. Il

permet le calcul, en convection naturelle le long d’un canal isolé, de la distribution de

température, du débit massique ainsi que la distribution de température dans le com-

bustible et la gaine. Ce code est une version modifiée du code NACTON développé au

laboratoire national d’Argonne aux Etats-Unis pour les réacteurs ayant un combustible

de type TRIGA (Smith, 1992). La vérification du code NCTRIGA est effectuée en se

basant sur les données de General Atomics (GA). Quelques résultats de cette vérification

sont présentés dans le tableau (2.4). Les résultats de vérification montrent qu’on peut

utiliser le code NCTRIGA pour obtenir des flux de masse ainsi que des températures

de sortie raisonnables pour des réacteurs TRIGA de puissance variant de 1MW jusqu’à

2MW. Le code NCTRIGA a été également utilisé pour analyser plusieurs réacteurs de

type TRIGA. Huda (2006) a utilisé ce code pour l’étude des paramètres thermohydrau-

liques en convection naturelle du cœur du réacteur TRIGA MARK II installé à Savar,
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Dhaka (Bangladesh).

Tab. 2.4 – Comparaison entre les résultats de simulation du code NCTRIGA et les résul-
tats expérimentaux

Puissance Nombre Source Débit Erreur Température Erreur
(MW) d’éléments (Kg/sec) (%) de sortie C̊ (%)

1.0 91 GA 8457 -7.0 70.2 -10.0
NCTRIGA 7890 67.2

1.5 91 GA 9555 -3.2 76.6 -2.6
NCTRIGA 9259 75.6

2.0 101 GA 11080 -0.3 86.1 -14.0
NCTRIGA 11051 80.1

COOLOD-N2 : Il s’agit d’un code développé par l’institut de recherche atomique et

énergétique au Japon (JAERI). Basé sur sa première version COOLOD (Kaminaga, 1990 ;

Watanabe, 1984), COOLOD-N (Kaminaga, 1987) est destiné principalement pour l’ana-

lyse thermohydraulique en régime stationnaire et en convection naturelle des réacteurs

de recherche dont les éléments combustibles sont de types plaques. A partir du code

COOLOD-N, le code COOLOD-N2 (Kaminaga, 1994) a été développé en vue de tenir

en considération la simulation thermohydraulique d’un cœur de réacteur de recherche

constitué des éléments combustibles cylindriques. COOLOD-N2 est capable de calculer

la distribution de la température du combustible en convection naturelle et forcée. Le

code est équipé d’un « package de transfert de chaleur (Sudo, 1985) » offrant la possibi-

lité de calculer le coefficient de transfert de chaleur et le flux critique. Egalement le code

COOLOD-N2 a été utilisé pour l’analyse thermohydraulique du cœur du réacteur JRR-4

TRIGA-16 (Kaminaga, 1994).

COBRA (Coolant Boiling in Rod Array) : C’est un code développé par les chercheurs

de « Battelle NW, Nuclear Regulatory Commission » aux Etats Unis. Il est basé sur

l’approche sous-canaux et permet de calculer la distribution de température et des flux

massiques dans les cœurs des réacteurs nucléaires de puissance. La caractéristique prin-

cipale du code COBRA c’est qu’il tient en considération les échanges tridimensionnels

de masse, de quantité de mouvement et d’énergie entre les canaux du réacteur ainsi que

de l’écoulement diphasique. Il est largement utilisé dans l’analyse du déclenchement du

phénomène de crise d’ébullition pour les LWR, ainsi que pour la modélisation en 3-D des

REP soit pour un canal isolé ou bien pour plusieurs canaux du cœur du réacteur (Whee-

ler, 1976). La chronologie du développement de la série des codes COBRA commença par

l’élaboration du code COBRA-I (Rowe, 1967) avec le déploiement de l’un des premiers
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model décrivant les échanges de masse latéraux.

Vers 1971, Rowe (1971) publia la première version COBRA III, considérée comme étant

la version de base des codes COBRA développés jusqu’à présent. Ensuite, il a développé

COBRA IIIC (Rowe, 1973), une version représentative des codes sous-canaux tradition-

nels. Dans cette version, les trois équations de conservation de masse, de quantité de

mouvement axiale, et d’énergie sont établies, sur chaque sous-canal, suivant la direction

axiale de l’écoulement. Le couplage entre les canaux adjacents est traité par l’utilisation

de la notion du flux de masse transversal pénétrant la surface fictive de contact entre les

sous-canaux. Mathématiquement cela est traduit par une équation de quantité de mouve-

ment transversale. Cette équation permet de déterminer le flux massique latéral à partir

de la différence de pression entre les sous-canaux adjacent.

En 1977, apparut COBRA IV (Stewart, 1977) avec une amélioration considérable au ni-

veau des techniques numériques facilitant la résolution des équations thermohydrauliques

et qui ont permis de réaliser des études en régime transitoire ainsi que d’analyser d’autre

scénarios possibles comme des accidents.

Le code COBRA-IIIC a été utilisé dans l’analyse thermohydraulique du réacteur TRIGA

du «Penn State Breazeale Reactor (PSBR)» réalisée par Madeline Anne Feltus et William

Scott Miller (2000). Ce code a été utilisé spécialement pour déterminer le niveau de la mo-

délisation thermohydraulique nécessaire pour décrire précisément le comportement ther-

mohydraulique de base du cœur du PSBR-TRIGA durant les conditions transitoires.

PANTERA-1P : C’est un code basé sur l’approche sous-canaux développé par Veloso

(Veloso, MA, 2006). Ce code est une version modifiée du code COBRA-IIIC. Il est élaboré

au centre de développement et de technologie nucléaire (CDTN) à Belo Horizonte, State of

Minas Serais, Brésil. PANTERA-1P a été principalement conçu pour simuler l’écoulement

du fluide entre les éléments combustibles des réacteurs nucléaires en régime de convection

forcée. Ensuite, il a été adapté aux conditions d’un écoulement en convection naturelle. Il

est utilisé pour la simulation du comportement thermohydraulique de l’IPR-R1 (TRIGA

MARK I) fonctionnant à une puissance nominale de 250kW.

PARET : c’est un code thermohydraulique développé en 1969 par Obenchain (1969) dans

« Idaho National Engineering Laboratory » aux Etats-Unis. Il est conçu pour réaliser des

expériences de mesures de température et de pression dans les réacteurs nucléaires de

puissance. Par la suite, plusieurs modifications et améliorations ont été apportées à ce

code comme l’introduction des corrélations permettant de calculer les instabilités des flux

de masse et de chaleur, le CHF, le mode de transfert de chaleur pour les écoulements
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monophasique, etc. Le code PARET a été utilisé pour des études thermohydrauliques

sur différents réacteurs de recherche. Parmi eux figure les réacteurs de type TRIGA.

Huda (2004) a utilisé le code PARET pour étudier les paramètres thermohydrauliques

essentiels ainsi que les paramètres de sûreté du réacteur TRIGA MARK II de puissance

3MW installé et opéré à Savar, Dhaka, Bangladesh. Le principal but de l’étude était de

déterminer le point de la crise d’ébullition dans le canal le plus chaud du réacteur.

FLICA-4 : C’est un code thermohydraulique développé par le CEA. Il est conçu pour

modéliser en 3-D, en régime stationnaire ou transitoire, les écoulements diphasiques dans

les réacteurs nucléaires. Allaire (1995) présente une description détaillée du code FLICA.

Une étude thermohydraulique a été réalisée par Erradi et al. (2001), moyennant le code

FLICA, en vu de déterminer les limites de sûreté du réacteur de recherche Marocain

TRIGA MARK II. Les résultats de simulation obtenus restent insuffisants puisque, d’une

part, le code FLICA a été élaboré essentiellement pour les REP, et d’autre part, il n’a pas

été adapté aux conditions de fonctionnements du réacteur (circulation naturelle de l’eau

dans le cœur).

STAFAS (Sub-channel Thermal-Hydraulics Analysis of Fuel Assembly under Supercriti-

cal conditions). C’est un code développé par Cheng et al (2003). Il est basé sur le même

principe que le code COBRA. La première version du code permet de modéliser les condi-

tions de fonctionnement en régime stationnaire et des écoulements monophasiques. De

nouvelles caractéristiques ont été ajoutées au code STAFAS pour tenir compte des pro-

priétés de HPLWR (High-Performance Light-Water Reactor) tels que la simulation de

l’écoulement du caloporteur, en parallèle avec les assemblages combustibles, mais du haut

du cœur du réacteur vers le bas, ainsi que la disponibilité des bases de données concernant

la vapeur d’eau qui permettent de déterminer les propriétés de l’eau dans des conditions

supercritique de pression (Waata, 2006).

THERMIT (Kelly, 1981) : Ce code est basé sur six équations de conservation et deux

modèles de fluide en conjonction avec une méthode numérique semi-implicite qui permet

de prédire et d’analyser des écoulements compliqués dans des conditions de non-équilibre.

Grâce à son complexe modèle à deux dimensions, le code fournit de plus amples renseigne-

ments concernant des écoulements diphasiques dans un réseau d’éléments combustibles.

2.5.3 Codes basés sur la formulation milieu poreux

La formulation « milieu poreux » comme elle est implémentée dans plusieurs codes

thermohydrauliques, est basée sur le concept d’un milieu poreux caractérisé par une poro-
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sité, une perméabilité surfacique, une résistance distribuée et une source de chaleur distri-

buée. Cette approche offre une gamme très vaste d’application et apporte une amélioration

notable concernant la précision des calculs en comparaison avec les codes « sous-canaux ».

Le code COMMIX-1 (COMponent MIXing) est l’un des codes thermohydrauliques

connu par l’utilisation de l’approche « milieu poreux » (Sha, 1978). Il est conçu spé-

cialement pour l’analyse thermohydraulique des écoulements monophasiques transitoires

en 3-D des réacteurs refroidis par le sodium « liquid-sodium LMFBR ». Il est basé sur

la résolution de l’équation de masse, de quantité de mouvement et de l’énergie pour une

large gamme de géométries compliquées et des conditions d’exploitations variantes. Une

version plus récente du code COMMIX a été développée ; il s’agit du code COMMIX-1A

(Domanus, 1978). Des améliorations considérables ont été implémentées dans cette version

par rapport à la version originale concernant la modélisation physique et la performance

du calcul numérique.

2.5.4 Les codes CFD

l’utilisation de CFD dans ce type de problème, consiste à résoudre localement les

équations de la thermohydraulique couplées aux modèles de turbulence, de condensation,

de combustion, etc. CFD utilise généralement la méthode de volume de contrôle. Elle

consiste à remplacer le domaine continu par un domaine discret en utilisant un maillage.

La géométrie d’un problème donné est caractérisée par des mailles typiques de petites

tailles (triangle, rectangle, etc) dans lesquelles les paramètres thermohydrauliques sont

calculés. Ces codes permettent de modéliser n’importe quel type de géométrie quelque

soit le degré de complexité. Mais son inconvénient majeur réside dans le coût en temps de

calcul. Ce qui fait de la simulation des problèmes ayant des géométries compliquées, une

procédure très lente et inefficace. Parmi les codes basés sur cette technique nous citons le

code FLUENT (FLUENT, 2005) et les codes CFX (CFX-4, 1997).

2.6 Couplage neutronique-thermohydraulique

Les codes thermohydrauliques que nous avons cités précédemment, nécessitent comme

données essentielles la distribution de la puissance thermique dans le cœur du réacteur.

Pour prévoir la distribution de la puissance générée par chaque élément combustible, un

calcul neutronique est indispensable.
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La neutronique est un domaine prépondérant de la physique des réacteurs puisqu’elle

regroupe l’ensemble des études portant sur le cheminement des neutrons dans la matière.

Elle s’intéresse à l’étude d’une population de neutrons dans un milieu défini par ses ca-

ractéristiques physiques et ses conditions aux limites. La mise en équation de ce problème

est connue puisque l’on peut assimiler cette population de neutrons à un fluide gazeux qui

est régi par l’équation de transport connue par l’équation de Boltzmann (Reuss, 2003 ;

Ligou, 1997) ou l’équation de diffusion (forme réduite de l’équation de Boltzmann). La

répartition du flux neutroniques, est la solution de cette équation. Elle est fonction des

variables spatiotemporelles, de la vitesse et de la direction du neutron. Elle est calcu-

lée à partir des caractéristiques physiques de la matière, vis-à-vis des neutrons, appelées

sections efficaces. Celles-ci représentent la probabilité pour qu’une particule (neutron par

exemple) ait une réaction avec un noyau. A partir du flux neutronique, nous pouvons

déterminer le flux de chaleur dans le combustible et, par conséquence, la distribution de

la puissance. Ainsi, les résultats issus d’un calcul neutronique sont utilisés comme données

dans les codes thermohydrauliques.

Généralement, le couplage est fortement demandé dans le cas des réacteurs de puis-

sance comme les REB, les REP, les VVER, HPLWR, SCWR (SuperCritical Water Reac-

tor), etc. Dans ces réacteurs, dont la majorité sont refroidis par eau légère, la distribution

de la densité de l’eau dans le cœur est directement liée au taux de modération, et par

conséquence au spectre de neutrons responsable de la distribution de l’énergie de fission

dans le cœur. Donc, vu la forte influence de la puissance sur le gradient de la densité

du réfrigérant, le couplage neutronique/thermohydraulique s’impose comme une nécessité

primordiale afin de tenir en compte une analyse thermohydraulique détaillée.

Dans la littérature, on trouve plusieurs codes neutroniques qui peuvent êtres couplés

aux codes thermohydrauliques. Deux méthodes de base sur lesquelles sont basés ces codes.

Il s’agit d’une méthode statistique et d’une méthode déterministe :

La méthode statistique permet de simuler l’évolution d’une population de neutrons en

faisant des tirages aléatoires selon des lois de probabilité. Cette méthode, qui résout de

façon implicite l’équation de transport, utilise peu de modèles numériques ou physiques ce

qui la rend relativement précise. Cependant, les temps de calcul sont aujourd’hui encore

trop importants pour réaliser tous les calculs dans le cœur entier. En effet, le calcul du

cœur par cette méthode est envisageable pour des situations bien définies. Parmi les codes

les plus connus qui utilisent la méthode de Monte Carlo nous trouvons le code MCNP

développé à Los Alamos aux États-Unis (MCNP, 2003) et le code TRIPOLI4 (Both, 2003)

développé au CEA (France).
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Quant à la méthode déterministe, elle est généralement basée sur les méthodes de co-

ordonnés discrètes. La méthode déterministe permet de résoudre d’une façon explicite

l’équation du transport par discrétisation numérique des différentes variables qui inter-

viennent dans l’équation de Boltzmann. En ce qui concerne la discrétisation énergétique,

elle est effectuée en général à partir de la théorie multigroupe. Celle-ci consiste à diviser

le domaine d’énergie à des intervalles appelés groupes d’énergies, dans lesquels les gran-

deurs physiques (par exemple, le flux, le courant, les sections efficaces) sont considérées

comme constantes. La méthode déterministe, étant beaucoup plus rapide que la méthode

statistique, se prête également mieux au traitement de l’évolution du combustible au cours

du temps. Parmi les codes basés sur la méthode déterministe nous citons le code DORT

qui est un code 2-D, TORT, un code tridimensionnel, DORT-TD qui est un code qui

résout l’équation de transport de neutrons en régime transitoire. La figure (2.7) illustre le

principe de couplage neutronique/thermohydraulique et les données essentielles échangées

entre les deux codes.

Fig. 2.7 – Un schéma de couplage neutronique/thermohydraulique

Jusqu’aujourd’hui, très peu d’études ont été réalisées dans le but d’établir un couplage

neutronique (ou cinétique)/thermohydraulique pour les réacteurs de type TRIGA. Parmi

les travaux rares effectués dans ce contexte, nous trouvons l’étude réalisée par Feltus (2000)

sur le réacteur TRIGA de PSBR concernant le couplage cinétique/thermohydraulique.

Il s’agit du couplage du code cinétique STAR et le code thermohydraulique COBRA

en régime permanent et transitoire. L’une des raisons possibles, que nous croyons être

raisonnable, qui n’encourage pas les thermohydrauliciens à réaliser le couplage neutro-

nique/thermohydraulique dans le cas des réacteurs TRIGA, c’est que la majorité de

ces réacteurs sont refroidis par eau légère en régime de convection naturelle et fonc-

tionnent à faible puissance. Donc, la variation des propriétés physiques de l’eau, soumise

à des pressions atmosphériques, n’est pas assez remarquable pour qu’un couplage neutro-



62
2. Conception thermohydraulique et limites de sûreté du réacteur
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nique/thermohydraulique soit une nécessité primordiale, hormis dans des conditions de

fonctionnement en régime impulsionnel du réacteur.

En outre, dans la majorité des études thermohydrauliques réalisées sur les réacteurs

TRIGA, particulièrement en régime permanent, où la densité de puissance dans le cœur du

réacteur est constante, la distribution de la puissance axiale dans les éléments combustibles

est prise comme étant une fonction ayant un profil de forme sinusöıdale. Ainsi, le facteur

de puissance axiale (APF) «Axial Power Factor » peut être représenté par des corrélations

obtenues soit par l’expérience ou d’après des calculs neutroniques. Dans la littérature, on

trouve quelques unes qui ont été utilisées dans des analyses thermohydrauliques pour les

réacteurs de type TRIGA.

La corrélation suivante a été utilisée pour le calcul de la distribution axiale de puissance

dans l’étude thermohydraulique du réacteur TRIGA de la Romanie de puissance 14MW

(Kaminaga, 1990).

APF (z) = 1.35(1 + 1.275e−39.96(1−Z)) cos(1.325Z) (2.1)

avec Z = (1− 2z/L), z est la position axiale suivant la direction axiale de l’élément com-

bustible et L est la longueur totale de l’élément combustible. Le facteur 1.35 représente le

maximum de la distribution APF. Dans cette corrélation, la partie supérieure et inférieure

en graphite de l’élément combustible a été prise en considération.

De la même façon Veloso, M.A.F (2004) a procédé pour le calcul de la distribution axiale

de puissance, afin de l’intégrer dans le code PANTERA-1P.

APF (z) = 1.25cos [3.6997 (z/L)− 1.8498] (2.2)

Cette corrélation, ne tient pas en compte de la partie supérieure et inférieure en graphite

de l’élément combustible.

Quant à la distribution radiale de la puissance dans le cœur du réacteur, elle est utilisée

normalement pour localiser le canal le plus chaud du réacteur. L’étude thermohydraulique

de ce canal permet de prévoir le comportement thermohydraulique entier du réacteur

lorsqu’on procède à un calcul simplifié du cœur (Huda, 2006 ; Merroun, 2007).

Pour le calcul du transfert thermique dans les piles à combustibles, même si la distribution

radiale de puissance au sein du combustible peut être calculée par un code neutronique,

cette distribution est prise, généralement, constante suivant une direction radiale (Veloso,

M.A.F, 2004 ; Huda, 2006 ; Mele, 1992, Veloso, M.A, 2006) puisque le thermicien, dans

ce cas, tente d’envisager la température au centre du combustible où elle devrait être

maximale.
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Du point de vu thermohydraulique, différents problèmes se posent ; toutefois, l’objectif

principal est le même : satisfaire au refroidissement du cœur, tout en assurant l’extrac-

tion d’un maximum de chaleur. Le défi majeur consiste à savoir si le refroidissement par

convection naturelle du réfrigérant est suffisant pour permettre l’évacuation de la chaleur

résiduelle du cœur. Les niveaux de flux thermique à évacuer sont estimés à l’ordre du

MW/m2 à une pression atmosphérique. Le refroidissement va donc être envisagé dans des

conditions diphasiques. Par conséquent, la principale limitation proviendra essentiellement

du risque d’apparition de la crise d’ébullition dite aussi flux critique. Elle est la consé-

quence de l’assèchement de la paroi, qui n’étant plus mouillée voit sa température crôıtre

très rapidement avec le risque de dépasser sa température de fusion. La connaissance

précise des conditions dans lesquelles peut apparâıtre la crise d’ébullition est nécessaire.

A ce stade, l’étude thermohydraulique du cœur du réacteur s’impose fortement. Nous

avons mentionné précédemment que quelques études ont été réalisées dans ce contexte.

Nous rappelons ici l’étude réalisée par Erradi (2001) en utilisant le code FLICA. Ce travail

offre juste la possibilité d’avoir des prévisions sur quelques paramètres de sûreté tel que le

CHF et le DNB. L’inconvénient majeur de l’utilisation du code FLICA dans cette étude

réside dans le fait que ce code n’a pas été conçu pour traiter le refroidissement du cœur

en régime de convection naturelle. Egalement, c’est le problème majeur qui persiste dans

le cas de l’utilisation des codes thermohydrauliques déjà disponibles comme COBRA et

RELAP, bien qu’ils soient très puissants, l’utilisation de ces codes dans le cas d’un réac-

teur TRIGA nécessite plusieurs adaptations et modifications qui restent très prohibitifs et

difficiles à réaliser dans la pratique. Ces modifications peuvent concerner plusieurs aspects

tels que les configurations géométriques, les modèles physiques de base ainsi que la mo-

délisation des éléments combustibles afin de tenir en compte les propriétés thermiques du

combustible U-ZrH. Donc, l’idée de développer un code thermohydraulique propre au ré-

acteur TRIGA MARK II du Maroc reste une alternative intéressante. Le facteur essentiel

soutenant ce concept, c’est que divers pays qui sont dotés de cette catégorie de réacteurs

TRIGA ont largement investi dans le développement de leurs propres codes simulant la

thermohydraulique de ces réacteurs. Toutes ces circonstances nous ont poussées vers le

développement d’un code de calcul thermohydraulique spécifique au réacteur TRIGA du

Maroc.
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2.7 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons décrit brièvement quelques caractéristiques physiques

et géométriques du réacteur TRIGA MARK II installé au Centre d’Etude Nucléaire de

la Maâmora (CENM). Egalement, nous avons mis le point sur le système de refroidisse-

ment du cœur du réacteur à travers la circulation naturelle de l’eau réfrigérante entre les

éléments combustibles ainsi que sur les limites thermiques de sûreté propre au réacteur

déterminées par le constructeur Général Atomics. D’autre part, nous avons explicité les

différents codes de simulation numérique utilisés dans les analyses thermohydrauliques

détaillées des cœurs des réacteurs nucléaires. A travers les discussions menées dans ce

chapitre, nous avons précisé les différentes circonstances qui nous ont poussées vers le

développement d’un code de calcul thermohydraulique spécifique au réacteur TRIGA du

Maroc.

Dans le chapitre 3, nous décrivons en détails, le modèle mathématique élaboré pour

simuler l’écoulement du fluide réfrigérant dans le cœur du réacteur TRIGA MARK II du

Maroc.
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Chapitre 3

Développement du modèle
thermohydraulique

3.1 Introduction

Les phénomènes de transfert de masse et d’énergie au sein des réacteurs nucléaires

sont très compliqués à cause du fort couplage existant entre les différents paramètres ther-

miques et hydrauliques. En plus, le degré de complexité se mesure en fonction du régime

d’écoulement mis en jeu dans le processus de refroidissement du réacteur. La traduction

mathématique de ces phénomènes, aboutit à des équations aux dérivées partielles (EDP)

décrivant le comportement thermohydraulique du cœur du réacteur. Il s’agit, comme nous

l’avons explicité dans le premier chapitre, de l’équation de conservation de masse, de

quantité de mouvement et d’énergie. Ces équations, couplées avec le modèle thermique

décrivant le transfert de chaleur dans les piles à combustibles, conduisent à un système

complet d’équations thermohydrauliques. En résolvant ces équations, nous pouvons ob-

tenir les différentes variables de l’écoulement ainsi que la distribution des températures

dans le cœur.

La conception géométrique des réacteurs nucléaires est caractérisée, généralement, par

sa complexité. La majorité des cœur de ces réacteurs sont constitués d’un arrangement

triangulaire, hexagonal ou rectangulaire de grappe d’assemblages « Rod Bundles », sou-

vent de géométrie cylindrique. Le refroidissement du cœur se fait soit par le contact direct

du réfrigérant avec les piles, ou bien sa circulation dans des tuyauteries spirales « wire

wrap » entourant ces piles. Donc, vu le couplage entre les différents phénomènes physiques,

et la complexité géométrique de ce genre de problème, une étude thermohydraulique dé-
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taillée s’avère très difficile, sinon impossible, si nous n’admettons pas des approximations

(physiques et géométriques) pouvant faciliter relativement la modélisation.

3.2 Approche « sous-canaux »

Durant les trois dernières décennies, plusieurs approches ont été utilisées en vu d’établir

et de prévoir le comportement thermohydraulique du réfrigérant. Parmi ces approches,

figure l’analyse par sous-canaux (sub-channel analysis) (Rowe, 1973 ; Hirao, 1974 ; Sha,

1980 ; Macdougall, 1984). Cette approche est largement utilisée dans les études de sûreté

grâce à sa précision et sa simplicité par rapport aux autres approches, ainsi que sa capacité

de modélisation tridimensionnelle.

L’analyse par Sous-Canaux constitue un cas particulier de l’approche intégrale de pa-

ramètres localisés. Elle consiste à subdiviser le cœur du réacteur en plusieurs canaux

verticaux et parallèles appelés sous-canaux (SC). Chaque sous-canal est délimité par la

surface extérieure des piles à combustibles en contacte desquelles le réfrigérant circule

axialement. Les SC ainsi définis, sont ouverts latéralement. Ceci induit un échange de

masse et d’énergie entre eux (suivant la direction transversale). Cette approche facilite la

modélisation des échanges intercanal dus aux écoulements croisés dirigés (directed cross

flows), ce qui permet une modélisation tridimensionnelle de l’écoulement au sein du réac-

teur.

Explicitement, l’approche SC assume que l’une des trois composantes de la vitesse

est dominante. Par exemple, pour un écoulement parallèle aux tiges combustibles, les

composantes de la vitesse suivant l’axe x et y (vx et vy) sont négligées devant la composante

axiale (vz) (l’axe z étant la verticale). Cette approximation permet le découplage des

vitesses et par conséquent, le découplage entre l’équation de quantité de mouvement axiale

et transversale. Ceci simplifie énormément, du point de vue physique et calcul numérique,

le traitement de l’équation de la quantité de mouvement suivant la direction transversale,

permettant ainsi d’apporter plusieurs simplifications à cette équation (Sha, 1980).

La figure (3.1) présente quelques arrangements typiques de sous-canaux. D’après cette

figure, on distingue trois principaux types de sous-canaux. Il s’agit d’un sous-canal central,

un sous-canal latéral, et un sous-canal de coin. Un sous-canal central est généralement

entouré par d’autres SC qui lui sont adjacents. Le choix de l’utilisation de ces différents

types de SC dépend du degré de précision exigé par l’étude thermohydraulique désirée,

ainsi que de la géométrie du cœur du réacteur.
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Fig. 3.1 – Quelques arrangements typiques de sous-canaux

3.2.1 Paramètres géométriques et thermohydrauliques d’un sous-
canal

Le cœur du réacteur peut être représenté par différentes configurations géométriques

de sous-canaux. La connaissance des données géométriques précises du réacteur (diamètre

et longueur des piles à combustibles, pitch, etc.) est indispensable pour déterminer les

différents paramètres thermohydrauliques de chaque sous-canal. Il s’agit de la section de

passage du fluide réfrigérant, du diamètre hydraulique et du périmètre mouillé.

Souvent, il est préférable d’utiliser des SC triangulaires (figure 3.2), particulièrement au/ou

près du centre du cœur d’un réacteur, où le flux thermique est élevé. Ceci à pour but

d’augmenter la précision de calcul dans des zones où le gradient des propriétés du fluide

réfrigérant est plus important.

L’équation (3.1) définit la section de passage de l’écoulement à travers un sous-canal

triangulaire :

Asc =

√
3

4
P 2 − πD2

8
(3.1)

avec P est le pitch (distance séparent le centre de deux éléments combustibles), D est le

diamètre de la pile à combustible.

Le périmètre mouillé (Pm) d’un sous-canal est défini par :

Pm =
πD

2
(3.2)
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Fig. 3.2 – Schéma d’un sous-canal de géométrie triangulaire

Le diamètre hydraulique (Dh) d’un sous-canal est donné par :

Dh =
4Asc

Pm

(3.3)

Plus de détails concernant le calcul des paramètres thermohydrauliques pour quelques

types de SC, par l’utilisation de la géométrie analytique, sont disponibles dans les réfé-

rences suivantes : Veloso, MAF. (2004) et Toderas (1990).

3.2.2 Discrétisation des sous-canaux en volumes de contrôles

Chaque sous-canal,de longueur (L), du cœur du réacteur, est subdivisé axialement par

des plans normaux à la gaine des piles à combustibles. La zone, de longueur ∆z , définit

par ces plans, par les parois des piles à combustibles, ou par la surface extérieure du réseau

(pour un sous-canal latéral ou du coin), constitue ce que l’on appel un volume de contrôle

(VC) (voir figure 3.3). Sur chaque volume de contrôle, les principes de conservation de

masse, de quantité de mouvement et d’énergie sont appliqués.

3.2.3 Propriétés de l’écoulement dans un sous-canal

L’approche sous-canaux apporte autant de simplifications que possible, en vue de

faciliter la résolution des équations de conservation sur un VC, toute en gardant le réalisme

du problème et la précision des résultats de simulation.

Dorénavant, le développement des équations thermohydrauliques est effectué en se

basant sur les hypothèses simplificatrices suivantes :
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Fig. 3.3 – (a) Réseau hexagonal de sous-canaux, (b) sous-canal triangulaire, (c) volume
de contrôle d’un sous-canal

– Dans un sous-canal donné, l’écoulement du fluide est unidirectionnel (du bas en

haut) et parallèle aux éléments combustibles. Cela signifie que, dans le sous-canal

considéré, les variables de l’écoulement ne dépendent que de la coordonnée longitu-

dinale z.

– Les paramètres thermohydrauliques tels que la pression (P), la température (T ) et

la vitesse axiale (vz) sont considérés comme étant des paramètres localisés calculés

au centre du VC. D’autre part, les vitesses transversales, notées w, sont calculées

sur les interfaces fictives séparant les sous-canaux adjacents k (figure 3.4).

Fig. 3.4 – Localisation des différents paramètres thermohydrauliques
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– Les sous-canaux sont couplés par deux types de mélange :

(i) Un mélange transverse dû aux tourbillons (vortices) résultant de la redistri-

bution du flux de masse à cause du gradient de pression entres les SC.

(ii) Un mélange transverse turbulent et aléatoire qui ne provoque aucune redis-

tribution du flux de masse dans le cas d’un écoulement monophasique.

– Régime permanent.

– Le fluide est incompressible :

ρ = ρ(T ) (3.4)

– La seule force externe qui agit sur le mouvement du fluide est la force gravitation-

nelle.

– Les forces de viscosité dans le fluide réfrigérant sont négligées. Les forces de frotte-

ment visqueux considérées sont celles qui se manifestent entre le fluide et la paroi

de la gaine. Ceci implique que les différents paramètres de l’écoulement (pression,

vitesse et température) sont considérés uniformes sur une section droite de l’écou-

lement. La figure (3.5) illustre l’effet de la viscosité sur la variation du champ de

vitesse dans un sous canal.

Fig. 3.5 – Effet de viscosité sur le champ de vitesse dans un sous canal
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3.3 Développement du modèle thermohydraulique (1-

D)

Nous avons mentionné, à plusieurs reprises, que la détermination des paramètres ther-

mohydrauliques du fluide réfrigérant dans le cœur du réacteur, nécessite la résolution des

équations gouvernantes du problème. Nous rappelons que les paramètres thermohydrau-

liques essentiels du problème sont le débit massique traversant axialement et latéralement

les sous-canaux, la distribution de la pression, ainsi que la température du réfrigérant

et du combustible. En se basant sur l’approche SC, les bilans de masse, de quantité de

mouvement et d’énergie sont appliqués à chaque volume de contrôle d’un sous-canal.

Afin de minimiser les difficultés liées au développement du modèle, nous avons divisé

la procédure du développement en deux étapes :

– La première, est consacrée à la modélisation d’un sous-canal isolé ; à ce stade, nous

considérons un seul sous-canal entouré de trois piles à combustibles. Il s’agit d’une

simplification grossière, qui permet de se familiariser avec les différents paramètres

et astuces du problème et de distinguer les différentes difficultés.

– Dans la deuxième étape, nous considérons la modélisation du cœur entier du ré-

acteur. Dans ce cas nous tiendrons compte des échanges intercanal de masse et

d’énergie.

3.3.1 Description du modèle simplifié

Le modèle simplifié consiste à étudier l’écoulement du fluide réfrigérant dans un sous-

canal i isolé. Dans ce cas, nous supposons qu’aucun échange de masse et d’énergie n’est

entretenu avec les sous-canaux voisins (figure 3.6). Pour établir les équations de conser-

vation, nous partons toujours des hypothèses simplificatrices formulées dans la section

(3.2.3) auxquelles nous rajoutons trois autres :

– Ecoulement monophasique.

– Le transfert de chaleur transversal et longitudinal par conduction et rayonnement

est négligé. Cela se traduit par l’élimination du terme de diffusivité thermique dans

l’équation d’énergie.
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Fig. 3.6 – Schéma illustratif du modèle simplifié (1-D)

3.3.2 Equation de conservation de masse

En régime permanant, si nous considérons la seule direction vertical z, l’équation de

continuité (1.3) appliquée à un un volume de contrôle de section Ai (figure 3.7) s’écrit :

∂

∂z
(ρvA)i = 0 (3.5)

avec ρ est la densité volumique du fluide et v est la vitesse axiale de l’écoulement.

Soit ṁi le débit massique tel que ṁi = ρiviAi. Donc, l’équation (3.5) peut se remettre

sous la forme suivante :

∂ṁi

∂z
= 0 (3.6)

Cette équation représente la variation du débit massique axial dans le sous-canal i par

unité de longueur.
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Fig. 3.7 – Principe du bilan de masse dans un volume de contrôle d’un sous-canal i

3.3.3 Equation de conservation de la quantité de mouvement

Le modèle simplifié ne tient pas compte des débits massiques dans les directions laté-

rales. Ceci implique que seule la composante verticale de la vitesse qui est non nulle. Donc

l’équation de conservation de la quantité de mouvement axiale sur un volume de contrôle

d’un sous-canal i de section Ai peut s’écrire sous la forme suivante :

∂

∂z
(ρvvA)i = −Ai

∂Pi

∂z
− gAi(ρi − ρ0)−

(
f

Dh

+ K

)(
1

2
ρiAi |vi| vi

)
(3.7)

avec :

– P : Pression motrice.

– ρ0 : Densité de référence du fluide (calculée à la température caractéristique du

milieu).

– f : Coefficient de pertes de charges dues aux frottement avec la paroi (perte de

charge linéaire).

– K : Coefficient de pertes de charges locales (résistance hydraulique à l’écoulement

calculée qu’à l’entrée et à la sortie du sous-canal).

– g : Force gravitationnelle .

Le premier membre de l’équation (3.7) représente le transport axial de la quantité de

mouvement axiale. Les trois termes du second membre représentent respectivement le

gradient de pression dans le fluide, les forces de volume représentées ici par la force gra-

vitationnelle, et les résistances hydrauliques à l’écoulement. En effet, puisque nous avons

supposé que les forces de viscosité à l’intérieur du fluide sont négligées, et que les seules
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forces de frottement qui existent sont celles qui se manifestent entre la paroi et le fluide en

mouvement, le terme de viscosité figurant dans l’équation de quantité de mouvement (1.8)

est remplacé par des pertes de charges linéaires et singulières. Ces derniers sont calculés

à partir des corrélations empiriques dont nous parlerons plus tard dans ce chapitre.

En utilisant le débit massique ṁi, l’équation de conservation de la quantité de mouvement

(3.7) devient :

∂

∂z

(
ṁ2

ρA

)

i

= −Ai
∂Pi

∂z
− gAi(ρi − ρ0)−

(
f

Dh

+ K

) |ṁi| ṁi

2ρA
(3.8)

3.3.4 Equation de conservation d’énergie

En se basant sur les hypothèses précédentes, le bilan d’énergie en terme d’enthalpie,

appliqué sur un volume de contrôle d’un sous-canal i de section Ai, aboutit à l’équation

de conservation d’énergie suivante :

∂

∂z
(ρvhA)i = AiQi (3.9)

Q est la puissance thermique par unité de volume générée par les éléments combustibles

(entourant le sous-canal) et reçue par le sous-canal i (figure 3.8).

Fig. 3.8 – Puissance reçue par le sous canal i en provenance des piles à combustibles

D’après l’équation de continuité, l’équation (3.5) peut être réécrite de la façon suivante :

ṁi

Ai

∂hi

∂z
= Qi (3.10)
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La quantité de chaleur transmise par les éléments combustibles vers le sous-canal i (Qi) re-

présente la somme de la chaleur dissipée par ces éléments (Qf ), multipliée par le périmètre

chauffant (Pc) qui est en contact avec le sous-canal i.

Qi =
∑

QfPc (3.11)

3.4 Pertes de charges dans un sous-canal (pressure

drop)

La perte de charge totale dans un sous-canal i représente la somme des pertes de charge

par frottement visqueux entre la paroi des éléments combustible entourant le sous-canal

et les pertes de charge singulières localisées à l’entrée et à la sortie de chaque sous-canal.

Ces dernières sont dues au changement brusque de la section de passage du fluide. La

détermination de ces pertes de charges s’effectue à travers le coefficient de perte de charge

linéaire f et le coefficient de perte de charge singulière K

3.4.1 Pertes de charges linéaires

Le coefficient de pertes de charges linéaires f figurant dans le second membre de

l’équation de quantité de mouvement est calculé à partir des corrélations empiriques. Il

dépend à la fois de la géométrie du sous-canal, de la vitesse et du régime d’écoulement

(laminaire ou turbulent).

Cas d’un sous-canal assimilé à un tube lisse

Dans le cas où le sous-canal est assimilé à un tube lisse, les corrélations couramment

utilisées pour déterminer le coefficient f sont les suivantes :

– Ecoulement laminaire (Re ≤ 2500)

f =
64

Re
(3.12)

– Ecoulement turbulent (Re > 2500)

Dans ce cas, les corrélations suivantes peuvent être utilisées :

A- Corrélation de Blasius (Re < 30000)

f = 0.316Re−0.25 (3.13)
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B- Corrélation de Karman-Nikuradse

1√
f

= −0.8 + 0.87 ln
(
Re

√
f
)

(3.14)

C- Corrélation de McAdams

Dans la pratique, la corrélation de Karman-Nikuradse est difficile à utiliser. Souvent

on a recourt à des formes plus simplifiées. Dans ce contexte, McAdams (Toderas,

1990) propose la corrélation suivante pour des tubes lisses :

f = 0.184Re−0.2 (3.15)

D- Corrélation de Colebrook

Cette corrélation tient en compte de la rugosité relative du tube. Elle représente

le rapport entre la hauteur des aspérités à l’intérieur du tube et le diamètre du

tube (ou le périmètre mouillé du tube) (λ/D). La rugosité relative tente d’augmen-

ter le facteur de friction f. Le diagramme de Moody (1944) est une représentation

graphique de la corrélation empirique de Colebrook suivante :

1√
f

= −2 log10

[
λ/D

3.70
+

2.51

Re
√

f

]
(3.16)

Cas d’un sous-canal non circulaire

I Ecoulement laminaire

Plusieurs études ont été menées par Sparrow et Loffler (1959) en vu de déterminer le

coefficient f pour un écoulement laminaire totalement développé, et ce dans le cas d’un

réseau triangulaire (ne contenant que des sous-canaux de géométrie triangulaire). Un

ensemble complet de résultats a été présenté par Rehme (1971) pour différents types de

réseaux (Hexagonal et carré). Cheng et Toderas (1985) ont adapté les résultats de Rehme

par l’utilisation de polynômes appliquées sur chaque type de sous-canal. Les polynômes

ainsi définies ont la forme suivante :

C ′
fil = a + b1(P/D − 1) + b2(P/D − 1)2 (3.17)

avec

fiL =
C ′

fiL

(Re′iL)
n (3.18)

Dans ce cas, où l’écoulement est laminaire, n = 1



3.4. Pertes de charges dans un sous-canal (pressure drop) 77

Lorsque l’équation (3.17) est appliquée sur un sous-canal latéral ou du coin, le rapport

du pitch sur le diamètre de la pile à combustible (P/D) est remplacé par (W/D) avec W

est le diamètre de la pile plus l’écart entre la pile et la paroi du réseau.

I Ecoulement turbulent

Pareillement à un écoulement laminaire, Rehme (1973) a proposé une méthode de calcul

du coefficient f pour un écoulement turbulent et pour différents types de réseaux. Cheng

et Toderas (1985) ont aussi adapté ses résultats par l’utilisation de polynômes appliquées

sur chaque type de sous-canal. Les polynômes ainsi définies se représentent sous la forme :

C ′
fiT = a + b1(P/D − 1) + b2(P/D − 1)2 (3.19)

avec

fiT =
C ′

fiT

(Re′iT )
n (3.20)

Dans ce cas n = 0.18

Le tableau (3.1) représente les coefficients a, b1 et b2 pour différents types de SC d’un

réseau hexagonal, pour un écoulement laminaire et turbulent.

Tab. 3.1 – Les coefficients a, b1 et b2 utilisés dans le calcul du coefficient de perte de charge
linéaire pour un écoulement laminaire et turbulent dans un réseau hexagonal (adapté
d’après Toderas, 1990)

1.0 ≤ P/D ≤ 1.1 1.1 ≤ P/D ≤ 1.5
a b1 b2 a b1 b2

Ecoulement Laminaire
Sous-canal central 26.00 888.2 -3334 62.97 216.9 -190.2
Sous-canal latéral 26.18 554.5 -1480 44.40 256.7 -267.6
Sous-canal coin 26.98 1636. -10.050 87.26 38.59 -55.12

Ecoulement turbulent
Sous-canal central 0.09378 1.398 -8.664 0.1458 0.03632 -0.03333
Sous-canal latéral 0.09377 0.8732 -3.341 0.1430 0.04199 -0.04428
Sous-canal coin 0.1004 1.625 -11.85 0.1499 0.006706 -0.009567

3.4.2 Pertes de charges singulières

Les pertes de charges singulières ou de formes sont des paramètres géométriques locaux

quantifiant la résistance hydraulique à l’écoulement du fluide dans les conduites (ici les
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sous-canaux). Elles sont dues généralement au changement brusque de la section de pas-

sage de l’écoulement. Dans un sous-canal, ces pertes de charges de formes se manifestent

à l’entrée et à la sortie du sous-canal (figure 3.9). Ce sont des paramètres adimensionnels

qui dépendent de la géométrie du sous-canal.

Soient Kr et Ke les coefficients de pertes de charges singulières dus respectivement au

rétrécissement et à l’élargissement de la section de passage de l’écoulement. Le calcul de ces

coefficients est très compliqué et change complètement d’une configuration géométrique

à l’autre. Dans notre modèle thermohydraulique, nous avons utilisé les pertes de charges

suivantes (Handbook of Hydraulic Resistance, 2001) :

Fig. 3.9 – Schéma illustrant l’écoulement d’un fluide à travers un rétrécissement et un
élargissement brusque dans un sous-canal

• Pour un élargissement brusque :

Ke =

(
1− A1

Ac

)2

(3.21)

• Pour un rétrécissement brusque :

Kr = 0.5

(
1− A2

Ac

)0.75

(3.22)

L’indice c est relatif à la zone (c) du sous-canal, l’indice 1 et 2 à la zone (1) et (2)

respectivement.
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3.5 Développement du modèle thermohydraulique tri-

dimensionnel

Dans le modèle tridimensionnel, nous tenons compte de l’échange transversal de masse

et d’énergie à travers les interfaces fictives séparant les SC voisins (figure 3.10). La modé-

lisation de ces échanges latéraux implique l’établissement d’une autre équation de conser-

vation de quantité de mouvement ; il s’agit de l’équation de quantité de mouvement trans-

versale.

Pareillement au modèle 1D, les équations de conservation de masse, de quantité de

mouvement (axiale et transversale) et d’énergie sont établies sur un volume de contrôle

de longueur ∆z et de section Ai.

Fig. 3.10 – Flux de masse axial et celui transversale échangé entre les sous-canaux
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3.5.1 Equation de conservation de masse

Soit un sous-canal i entouré par des sous-canaux adjacents k (figure 3.11). Le bilan

axial de masse appliqué à un volume de control du sous-canal i conduit à l’équation de

de continuité suivante :

∂

∂z
(ρvA)i =

Nk∑

k=1

ρikwik∆xik +
Nk∑

k=1

(w′
ik − w′

ki) (3.23)

avec :

– ∆xik : écart entre deux gaines voisines.

– wik : vitesse transversale calculée sur la surface fictive séparant le sous-canal i et k.

– ρik : densité du fluide calculée sur la surface fictive séparant le sous-canal i et k.

– w′
ki : flux de masse du mélange turbulent par unité de longueur dirigé du sous-canal

k vers le sous-canal i (kg/m s).

– w′
ik : flux de masse du mélange turbulent par unité de longueur dirigé du sous-canal

i vers le sous-canal k (kg/m s).

Le deuxième terme du second membre de l’équation (3.23) représente la somme des flux

massiques transversaux échangés entre le sous-canal i et les SC adjacents k et qui sont

dus aux gradients de pression entre les sous-canaux. Quant au dernier terme, il représente

la somme des flux massiques transversaux dus au mélange turbulent.

Fig. 3.11 – Principe du bilan de masse sur un volume de contrôle d’un sous-canal i en
contact avec des sous-canaux k
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3.5.2 Equation de conservation de la quantité de mouvement

L’équation de conservation de quantité de mouvement est découplée en deux équations

de conservations séparées ; la première est une équation établie suivant la direction axiale

permettant de définir le bilan axial de la quantité de mouvement et la deuxième est une

équation transversale à travers laquelle nous pouvons déterminer les bilans massiques

latéraux.

• Equation de conservation de la quantité de mouvement axiale

Suivant la direction verticale z, l’équation de conservation de quantité de mouvement

s’écrit sous la forme :

∂
∂z

(ρvvA)i −
Nk∑
k=1

(
ρikwikv

∗∗
ik

)
∆xik −

Nk∑
k=1

(w′
ikvi − w′

kivk) = −Ai
∂Pi

∂z
− gAi(ρi − ρ0)

−
(

f
Dh

+ K
) (

1
2
ρiAi |vi| vi

) (3.24)

avec :

– vk : vitesse axiale dans le sous-canal k.

– vi : vitesse axiale dans le sous-canal i.

– v∗∗ik : vitesse axiale dont la valeur dépend de la direction de l’écoulement :

Si l’écoulement croisé est dirigé du sous-canal k vers le sous-canal i : v∗∗ik = vk

Si l’écoulement croisé est dirigé du sous-canal i vers le sous-canal k : v∗∗ik = vi

Les deux premiers termes du premier membre de l’équation (3.24) représentent respecti-

vement le transport axial et transversal de la quantité de mouvement axiale. Le troisième

terme représente le transport de masse transversal dû au mélange turbulent. Le deuxième

terme du premier membre de l’équation (3.24) peut s’écrire sous la forme générale :

Nk∑

k=1

(
ρikwikv

∗∗
ik

)
∆xik =

Nk∑

k=1

(ρikwikvi) (1− δik) ∆xik+
Nk∑

k=1

δik (ρikwikvk) ∆xik (3.25)

avec δ est le symbole de Kronecker. Il est égal à 0 si le flux de masse est dirigé du sous-canal

i vers le sous-canal k, et égal à 1 dans le cas contraire.

• Equation de conservation de quantité de mouvement transversale

L’échange de masse transversal entre le sous-canal i et le sous-canal k est dû essen-

tiellement à la différence de pression entre les deux sous-canaux. Ces gradients peuvent

apparâıtre soit naturellement à partir de la différence de puissance entre les sous-canaux,
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ou d’une manière forcée, provoqués par des obstacles ou des blocages au niveau des sous-

canaux.

Rowe (1973) fut le premier à introduire un modèle original de l’équation de quantité

de mouvement transversale via le code COBRA. Dès lors, presque tous les modèles ther-

mohydrauliques basés sur l’approche sous-canaux découlent de l’approche de Rowe. La

seule différence qui les distingue réside dans la méthode de résolution numérique de cette

équation. D’après la figure (3.12), l’équation de conservation de la quantité de mouvement

transversale peut être établie sur un volume de contrôle approché par rapport au volume

de contrôle exact.

Selon le modèle proposé par Rowe, le bilan de la quantité de mouvement transversale sur

le volume de contrôle approché, peut être donné par :

(Pi − Pk) ∆xik∆z + (ρ∗wv∗) ∆x∆y|ik,z−∆z − (ρ∗wv∗) ∆x∆y|ik,z − Fik∆yik∆z = 0(3.26)

où ∆y est la distance d’interaction effective entre les sous-canaux. Elle représente la dis-

tance entre les centröıdes des sous-canaux où les pressions sont calculées. La densité ρ∗

est la densité du mélange calculée sur les interfaces séparant les sous-canaux voisins.

Le premier terme de l’équation (3.26) représente la différence de pression entre deux

sous-canaux voisins (i et k), le deuxième et le troisième terme représentent le transport

transversal de la quantité de mouvement axiale. Le derniers terme représente les résis-

tances hydrauliques dues aux frottements et aux changements de la section de passage du

fluide (dans la direction latérale).

En faisant tendre ∆z vers 0, l’équation (3.26) est réécrite sous la forme :

∂

∂z
(ρ∗ikwik) v∗ik =

Pi − Pk

∆yik

− Fi k

∆xik

(3.27)

Le terme des résistances hydrauliques Fik est représenté, dans notre modèle thermohy-

draulique, par les pertes de charges dues au frottement du fluide avec les parois des piles

à combustibles (dans ce cas nous avons négligé les pertes de charges de forme) :

Fi k =

(
∆xik

∆yik

)
∆Pfric (3.28)

avec ∆Pfric est la chute de pression due au frottement définie par :

∆Pfric =
1

2
ξikρ

∗
ik |wik|wik (3.29)
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Fig. 3.12 – Volume de contrôle exact et approché sur lequel est établie l’équation de
conservation de quantité de mouvement transversale

avec ξik est un nombre adimensionnel représentant les pertes de charges par frottement

dans la direction latérale.

Donc, Fik vaut :

Fi k =
(
ξik

∆xik

∆yik

)
1
2
ρ∗ik |wik|wik = ξik

1
2
ρ∗ik |wik|wik (3.30)

Par conséquent, l’équation de conservation de quantité de mouvement transversale peut

se mettre sous la forme :

∂

∂z
(ρ∗ikwik)v

∗
ik =

Pi − Pk

∆yik

− ξi k

2∆xik

ρ∗
ik

wi k |wi k| (3.31)

La vitesse v * est calculée à l’interface entre les deux sous-canaux i et k tel que :

v∗i k =
vi + vk

2
(3.32)
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La densité du mélange ρ∗
i k

est égale à la valeur de la densité du sous-canal donneur du

flux de masse transversal. Ainsi :

– Si l’écoulement croisé est dirigé du sous-canal k vers le sous-canal i (wik > 0) :

ρ∗
i k

= ρk

– Si l’écoulement croisé est dirigé du sous-canal i vers le sous-canal k(wki > 0) :

ρ∗
i k

= ρi

3.5.3 Equation de conservation d’énergie

L’application du bilan d’énergie sur un volume de contrôle d’un sous-canal i, entouré

par des sous-canaux k et qui reçoit une puissance thermique Q conduit à l’équation de

conservation d’énergie suivante :

∂

∂z
(ρvhA)i −

Nk∑

k=1

(ρwh∗)ik ∆xik−
Nk∑

k=1

(w′
ikhi − w′

kihk) = Qi (3.33)

Les échanges d’énergie entre les SC adjacents sont issus de deux origines :

– Echange de masse dû à l’écoulement croisé dirigé entre les sous-canaux. Il est re-

présenté par le deuxième terme du premier membre de l’équation (3.33). Ce terme

peut être réecrit par :

Nk∑

k=1

(ρw∆x)ik h∗
ik

=
Nk∑

k=1

(ρikwik∆xik) (1− δik) hi +
Nk∑

k=1

δik (ρikwik∆xik)hk (3.34)

Le symbole de Kronecker est égal à 0 si le flux de masse est dirigé du sous-canal i

vers le sous-canal k et vaut 1 dans le cas contraire.

– Echange de masse dû au mélange turbulent. Ainsi, le troisième terme de l’équation

(3.33) représente le transport d’énergie par le mélange turbulent.

L’enthalpie h* dépend de la direction du flux de masse :

Si l’écoulement croisé est dirigé du sous-canal k vers le sous-canal i (wik > 0) :h∗
i k

= hk

Si l’écoulement croisé est dirigé du sous-canal i vers le sous-canal k (wki > 0) :h∗
i k

= hi
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3.6 Mélange turbulent

L’étude du mélange turbulent du fluide réfrigérant circulant entre les éléments com-

bustibles a été conduite depuis l’apparition de la première centrale nucléaire (Silin, 2006).

Une intéressante synthèse sur ce phénomène est présentée par Rehme (1992). Une analyse

des méthodes expérimentales utilisées est explicitée dans les travaux de Chiu et al. (1980)

et Bogoslovskaya (2000). Ces travaux ont été principalement orientés vers la détermination

du flux de masse du mélange turbulent par unité de longueur, ainsi que les corrélations

convenables utilisées dans les codes thermohydrauliques de sous-canaux comme le code

COBRA (Rowe et Angle, 1969).

Le mélange turbulent décrit l’échange, entre les sous-canaux adjacents, de masse, de

quantité de mouvement et d’énergie. Il est causé généralement par des fluctuations tur-

bulentes de la vitesse du fluide. Plusieurs modèles sont disponibles pour modéliser ce

phénomène. Le modèle largement utilisé est celui proposé par Rowe et Angle (1967) qui

adopte un paramètre adimensionnel du mélange turbulent « β » connu aussi par « gap

STANTON number ». Ainsi, le flux de masse par unité de longueur du mélange turbulent

est donné par :

w′ = β(ρv̄∆x) (3.35)

avec ρ est la densité du fluide, v̄ est la vitesse moyenne axiale du fluide et ∆x est la

distance entre deux gaines voisines.

Le paramètre adimensionnel β est donné par (Rowe & Angle, 1967, in Tong, 1997) :

β = CRem (3.36)

avec m est approximativement de l’ordre de -0.1 et C est une constante mesurée expéri-

mentalement pour chaque géométrie. En général, Rowe & Angle (1967) propose une valeur

de C égale à 0.0062.

Dans notre modèle thermohydraulique tridimensionnel, nous avons utilisé le modèle

adopté par Rowe & Angle (1967) et qui est utilisé par plusieurs codes d’analyse ther-

mohydraulique basés sur l’approche sous-canaux (Wheeler et al, 1976, in Cheng, 2003).

Ainsi, si nous supposons que le mélange turbulent induit seulement un échange d’enthalpie

entre les sous-canaux voisins, avec aucune variation nette du flux de masse (différence de

densité du fluide entres les SC voisins est négligé), le flux de masse turbulent par unité de

longueur est donné par :

w′
ik = w′

ki = β

(
ρivi + ρkvk

2

)
∆xik = w′ (3.37)
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Par conséquent, l’équation de conservation de masse est réécrite par :

∂

∂z
(ρvA)i −

Nk∑

k=1

ρikwik∆xik = 0 (3.38)

Dans le cas où la différence de densité du fluide entre les sous-canaux voisins est assez

importante, Cheng (2003) a proposé les valeurs suivantes du flux de masse turbulent :

w′
ik = β

(
vi + vk

2

)
ρi∆xik (3.39)

w′
ki = β

(
vi + vk

2

)
ρk∆xik (3.40)

3.7 Calcul des résistances hydrauliques latérales

Plusieurs corrélations ont été élaborées pour déterminer le coefficient de perte de charge

linéaire transversal. Zukauskas (1972) a donné la corrélation suivante valable en régime

laminaire et turbulent pour le calcul de ce coefficient :

∆P = ξ
NG2

max

2ρ
Z (3.41)

avec

– ξ : coefficient adimensionnel de pertes de charges latéral par frottement.

– Gmax : flux massique maximal.

– N : nombre des éléments combustibles dans la direction du flux latéral.

– Z : facteur de correction qui dépend de l’arrangement géométrique des SC utilisés.

A partir de cette définition, le coefficient ξ peut être représenté par :

ξ =
2∆P

ρ

(
1

v2
ref

)(
Dref

L

)
(3.42)

La vitesse de référence (vref ) peut être égale à la valeur de la vitesse minimale, moyenne

ou maximale de l’écoulement. Quant à la longueur de référence Dref , elle peut peut être

le diamètre de la pile à combustible ou la distance du gap séparant deux gaines voi-

sines(Toderas, 1990). En général, les valeurs de D et L sont définies selon les longueurs

caractéristiques de l’arrangement géométrique étudié.
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D’autres corrélations plus simples ont été établies pour calculer ce coefficient, plus

particulièrement, pour un arrangement triangulaire de piles à combustibles. Gunter et

Shaw (1945, in Vassallo, 2007) ont proposé une corrélation simple et générale qui peut

être utilisée pour une large variété de configurations géométriques :

ξ = 1.92Re−0.145
v

(
Dv

P

)0.4

(3.43)

avec Dv est le diamètre hydraulique volumétrique définit par :

Dv =

[
2
√

3

π

(
P

D

)2

− 1

]
D (3.44)

D représente le diamètre des piles à combustibles et P est le pitch. Le nombre de REY-

NOLDS est évalué en utilisant le diamètre hydraulique volumétrique Dv et la vitesse

transversale moyenne ou maximale. Cette corrélation est valable pour (5x102 < Rev <

3x105).

¨ Récapitulatif : les équations thermohydrauliques du modèle tridimensionnel (3-D)

1) Equation de conservation de masse

∂

∂z
(ρvA)i −

Nk∑

k=1

ρikwik∆xik = 0

2) Equation de conservation de quantité de mouvement axiale

∂
∂z

(ρvvA)i −
Nk∑
k=1

(
ρikwikv

∗∗
ik

)
∆xik −

Nk∑
k=1

w′ (vi − vk) = −Ai
∂Pi

∂z
− gAi(ρi − ρ0)

−
(

f
Dh

+ K
) (

1
2
ρiAi |vi| vi

)

3) Equation de conservation de quantité de mouvement transversale

∂

∂z
(ρ∗ikwik)v

∗
ik =

Pi − Pk

∆yik

− ξi k

2∆xi k

ρ∗
ik

wi k |wi k|

4) Equation de conservation d’énergie

∂

∂z
(ρvhA)i −

Nk∑

k=1

(ρwh∗)ik ∆xik−
Nk∑

k=1

w′ (hi − hk) = Qi
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3.8 Conclusion

Le modèle physique, que nous avons établi pour simuler l’écoulement du fluide réfrigé-

rant autour des éléments combustibles du réacteur TRIGA est basé sur quatre équations

thermohydrauliques décrivant les phénomènes de transfert de masse et d’énergie au sein

du cœur du réacteur. Il s’agit de l’équation de continuité, de conservation de quantité de

mouvement axiale et transversale et de l’équation d’énergie. Comme nous l’avons vu, ces

équations sont non linéaires et couplées. La résolution de ces équations est un défi majeur

et constitue une étape capitale qui exige l’utilisation des méthodes numériques à la fois

simples et puissantes (du point de vu précision et temps de calcul).

Dans le chapitre 4, nous aborderons la partie concernant la résolution numérique des

équations du modèle thermohydraulique établi.



89

Chapitre 4

Résolution numérique

4.1 Introduction

Le modèle mathématique établi, décrivant les phénomènes thermohydrauliques étu-

diés, est basé sur quatre équations de conservation. Il s’agit de l’équation de conservation

de masse, de la quantité de mouvement axiale et transversale et de l’équation d’énergie. Ce

sont des équations aux dérivées partielles (EDP) non linéaires et couplées. Les principales

inconnues du problème sont la vitesse axiale et transversale, la pression et la température.

La non-linéarité du problème se manifeste principalement dans la dépendance des diffé-

rents coefficients des équations gouvernantes ainsi que des termes sources aux inconnus du

problème. La résolution de ces EDP par des méthodes analytiques s’avère très compliquée

voir impossible sauf pour des cas très simplifiés.

Inévitablement, la résolution des EDP fait appelle à des méthodes numériques capables

d’approcher les différents termes aux dérivés partielles de ces équations. Le principe des

méthodes numériques repose sur l’approximation du problème continu initial par un sys-

tème discret d’équations algébriques. Dans la littérature, nous distinguons trois grandes

classes de méthodes numériques pour la discrétisation des équations aux dérivées par-

tielles :

– La méthode des différences finies.

– La méthode des volumes finis.

– La méthode des éléments finis.

La méthode des différences finies a été, depuis longtemps, la méthode largement connue
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et utilisée pour calculer numériquement, sur une machine de calcul, une solution approchée

des EDP, en des points discrets d’une grille. Contrairement à la méthode des différences

finies, qui utilise des approximations de dérivées, la méthode des volumes finis utilise des

approximations intégrales sur des volumes de contrôle appelés volumes finis. L’utilisation

de cette méthode revête d’une grande importance en mécanique des fluides. Quant à

la méthode des éléments finis, elle s’appuie sur une formulation variationnelle des EDP.

Elle est basée sur la méthode des résidus pondérés ou la méthode de Galerkin. Elle est

souvent utilisée en mécanique des structures où souvent sont rencontrés des problèmes

avec des géométries à frontières curvilignes. En dépit de toute cette diversité de méthodes

numériques, la méthodes des différences finies restent très populaires et la plus répandue,

particulièrement dans les analyses thermohydrauliques détaillées des cœurs des réacteurs

nucléaires (Veloso, 2004 ; Buksha, 2000 ; Macdougall, 1984, Rowe, 1973), et ce, grâce à

son importance dans la pratique, vu la facilité de son usage et de leur efficacité numérique

vis-à-vis du temps et de la précision du calcul numérique.

Dans notre étude, nous proposons la méthode des différences finies pour discrétiser les

équations de conservation établies dans le 3ème chapitre. En plus, par l’utilisation de cette

méthode, le traitement de l’équation de conservation de la quantité de mouvement suivant

la direction latérale ne pose pas autant de difficultés rencontrées dans le cas de l’utilisation

de la méthode des volumes finis. Quant au couplage entre la vitesse et la pression, il est

résolu par l’algorithme SIMPLE proposé par Patankar et Spalding (1972) qui constitue

l’une des méthodes de ségrégation largement utilisée dans les problèmes CFD.

4.2 Discrétisation spatiale en différences finies des

équations thermohydrauliques

Soit j l’indice de la position des nœuds dans un domaine de calcul tel que j =

1, 2, . . . , N + 1 et ∆z un pas de discrétisation axial. Par l’utilisation de la méthode des

différences finies, plusieurs schémas numériques peuvent être utilisés pour approcher la

dérivée première d’une variable Φ. Parmi ces schémas nous distinguons :

Schéma en avant :

∂Φ

∂z

∣∣∣∣
j

=
Φj+1 − Φj

∆z
+ O(∆z) (4.1)

Schéma en arrière :

∂Φ

∂z

∣∣∣∣
j

=
Φj − Φj−1

∆z
+ O(∆z) (4.2)
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Schéma centré :

∂Φ

∂z

∣∣∣∣
j

=
Φj+1 − Φj−1

2∆z
+ O(∆z)2 (4.3)

Pour discrétiser les différents termes convectifs des équations thermohydrauliques, nous

avons appliqué le schéma centré (second ordre) pour les nœuds internes du domaine de

calcul représenté sur la figure (4.1). Quant aux nœuds situés sur les frontières du domaine

(z = 0 et z = L), l’utilisation d’un schéma centré nécessite un nœud supplémentaire situé

à l’extrémité du domaine . Donc, dans cette situation, il est plus pratique d’utiliser un

schéma de différence arrière pour le premier nœud (z = 0) et un schéma de différence

avant pour le dernier nœud (z = L).

Fig. 4.1 – Discrétisation axial d’un sous-canal
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4.2.1 Equation de continuité

L’équation de continuité pour un sous-canal i s’écrit sous la forme :

∂

∂z
(ρvA)i −

Nk∑

k=1

ρikwik∆xik = 0 (4.4)

En utilisant le schéma centré, l’équation de continuité sous la forme discrétisée est donnée

par :

[(ρvA)i]j+1 − [(ρvA)i]j−1

2∆z
−

Nk∑

k=1

(ρikwik∆xik)j = 0 (4.5)

4.2.2 Equation de conservation de quantité de mouvement sui-
vant la direction axiale

Pour un sous-canal i, l’équation de conservation de quantité de mouvement suivant la

direction axiale est donnée par :

∂
∂z

(ρvv)i

(a)

−
[

Nk∑
k=1

(
ρikwikvi

∆xik

Ai

)
(1− δik) +

Nk∑
k=1

(
ρikwikvk

∆xik

Ai

)
δik

]

(b)

− 1
Ai

Nk∑
k=1

w′ (vi − vk)

(c)

=

− ∂Pi

∂z
(d)

− g(ρi − ρ0)
(e)

−
(

f
Dh

+ K
) (

1
2
ρi |vi| vi

)

(f)

(4.6)

Après discrétisation de l’équation (4.6), les différents termes (a-f) sous la forme discrétisée

s’écrivent sous la forme suivante :

(a) :

(ρivi)j+1 vi,j+1 − (ρivi)j−1 vi,j−1

2∆z
(4.7)

(b) :
[

Nk∑

k=1

(
ρikwik

∆xik

Ai

)

j

(1− δik) (vi)j +
Nk∑

k=1

δik

(
ρikwik

∆xik

Ai

)

j

(vk)j

]
(4.8)
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(c) :

1

Ai

[
Nk∑

k=1

w
′
j (v)

i,j
−

Nk∑

k=1

(w′vk)j

]
(4.9)

(d) :

[
(Pi)j+1 − (Pi)j−1

2∆z

]
(4.10)

(e) :

g(ρi,j − ρ0) (4.11)

(f) :

[(
F̃i

1

2
ρi |vi|

)

j

v
i,j

]
(4.12)

avec F̃i =
(

f
Dh

+ K
)

i

En remplaçant les termes (4.7)-(4.12) dans l’équation (4.6) on obtient la forme discrétisée

de l’équation de conservation de la quantité de mouvement suivant la direction axiale :

av
W,i (j) vi,j−1 − av

P,i
(j) v

i,j
+ av

E,i
(j) vi,j+1 = Suv

i (j) (4.13)

avec :

av
W,i

(j) = − 1

2∆z
(ρivi)j−1

av
P,i

(j) =
Nk∑

k=1

(1− δik)

(
ρikwik

∆xik

Ai

)

j

+
1

Ai

Nk∑

k=1

w
′
j −

(
F̃

1

2
ρi |vi|

)

j

av
E,i

(j) =
1

2∆z
(ρivi)j+1

Suv
i (j) =

[
(Pi)j+1−(Pi)j−1

2∆z
+ g (ρi − ρo)j −

Nk∑
k=1

(
δik

(
ρikwik

∆xik

Ai

)
j
+

(w′)
j

Ai

)
(vk)j

]
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4.2.3 Equation de conservation de quantité de mouvement sui-
vant la direction transversale

L’équation de conservation de quantité de mouvement suivant la direction transversale

est donnée par :

∂

∂z
(ρ∗ikwikv

∗
ik) =

Pi − Pk

∆yik

− ξi k

2∆xi k

ρ∗
ik
|wi k|wi k (4.14)

La discrétisation du premier terme de l’équation (4.14) donne :

∂

∂z
(ρ∗ikv

∗
ik)wik =

(ρ∗ikv
∗
ik)j+1wik,j+1

− (ρ∗ikv
∗
ik)j−1wik,j−1

2∆z
(4.15)

la discrétisation du premier terme du second membre de l’équation (4.14) donne :
(

1

∆yik

) (
P

i,j
− P

k,j

)
(4.16)

Quant au dernier terme du second membre de l’équation (4.14), il s’écrit sous la forme

discrétisée suivante : (
ρ∗

ik
ξik

2∆xik

)

j

|wik,j|wik,j
(4.17)

En remplaçant les termes (4.15)-(4.17) dans l’équation (4.14) nous trouvons la forme

discrétisée de l’équation de conservation de la quantité de mouvement suivant la direction

transversale :

aw
W,i (j) wi,j−1 − aw

P,i
(j) w

i,j
+ aw

E,i
(j) wi,j+1 = Suw

i (j) (4.18)

avec :

aw
W,i(j) = −

(
1

2∆z

)
(ρ∗ikv

∗
ik)j−1

aw
P,i

(j) = −
(

ρ∗
ik
ξik

2∆xik

)

j

|wik,j|

aw
E,i

(j) =

(
1

2∆z

)
(ρ∗ikv

∗
ik)j+1

Suw
i (j) =

(
1

∆yik

) (
P

i,j
− P

k,j

)
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4.2.4 Equation de conservation d’énergie

L’équation de conservation d’énergie s’écrit sous la forme :

∂
∂z

(ρvhA)i−
Nk∑
k=1

[(ρikwik∆xik) (1− δik) (hi) + δik (ρikwik∆xik) (hk)]

−
Nk∑
k=1

w′ (hi − hk) = Qi

(4.19)

La discrétisation en différence finie centré de premier terme du premier membre de l’équa-

tion (4.19) donne :

(ρvA)
i,j+1

h
i,j+1

− (ρvA)
i,j−1

h
i,j−1

2∆z
(4.20)

Le deuxième et le troisième terme du premier membre sont approchés par :

Nk∑

k=1

(ρikwik∆xik)j
(1− δik) (hi)j +

Nk∑

k=1

δik (ρikwik∆xik)j
(hk)j (4.21)

Nk∑

k=1

w
′
j

(
h

i,j
− h

k,j

)
=

[
Nk∑

k=1

w
′
j (h)

i,j
−

Nk∑

k=1

(w′hk)j

]
(4.22)

En remplaçant les expressions (4.20)-(4.22) dans l’équation (4.19), la forme discrétisée de

l’équation de conservation d’énergie s’écrit sous la forme simplifiée suivante :

ah
W,i (j) hi,j−1 − ah

P,i
(j) h

i,j
+ ah

E,i
(j) hi,j+1 = Suh

i (j) (4.23)

avec :

ah
W,i(j) = −

(
1

2∆z

)
(ρiviAi)j−1

ah
P,i(j) =

Nk∑

k=1

(ρikwik∆xik)j
(1− δik) +

Nk∑

k=1

w
′
j

ah
E,i(j) =

(
1

2∆z

)
(ρiviAi)j+1
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Suh
i (j) = Qi +

Nk∑

k=1

δik (ρikwik∆xik)j
(hk)j −

Nk∑

k=1

(w′hk)j

Nous remarquons que toutes les équations discrétisées (4.13), (4.18) et (4.23) peuvent

s’écrir sous la forme d’un système algébrique tridiagonal :

aΦ
W,i

(j)ΦW,i − aΦ
P,i

(j)ΦP,i + aΦ
E,i

(j)ΦE,i = SuΦ
i (j) (4.24)

avec Su est le second membre, aΦ
W

, aΦ
P

et aΦ
E

sont les coefficients résultant de la discréti-

sation des EDP. Φ représente les inconnues du problème (v, w, h ou T ).

Sous forme matricielle on a :

[M] Φ = Su (4.25)

ou bien



aΦ
Pi,1

aΦ
Ei,1

0 · · · · · · · · · 0

aΦ
Wi,2

aΦ
Pi,2

aΦ
Ei,2

0 · · · · · · ...

0 aΦ
Wi,3

aΦ
Pi,3

aΦ
Ei,3

0 · · · ...
... 0

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

... 0
. . . . . . . . . 0

... 0 aΦ
Wi,N

aΦ
Pi,N

aΦ
Ei,N

0 · · · · · · · · · 0 aΦ
Wi,N+1

aΦ
Pi,N+1







Φ
i,1

Φ
i,2

Φ
i,3

...

...
Φ

i,N

Φ
i,N+1




=




SuΦ
i,1

SuΦ
i,2

SuΦ
i,3

...

...
SuΦ

i,N

SuΦ
i,N+1




(4.26)

Avec M est une matrice tridiagonal de dimension N+1.

4.3 Linéarisation

Dans les systèmes d’équations discrétisées que nous avons trouvé, deux grandes dif-

ficultés apparaissent. La première est liée au non linéarité des équations. En effet, les

différents coefficients aE, aW , aP et Su dépendent de l’inconnu lui-même. La deuxième

difficulté est liée au couplage entre les différentes équations. Ce couplage se manifeste dans

la dépendance des coefficients résultant de la discrétisation des EDP aux autres inconnus

du problème. Dans cette situation, il est nécessaire d’utiliser un algorithme itératif qui

permet d’une part la linéarisation des différentes équations, et d’autre part, le découplage

entre les différentes variables du problème. L’algorithme numérique que nous avons utilisé

est basé sur la stratégie « de prédiction correction » dite de Newton-Raphson. Au début
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du processus itératif, on propose un champ arbitraire pour les différents inconnus qui doit

être le plus proche possible de la réalité. Ensuite, on calcul les coefficients approchés aE,

aW , aP et Su pour obtenir un champ plus correct. Ce champ corrigé doit être utilisé par la

suite pour actualiser les coefficients précédents. Le processus itératif se répète séquentiel-

lement jusqu’à atteindre la convergence. L’inconvénient de cet algorithme itératif réside

dans le fait que la convergence n’est pas toujours assurée. Pour remédier à ce problème,

il est utile d’introduire un terme d’inertie (régime dynamique) fictif dans les différentes

équations du modèle malgré que ces équations sont écrites pour un régime permanent.

Dans ce régime dynamique fictif, on suppose comme si la prédiction (le champ proposé

au début) n’est qu’une condition initiale (à t=0). A travers les itérations, les différentes

variables passent par un régime transitoire (fictif). La convergence sera atteinte lorsque

le régime permanent s’établit et le terme d’inertie fictif s’annule.

L’utilisation du régime dynamique fictif se fait par l’implémentation dans les équations

de conservation, des termes d’inertie fictif pour la vitesse axiale, la vitesse transversale et

l’enthalpie. La discrétisation de ces termes d’inertie fictif est effectuée via la méthode de

différences finies en utilisant le schéma en arrière implicite.

Soit n le superscript désignant l’itération actuelle, et n-1 l’itération précédente. La dis-

crétisation de terme d’inertie fictif pour une variable Φ sur un sous-canal i est donnée

par :

∂(ρiΦi)

δt′
=

ρn−1
i,j

δt′

(
(Φi)

n
j − (Φi)

n−1
j

)
(4.27)

Le pas du temps δt
′
est choisi d’une manière à faciliter la convergence du processus itératif.

Si la résolution des équations est achevée, la variation par rapport au temps de la variable

Φ s’annule automatiquement( (Φi)
n
j = (Φi)

n−1
j ).

Donc, les coefficients ap et Su dans les équations de conservation discrétisées sont réécrites

de la façon suivante :

Equation de conservation de quantité de mouvement axiale :

av
p,i

(j) =
Nk∑

k=1

(1− δik)

(
ρikwik

∆xik

Ai

)n−1

j

+
1

Ai

Nk∑

k=1

w
′n−1
j −

(
F̃

1

2
ρi |vi|

)n−1

j

+
ρn−1

i,j

δt′

Suv
i (j) =

(Pi)
n−1
j+1−(Pi)

n−1
j−1

2∆z
+ g (ρi − ρo)

n−1
j −

Nk∑
k=1

(
δik

(
ρikwik

∆xik

Ai

)n−1

j
+

(w′)n−1

j

Ai

)
(vk)

n−1
j

+
ρn−1

i,j

δt′ (vi)
n−1
j
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Equation de conservation de quantité de mouvement transversale :

aw
p,i

(j) = −
(

ρ∗
ik
ζik

2∆xik

)n−1

j

|wik,j|n−1 −
(

1

δt′

) (
ρ∗

ik,j

)n−1

Suw
i (j) =

(
1

∆yik

) (
P n−1

i,j
− P n−1

k,j

)
−

(
1

δt′

) (
ρ∗

ik
wik

)n−1
j

Equation de conservation d’énergie :

ah
p,i

(j) =
Nk∑

k=1

(ρikwik∆xik)
n−1

j
(1− δik) +

Nk∑

k=1

w
′n−1
j − ρn−1

i,j

δt′

Suh
i (j) = Qi +

Nk∑

k=1

δik (ρikwik∆xik)
n−1

j
(hk)

n−1
j −

Nk∑

k=1

(w′hk)
n−1

j
+

ρn−1
i,j

δt′
(hi)

n−1
j

4.4 Résolution numérique des systèmes algébriques

Le système d’équations résultant de la discrétisation de chaque équation est un sys-

tème algébrique tri-diagonal. Pour la résolution de l’équation d’énergie nous avons utilisé

la méthode directe « TDMA » (Tri-Diagonal Matrix Algorithm). Les autres équations

sont résolues en utilisant la méthode itérative de Gauss-Seidel. Le choix de ces méthodes

dépend principalement du degré de couplage et de non linéarité des EDP. Pour facili-

ter et améliorer la convergence du processus itératif, nous avons utilisé la méthode de

sous-relaxation SOR « Successive Over-Relaxation » qui est une amélioration de la conver-

gence de la méthode itérative de Gauss-Seidel, appliquée notamment pour l’équation de

correction de pression et les deux équations de quantité de mouvement. L’annexe A pré-

sente de plus amples détails concernant la méthode de TDMA et de Gauss-Seidel avec

sous-relaxation.

4.5 Traitement du couplage Pression-Vitesse : Algo-

rithme SIMPLE

On entend par couplage Pression-Vitesse, la liaison qui existe entre le champ de pres-

sion et le champ de vitesse. En effet, l’équation de conservation de la quantité de mouve-

ment contient le terme de gradient de pression.
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Cependant cette équation ne peut être résolue que si le champ de pression est spécifié,

c’est-à-dire en fixant un champ de pression. Cependant, pour différents champs de pression,

que nous aurons fixé, nous aurons différents champs de vitesse. Si le champ de pression

est exact, le champ de vitesse résultant de la résolution de l’équation de conservation de la

quantité de mouvement doit satisfaire également l’équation de continuité. La contrainte

qui permet la détermination du champ de pression est donc de l’équation de continuité.

La manière dont il faut résoudre le couplage Pression-Vitesse a fait l’objet de nombreuses

études (Patankar et Spalding (1972) ; Patankar, 1980 ; Van Doormaal, 1984 ; Moukallad,

2000). Il en résulte un certain nombre d’algorithme (SIMPLE, SIMPLER, SIMPLEC, . . . .) qui

ne diffèrent que par la technique utilisée pour le traitement de ce couplage.

Dans notre modèle, la détermination du champ de température du fluide réfrigérant

dans un sous-canal, dépend directement du champ de vitesse qui est lui-même lié à la

distribution de la pression dans le sous-canal. Ainsi, la résolution du couplage pression-

vitesse est une étape vitale dans le processus de résolution des équations de conservation.

Puisqu’il n’y a pas une forme explicite de l’équation de pression pour traiter ce cou-

plage Pression-Vitesse, nous avons utilisé l’algorithme SIMPLE (Semi-Implicit Method

for Pressure-Linked Equations) développé par Patankar et Spalding (1972). L’algorithme

SIMPLE fait implémenter, à partir de l’équation de continuité, une équation dite de cor-

rection de pression. Le rôle de cette équation est de forcer le processus itératif à converger

vers une solution qui vérifie l’équation de continuité.

Soit P* le champ de pression approché. Ainsi, les vitesses axiales et transversales

peuvent être calculées à partir des équations discrétisées (4.13) et (4.18) réécrites là sous

la forme standard suivant la notation adopté par Patankar (1980) :

(
av

p v∗p
)

i
=

∑
(av

nb v∗nb) i +
P ∗

i,j+1 − P ∗
i,j−1

2∆z
+ Si,axial

︸ ︷︷ ︸
Terme source

(4.28)

(
aw

p w∗
p

)
i
=

∑
(aw

nbw
∗
nb) i +

P ∗
i,j − P ∗

k,j

∆yi k

+ Si,transversale

︸ ︷︷ ︸
Terme source

(4.29)

L’indice « nb » désigne les termes et les coefficients voisins au nœud central « P » (nœuds

Est/Ouest). Le superscript (*) indique la valeur approximé des vitesses (v et w) avant

leurs corrections.
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Une fois les vitesses sont calculées, la procédure de calcul des termes de correction de

pression à travers l’équation de correction de pression est entamée. Ensuite, la vitesse

calculée et le champ de pression proposé seront corrigés.

I Correction de la vitesse axiale et transversale

Pour obtenir les champs exactes à partir des champs approximatifs, nous introduisons

des champs de correction de vitesse et de pression que nous notons δv, δw et δP qui sont

définis par :

v = v∗ + δv (4.30)

w = w∗ + δw (4.31)

P = P ∗ + δP (4.32)

La substitution du champ de pression corrigé P, dans les équations de conservation de

quantité de mouvement axiale et transversale, nous permet de trouver les valeurs corrigées

des vitesses (v, w).

Ainsi, en soustrayant l’équation (4.13) de l’équation (4.28) et l’équation (4.18) de l’équa-

tion (4.29) nous obtenons :

av
p (vp − v∗p) =

∑
av

nb ( vnb − v∗nb) i +
1

2∆z

[(
Pi,j+1 − P ∗

i,j+1

)− (
Pi,j−1 − P ∗

i,j−1

)]
(4.33)

aw
p (wik,p − w∗

ik,p) =
∑

aw
nb (wik − w∗

ik)nb +
1

∆yik

[(
Pi,j − P ∗

i,j

)− (
Pk,j − P ∗

k,j

)]
(4.34)

En substituant les expressions de corrections (4.30)-(4.32) dans les deux équations (4.33)

et (4.34) nous obtenons :

aw
p δwik,p =

∑
aw

nbδwik,nb +
1

∆yik

[δPi,j − δPk,j] (4.35)

aw
p δwik,p =

∑
aw

nbδwik,nb +
1

∆yik

[δPi,j − δPk,j] (4.36)

A ce stade, la principale approximation de l’algorithme SIMPLE réside dans l’élimination

des deux termes suivants :
∑

av
nbδvi,nb et

∑
aw

nbδwik,nb.
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En effet, il ne s’agit que de négliger l’effet de correction des vitesses calculées aux nœuds

situés au voisinage du nœud central p. Ainsi, nous obtiendrons les corrections de la vitesse

axiale et transversale définies respectivement par les expressions (4.37) et (4.38) suivantes :

δvi,p =
1

av
p

[(
δPi,j+1

)− (
δPi,j−1

)

2∆z

]
(4.37)

δwi,p =
1

aw
p

[
δPi,j − δPk,j

∆yik

]
(4.38)

Une autre approximation peut être appliquée sur les deux coefficients av
p et aw

p . D’après

Buksha (2000), ces deux termes peuvent être réduits selon la forme suivante :

av
p

=
ρi,j

δt′
(4.39)

aw
p

=
ρ

ik,j

δt′
(4.40)

En remplaçant respectivement (4.39) et (4.40) dans (4.37) et (4.38), nous obtenons les

expressions finales des équations de correction de vitesse axiale et transversale :

δvi = vi − v∗i =

(
δ t′

ρi

)
∂

∂z
(δPi) (4.41)

δwik = wik − w∗
ik =

δ t′

ρik∆yi k

(δPi − δP k) (4.42)

I équation de correction de pression

Les vitesses approximées v * et w * calculées à partir du champ de pression P* ne

peuvent pas satisfaire l’équation de continuité. Pour forcer la solution à satisfaire à sa-

tisfaire l’équation de continuité, il faut calculer les corrections de pression δP à partir de

l’équation de conservation de masse en éliminant tous les termes de vitesses figurant dans

cette équation. En remplaçant les relations (4.41) et (4.42) dans l’équation continuité nous

obtenons l’équation de correction de pression permettant de calculer δP :

∂2δPi

∂z2
−Nk

(
∆xik

∆yik

)
δPi =

Nk∑

k=1

(
ρikw

∗
ik

∆xik

δt′Ai

)
−

Nk∑

k=1

(
∆xik

∆yik

)
δPk − ∂

∂z
(ρiv

∗
i ) (4.43)

Si la résolution de l’équation de correction de pression s’effectue pour le sous-canal i,

les corrections de pression δPk relatives aux sous-canaux voisins sont supposés nulles car
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la correction ne peut s’effectué que sur le sous-canal considéré. Ainsi, nous proposons

l’équation de correction de pression suivante :

∂2δPi

∂z2
−Nk

(
∆xik

∆yik

)
δPi =

Nk∑

k=1

(
ρikw

∗
ik

∆xik

δt′Ai

)
− ∂

∂z
(ρiv

∗
i ) (4.44)

En discrétisant cette équation par la méthode des différences finies en utilisant du schéma

centré, on obtient la forme générale discrétisée de l’équation de correction de pression :

aδP
W,i

(j)δP
i,j+1

− aδP
p,j

(j)δP
i,j

+ aδP
E,i

(j)δP
i,j−1

= SuδP
i (j) (4.45)

avec :

aδP
W,i

(j) = aδP
W,i

(j) =

(
1

∆z2

)

aδP
p,j

(j) =
2

∆z2
+ Nk

(
∆xik

∆yik

)

SuδP
i (j) =

Nk∑

k=1

(
∆xik

δt′Ai

) (
ρikw

∗
ik

)
j
−

(
1

δt′

)
(ρiv

∗
i )j+1 − (ρiv

∗
i )j+1

2∆z

En fin le champ de pression corrigé dans un sous-canal i est obtenu par :

PNew
i = POld

i + δPi (4.46)

avec PNew
i est la nouvelle pression corrigée et POld

i est le champ de pression approché

calculé à l’itération précédente.

I Utilisation du maillage décallé

L’équation de conservation de la quantité de mouvement suivant la direction axiale

fait apparâıtre la dérivée première de la pression. La discrétisation du gradient de pression

par la méthode des différences finies moyennant le schéma centré donne :

∂Pi

∂z

∣∣∣∣
j

=
Pw − Pe

2∆z
+ O(∆z)2 (4.47)

Or Pw et Pe sont les valeurs de la pression sur les faces du volume de contrôle. Elles

sont inconnues et doivent être calculées à partir des valeurs au centre par interpolation.

Si nous considérons par exemple une grille uniforme (figure 4.2) et un profile linéaire

de pression, la différence Pw − Pe peut s’écrire :

Pw − Pe =
PP − PW

2
− PE − PP

2
= PW − PE (4.48)
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Fig. 4.2 – Maillage uniforme du champ de pression

On constate qu’il y a découplage entre les nœuds de numéros pairs et ceux de numéros

impairs. Un champ de pression alternée peut donner l’impression d’un champ uniforme,

ce qui n’est pas souhaitable, car il peut conduire à de faux résultats.

Dans le cas de la méthode des volumes finis, pour remédier à ce problème, Patankar

(1980) a utilisé un maillage décallé pour la vitesse, de telle sorte que les nouveaux nœuds

occupent le milieu des faces des volumes de contrôles du maillage initial qui sert à calculer

les champs de température et de pression.

Le même principe peut être appliqué dans le cas de la méthode des différences finies.

Ainsi, nous avons spécifié, pour le champ de vitesse axiale et transversale, une grille

décalée par rapport au maillage correspondant au champ de pression et de l’enthalpie. La

figure (4.3) schématise les deux maillages utilisés pour calculer les différents inconnus du

problème.

Fig. 4.3 – Schéma d’un maillage décalé
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4.6 Conditions aux limites

Quant au choix des conditions aux limites, puisque les EDP sont du premier ordre, il

nous parait évident qu’il faut spécifier ces conditions aux limites seulement à l’entrée de

chaque sous-canal. Pour l’équation de correction de pression, qui n’est pas une équation

gouvernante du modèle, il est nécessaire de spécifier les conditions aux limites associées à

l’entrée et à la sortie du sous-canal (équation de second ordre).

Cependant, pour le modèle thermohydraulique que nous avons développé, la seule

information connue, c’est la température d’entrée du fluide réfrigérant (en z=0). Les pres-

sions au dessous de la plaque inférieure (z < 0) PBot
s et au dessus de la plaque supérieure

(z > L) P Top
s peuvent être déduites à partir de la loi hydrostatique. Cela nécessite de

supposer que le fluide est sans vitesse verticale dans ces deux régions.

En utilisant l’équation fondamentale de l’hydrostatique, les pressions statiques PBot
s

et P Top
s sont calculées par :

Ps = Patm + ρgh (4.49)

où Patm est la pression atmosphérique qui règne sur la surface libre (voir figure 4.4) et h

est la profondeur à laquelle on doit calculer la pression statique Ps.

Pour notre modèle, les conditions aux limites seront introduites de la manière suivante :

• En z=0 :

– La température du fluide est une donnée du problème : T (z = 0) = T0.

– Les vitesses transversales et axiales ne sont pas connues. Elles sont déterminées

itérativement au cours du processus de calcul itératif. Pour se faire, on propose au

début des vitesses axiales et transversales approchées à l’entrée et à la sortie de

chaque sous-canal i :

(vi = v∗i0)
∣∣
z=0

; (wik = w∗
ik0

= 0)
∣∣
z=0

Durant le processus itératif, ces vitesses axiales doivent être actualisées. Dans notre

modèle, nous avons proposé d’utiliser les corrélations traduisant les pertes de charges

singulières moyennant les pressions calculées par le modèle thermohydraulique. Ainsi,

l’actualisation de la vitesse axiale à l’entrée vi0 s’effectue à travers la relation sui-

vante :

∆P = Pi0 − PBot
s =

1

2
Krρ(v2

i0
)∗ (4.50)



4.6. Conditions aux limites 105

ou bien :

v∗i0 =

(
2∆P

ρ0Kr

)1/2

(4.51)

avec :

¦ Pi0 est la pression à l’entrée du sous-canal i (z = 0).

¦ Kr est le coefficient de perte de charge singulière dû au changement de section à

l’entrée du sous canal.

D’une manière similaire, l’actualisation de la condition aux limites concernant les

vitesses transversales s’effectue à travers la relation :

w∗
ik0

=

(
2∆Pik

ρξik

)1/2

(4.52)

avec :

¦ ∆Pik = (Pi − Pk) est la différence de pression entre le sous-canal i est chaque

sous-canal voisin k pour z = 0.

¦ ξ est le coefficient de pertes de charges singulières suivant la direction latérale.

• En z=L :

En z = L, la seule information nécessaire pour compléter le système d’équations est la

pression. Cette pression sera déterminée itérativement à travers la corrélation traduisant

la perte de charge singulière à la sortie du sous-canal en utilisant la vitesse axiale viL

calculée par le modèle.

PiL = Ke
1

2
ρv2

iL
+ P Top

s (4.53)

avec viL et PiL sont respectivement la vitesse et la pression du fluide à la sortie du sous-

canal i.

I Conditions aux limites associés à l’équation de correction de pression

L’équation de correction de pression (4.44) n’est pas l’une des équations gouvernantes

du modèle. Ainsi, les conditions aux limites de cette équation ne peuvent pas être détermi-

nées explicitement à partir du problème physique. En général, quelque soit les conditions

aux limites imposées sur l’équation de correction de pression, cette dernière doit assurer

que le champ de vitesse axiale et transversale corrigées satisfait l’équation de continuité.

Or, à l’entrée du sous-canal, la vitesse axiale est prise comme conditions aux limites.

Ceci implique qu’il n’est pas nécessaire de corriger cette vitesse au premier nœud. Donc,
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l’équation (4.44) indique que, pour z = 0, la condition imposée sur la correction de pression

s’écrit :

∂ (δP )

∂z
= 0 (4.54)

Cette condition est implémentée par un schéma de différence finie en avant.

A la sortie du sous-canal, la pression est connue (calculée à partir de la chute de pression

à la sortie). Donc il n’est pas nécessaire de corriger cette pression (δP = 0|z=L).

Fig. 4.4 – Schéma d’un sous-canal dans le cœur d’un réacteur de recherche

4.7 Procédure de résolution numérique

Les différentes équations du modèle sont résolues itérativement sur l’ensemble des

sous-canaux, le tous dans un processus itératif global qui permet de se déplacer entre

les SC. En d’autres termes, si le processus de résolution converge dans un sous-canal,

la même procédure de calcul est répétée pour le sous-canal voisin en faisant appel aux

résultats obtenus pour les sous-canaux antérieurs afin de tenir compte du couplage entre

les sous-canaux adjacents.
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Les différentes étapes de calcul sont résumées dans l’organigramme représenté sur la

figure (4.5). Dans la procédure de calcul deux grands niveaux d’itérations peuvent être

distingués :

I Premier niveau d’itération : boucle interne

A ce niveau, nous initions le calcul dans un sous-canal donné i par un champ approché

initial de pression, de vitesse et de température. Par la suite, nous résolvons les deux

équations de conservation de quantité de mouvement axiale et transversale afin d’obtenir le

champ de vitesse axiale et transversale temporaire. Pour satisfaire l’équation de continuité,

ce champ de vitesses est introduit dans l’équation de correction de pression pour obtenir

les corrections de pression (δP ). A partir de ces dernières, nous corrigeons le champ de

pression et des vitesses axiales et transversales.

Les vitesses corrigées sont utilisées par l’équation d’énergie pour déterminer le champ

de température du fluide. En fin, à partir des températures calculées, et par l’utilisation

de l’équation d’état du fluide, nous pouvons déterminer la distribution de la densité vo-

lumique du fluide. Ces étapes de calcul sont répétées pour le même sous-canal jusqu’à

atteindre la convergence.

Vu le fort couplage entre les équations de conservation de quantité de mouvement axial

et transversale ainsi que l’équation de correction de pression, la résolution directe de ces

trois équations peut induire des problèmes de convergence. Pour cela, nous signalons qu’à

l’intérieur de ce premier niveau d’itération, ces trois équations sont résolues itérativement

en se basant sur la méthode de Gauss-Seidel. Ces itérations (Sous-boucle interne) per-

mettent d’actualiser à chaque fois les différents coefficients constituant les matrices et les

vecteurs dans les systèmes algébriques correspondants.

I Deuxième niveau d’itération : boucle externe

Puisque la configuration géométrique du cœur du réacteur contient plus d’un sous-

canal, un deuxième niveau d’itération, cette fois-ci extérieure (boucle-externe), est requis.

Ceci a pour objectif de refaire le calcul pour un autre sous-canal en faisant appel aux

résultats obtenus pour les sous-canaux antérieurs afin de tenir compte du couplage entre

les sous-canaux. Le calcul est répété en balayant l’ensemble des sous-canaux constituant le

cœur du réacteur. Après ce premier balayage, la vitesse à l’entrée de chaque sous-canal doit

être actualisée pour passer au deuxième niveau de balayage. Finalement, le calcul général

sur l’ensemble des SC est arrêté lorsque les critères de convergences sont satisfaits.
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Fig. 4.5 – Procedure de résolution des équations gouvernantes du modèle thermohydrau-
lique
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4.8 Critère de convergence

Etant donnée le caractère non linéaire et couplé du système d’équation obtenu, le

processus de la résolution doit être itéré jusqu’à la convergence. Donc l’utilisation d’un

critère de convergence pour arrêter le calcul est nécessaire.

Nous considérons que la procédure de calcul a convergé si les critères de convergence

suivant sont satisfaits :

• Si le maximum du résidu global Resg calculé sur l’ensemble des sous-canaux et pour

chacune des variables Φ, vérifie la condition suivante :

Resg = max(Res1, Res2, ..., Resi, ..., ResNc) < ε (4.55)

avec ε est la précision du solveur et Resi est le résidu calculé sur chaque sous-canal i tel

que :

Resi = max

(∑ (
aΦ

nbΦnb

)
i
− (

aΦ
p Φp

)
i
+ Sui

)
(4.56)

• Si le résidu adimensionnel de l’équation de conservation de masse calculé sur chaque

sous-canal i satisfait la condition suivante :

Rmi
= max




[(ρvA)i]W − [(ρvA)i]E
Nk∑
k=1

[(ρw∆x)ik]P


 ≤ PM (4.57)

avec PM est la précision massique

ε et PM correspond à la tolérence fixée. La valeur de cette tolérance est choisie suivant la

précision désirée. Tant que les deux relations ne sont pas satisfaites, le calcul se poursuit.

4.9 Développement d’un programme de résolution

En se basant sur la stratégie de résolution résumée dans la figure (4.5), nous avons

développé un code de calcul écrit en langage Fortran-90 baptisé « SACATRI » (Sub-

channel Analysis Code for Application to TRIga). Dans sa première version, le code

SACATRI a été développé pour simuler le comportement thermohydraulique du réacteur
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TRIGA MARK II installé au CENM. Ensuite, nous l’avons étendu pour simuler plusieurs

configurations géométriques, notamment des lattices hexagonales et carrées. Grâce à cette

vaste applicabilité, nous pouvons simuler l’écoulement du fluide refroidisseur entre les

éléments combustibles de la majorité des réacteurs de type TRIGA.

4.9.1 Caractéristiques techniques du code SACATRI

Le code SACATRI est optimisé sur une plate forme Linux (2.6.22.19-Laptop-2mdv)

moyennant le compilateur Intel R©Fortran 11 pour Linux (version libre non commercial).

Les bibliothèques requises par le compilateur sont :

– /lib/i686/libm.so.6

– /lib/i686/libc.so.6

– /lib/libgcc_s.so.1

– /lib/libdl.so.2

– /lib/ld-linux.so.2

Les résultats de simulation du code SACATRI que nous présentons dans cette thèse ont

été obtenus sur une machine ayant les caractéristiques suivantes :

– Intel(R) Core (TM) 2 CPU T5600

– CPU : 1.83GHz

– cache size : 2048 KB

Le temps de calcul dépend de plusieurs facteurs tels que le nombre de sous-canaux, le

nombre de nœuds de discrétisation et de la précision envisagée (critère de convergence).

Par exemple, si nous simulons la thermohydraulique du cœur du réacteur sans tenir compte

des échanges massiques latéraux, le temps de calcul est de l’ordre de 5 minutes (avec 40

volumes de contrôle). Ce temps de calcul augmente jusqu’à 30 minutes pour un calcul

tenant en compte les échanges latéraux et pour le même nombre de nœuds.

4.9.2 Système d’indexation des sous-canaux dans le code SA-
CATRI

Une étude thermohydraulique détaillée du comportement thermique et hydraulique

du fluide réfrigérant au sein du cœur du réacteur, nécessite une discrétisation fine en

sous-canaux. Selon la taille du cœur, celui-ci peut être représenté par une dizaine, ou une
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centaine de sous-canaux, voir plus (Hirao, 1974 ; Veloso, 2004). Dans chaque sous-canal,

il faut résoudre les équations du modèle et engendrer les échanges intercanal de masse et

d’énergie. La procédure de résolution peut être très compliquée et coûteuse en terme de

CPU, si nous n’admettons pas une stratégie efficace permettant une résolution souple du

problème.

Nous rappelons que la procédure de calcul est purement itératif ; lorsque la résolution

du système d’équations est achevée pour un sous-canal, il faut se déplacer vers le sous-

canal voisin, et refaire la même procédure de calcul jusqu’à le dernier sous-canal du cœur.

Donc, une partie importante de la difficulté réside dans l’organisation du protocole de

balayage des SC. Par conséquent, trouver un système puissant d’indexation des SC est

très intéressant. Ceci optimisera le temps de calcul, dans lequel les échanges des donnés

thermohydrauliques entres les SC prennent une part très importante.

La méthode largement utilisée (Chelemer, 1972 ; Rowe, 1973 ; Hirao, 1974 ; Veloso,

2004 ; Waata, 2006,) consiste à numéroter les sous-canaux, les interfaces fictives séparent

les SC voisins, ainsi que les piles à combustibles. La figure (4.6) représente un système

d’indexation aléatoire pour un arrangement quelconque de piles à combustibles. L’essentiel

est d’attribuer un numéro fixe unique à chaque partie du réseau (sous-canal, surface

d’interconnexion, pile à combustible).

Soit Nsc, Nc, et Np le nombre total des sous-canaux, de surfaces d’interconnexions et de

piles à combustibles respectivement (figure 4.6). Une fois les numéros sont attribués aux

sous-canaux, aux surfaces fictives d’interconnexions et aux piles à combustibles, plusieurs

méthodes peuvent être établies pour construire un système d’indexation convenable. En

ce qui suit, nous décrivons la procédure utilisée dans le code SACATRI mais adapté à la

configuration de la figure (4.6).

Soit i l’index correspondant aux SC tel que i = 1, 2, . . . NSC , et k l’index correspon-

dant aux SC voisins. Evidemment, comme les SC sont numérotés par ordre croissant, k est

toujours supérieur à i (k>i). Egalement, soit c l’index correspondant aux surfaces d’in-

terconnexions intercanal tel que c = 1, 2, . . . Nc. Pour chaque interconnexion c, correspond

deux couples de SC qui sont adjacents (ic, kc) . Le tableau (4.1) résume la numérotation

convenable pour l’arrangement de SC illustré dans la figure (4.6).

A partir du tableau (4.1), nous pouvons construire une matrice [λ] rectangulaire de di-

mensions (Nc ×NSC) qui correspond à la situation de la figure (4.6).

Les éléments de la matrice sont remplis en suivant la convention suivante :

[λ] = λ̄ci (4.58)
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Fig. 4.6 – Système d’indexation des sous-canaux

Tab. 4.1 – Système d’indexation adopté dans la figure (4.6)

Numéro d’interconnexion (c) sous-canal ic sous-canal kc

1 1 10
2 1 12
3 1 3
4 2 3
5 3 4
6 4 13
7 4 6
8 5 6
9 5 13
10 11 13
11 12 12
12 10 11
13 9 10
14 2 9
15 8 9
16 7 8
17 2 7
18 6 7
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λ̄ci =




+1, Si i = ic
−1, Si i = kc

0, Si i 6= ic et i 6= kc
(4.59)

[λ] =




1 0 0 0 0 0 0 0 0 −1 0 0 0
1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 −1 0
1 0 −1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 1 −1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 1 −1 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 1 0 0 0 0 0 0 0 0 −1
0 0 0 1 0 −1 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 1 −1 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 1 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 −1
0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 1 −1 −1
0 0 0 0 0 0 0 0 0 −1 −1 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 1 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 −1 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 −1 −1 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 −1 0 0 0 0 0
0 1 0 0 0 0 −1 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 1 −1 0 0 0 0 0 0




(4.60)

[λ]T =




1 1 1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 0
0 0 −1 −1 1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 −1 1 1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0 1 1 0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 −1 −1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1
0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 −1 −1
0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 −1 −1 0 0
0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 −1 −1 0 0 0
−1 0 0 0 0 0 0 0 0 0 1 −1 0 0 0 0 0 0
0 −1 0 0 0 0 0 0 0 1 −1 0 0 0 0 0 0 0
0 −1 0 0 0 0 0 0 0 −1 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 −1 0 0 0 −1 −1 0 0 0 0 0 0 0




(4.61)
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Comme nous le remarquons, la matrice [λ] ou sa transposée [λ]T est une matrice creuse.

La détermination des SC entourant un sous-canal consiste à identifier les éléments non

nuls de la matrice. Puisque la matrice peut contenir énormément d’éléments (ceci dépend

de la configuration étudiée), la localisation des éléments non nuls nécessite l’introduction

de la propriété suivante :

Comme c est une interconnexion associée au sous-canal i, alors : i = ic ou i = kc.

Dans les deux cas, les SC adjacents seront définis par :

mc = ic + kc − i (4.62)

Par conséquent, nous associons à chaque sous-canal i les sous canaux définis par mc . Par

convention nous introduisons le couple (i,mc).

Par exemple, si nous choisissons le sous-canal 4 (figure 4.6), et à partir de la matrice [λ]T

et de la relation (4.62), nous pouvons déterminer les SC qui lui y sont adjacents. Dans ce

cas mc vaut :

mc = ic + kc − 4 (4.63)

En associant la relation (4.62) à chaque ligne du tableau (4.1), nous obtenons un

vecteur de dimension Nc rempli par les éléments mc (vecteur(mc)). Ainsi, l’équation (4.64)

nous donne les différents SC (6, 13 et 3) qui sont adjacents au sous-canal 4 :

kc = [λ]T × vecteur(mc)× [λ] (4.64)

4.10 Conclusion

A travers ce chapitre, nous avons décrit les différentes étapes suivies pour résoudre les

équations gouvernantes du modèle thermohydraulique établi. Le schéma centré avec un

maillage décalé est utilisé pour approximer les différents termes convectifs des équations

de conservation. Le couplage pression-vitesse a été résolu en nous basant sur l’idée de l’al-

gorithme SIMPLE. Pour que les résultats de simulation du code SACATRI soient fiables, il

faut exercer sur le code des séries de tests numériques, afin de vérifier que l’algorithme de

résolution des EDP est bien implémenté dans le code et que la solution n’est pas affectée

par des sources d’erreurs numériques. Ces tests sont connus par des activités de vérifica-

tion. Ensuite, le code doit être validé pour corroborer le modèle mathématique décrivant

le comportement thermohydraulique du cœur du réacteur. Les activités de « vérification »
et de « validation » du code SACATRI seront l’objectif du cinquième chapitre.
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Chapitre 5

Vérification et Validation du code
SACATRI

5.1 Introduction

A nos jours, un outil de simulation numérique est devenu indispensable dans la majorité

des disciplines scientifiques. L’objectif principal d’une telle simulation est de reproduire le

un phénomène scientifique ou une expérience donnée. Pour atteindre cet objectif, les codes

de simulations numériques utilisés doivent reproduire exactement ou avec une tolérance

acceptable les résultats expérimentaux. Le processus de comparaison entre les résultats

numériques d’un code et les mesures expérimentales est connu par le processus de « va-

lidation ». Cependant, il est souvent difficile de réaliser cette activité de validation pour

plusieurs raisons, parmi lesquelles, nous citons d’une part, la difficulté de réaliser l’ex-

périence et d’autre part, le manque dans la littérature, des benchmarks expérimentaux

spécifiques destinés à la validation. Malheureusement, même si on dispose de ces donnés

expérimentales, une simple confrontation des résultats de simulations avec ces données,

pourrait transmettre aux développeurs des codes, une idée illusoire ou funeste vis-à-vis de

l’incertitude des résultats du code.

D’après un furetage bibliographique rigoureux, nous avons trouvé que la majorité des

études concernant le développement des codes thermohydrauliques, ne s’appuient que sur

le processus de validation pour quantifier l’incertitude de ces codes (Jiang, 2007 ; Han,

2006 ; Veloso, 2004 ; Toumi, 2000 ; Feltus, 1999). L’inconvénient majeur de ce procédé

réside dans le fait que le code ne sera jamais testé d’une manière rigoureuse et approfondie.

En plus, dans de nombreux cas, il s’avère difficile de détecter l’origine et le type des
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incertitudes en se basant sur une validation expérimentale unique du code. En d’autre

terme, les sources d’erreurs ne peuvent, en aucun cas, être identifiées si elles proviennent

de la méthode de discrétisation des EDP utilisée, des erreurs éventuelles dans le code

ou bien de l’insuffisance du modèle physique sur lequel le code est basé. Par conséquent,

pour garantir une simulation précise, les activités dites de « Vérification » sont fortement

recommandées avant d’entamer n’importe quelle activité de validation du code.

Récemment, la communauté scientifique internationale consacre un intérêt particulier

à propos du thème de la quantification des incertitudes (Roache, 2002) dans le domaine

des sciences informatiques et de l’ingénierie «CSE » (Computational Science and Enginee-

ring) et qui fait absolument appel aux activités de vérification et de validation des codes

(Roache, 2002 ; Babuska, 2004 ; Oberkampf, 2008 ; Roy, 2005). En effet, la vérification d’un

code diffère entièrement de la validation. Les activités de validation s’intéressent plutôt à

examiner l’exactitude et le réalisme du modèle physique utilisé dans le code. Quant à la

vérification, elle représente une activité purement mathématique qui permet de vérifier la

capacité du code à résoudre fidèlement les EDP du modèle.

l’étude de l’exactitude de l’algorithme et de la solution numérique du code.

Deux aspects essentiels de vérification peuvent être distingués :

– La vérification du code.

– La vérification de la solution numérique du code.

Le premier aspect concerne l’estimation du taux d’erreur résultant de la simulation

numérique, alors que le deuxième s’intéresse à l’évaluation de l’ incertitude due aux erreurs

de programmation ou des bugs qui persistent dans le code, par exemple, de la programma-

tion du code ou d’un problème dans l’algorithme numérique, et ce, à partir des solutions

analytiques ou des benchmarks numériques d’ordre de précision élevé.

Les activités concernant la « vérification du code », « vérification de la solution numé-

rique du code » et la « validation du code » doivent être effectuées en respectant cet ordre

afin de garantir le processus de quantification des incertitudes liées à la modélisation et à

la simulation numérique (Roach, 1998).

Dans ce contexte, le présent chapitre abordera l’application de ces différentes activités

sur le code thermohydraulique SACATRI, afin de s’assurer que le modèle physique implé-

menté dans le code, peut calculer les paramètres thermohydrauliques d’intérêts avec une

marge d’erreur acceptable.
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5.2 Activités de vérifications

L’activité de vérification du code thermohydraulique SACATRI nous a imposée de

développer des benchmarks numériques capables de nous donner une idée précise sur

l’exactitude de la solution numérqiue calculée par le code. Pour le modèle thermohy-

draulique unidimensionnel du code SACATRI, il est possible de trouver des benchmarks

permettant de vérifier rigoureusement le code-1D. Dans ce cas, une solution analytique du

problème peut être facilement obtenue. Les difficultés apparaissent dans le cas du modèle

tridimensionnel, où les équations du modèle sont fortement non-linéaires et couplées entre

elles sur chaque sous-canal ainsi que le couplage entre les sous-canaux voisins à travers

l’échange intercanal de masse et d’énergie.

D’après notre expérience (Merroun, 2007 ; Merroun, 2008), principalement pour ce

type de problème qui présente quelques différences par rapport aux problèmes standards

rencontrés en CFD, les développeurs des codes thermohydrauliques peuvent constater

d’énormes difficultés au cours de l’élaboration du code et de sa vérification. Cela est dû

principalement au manque dans la littérature, des différentes méthodes de résolution des

équations thermohydrauliques, ainsi que des benchmarks numériques avec des solutions

analytiques exactes permettant de vérifier rigoureusement le code.

Comme nous l’avons déjà mentionné, les tests de vérification sont fortement recom-

mandés. D’après le travail réalisé par Oberkampf et Trucano (2002), il est utile de séparer

la procédure générale de vérification en deux activités fondamentales :

– Vérification de l’algorithme numérique.

– SQE (Software Quality Engineering).

La première activité concerne l’évaluation de la différence entre les résultats de simula-

tion d’un problème donné et le modèle mathématique correspondant. Le principal objectif

de cette activité est de démontrer que l’algorithme numérique adopté, pour résoudre les

EDP du problème, est correctement mis en œuvre dans le code et fonctionne comme il

est prévu théoriquement (Oberkampf, 2008). La deuxième activité (SQE) a pour finalité

de déterminer la fiabilité du code et de sa capacité à reproduire les mêmes résultats sur

différentes plateforme de calcul. Plus de détails sur cette activité peuvent être trouvés

dans les travaux d’Oberkampf (2008), Roy (2005) et Christensen (2001). Dans ce travail,

nous nous sommes intéressés plutôt à la première activité de vérification.
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5.3 Procédures de vérification

Dans les activités de vérification, plusieurs approches peuvent être utilisées pour éva-

luer l’exactitude des résultats de simulation. Chaque approche peut donner aux dévelop-

peurs et aux utilisateurs des codes de simulation un indice ou une idée différente concer-

nant la fiabilité de ces résultats. Les tests de vérification les plus simples peuvent être

basés sur :

1. L’utilisation de benchmarks vérifiés qui peuvent être trouvés dans la littérature ou

bien calculés avec un degré élevé de précision.

2. Comparaison « code-code » ; il s’agit de comparer les résultats de simulation d’un

code avec ceux issus d’un autre code.

Il est déconseillé de se baser uniquement sur le dernier test de vérification, car un code ne

peut jamais être vérifié par une simple comparaison à un autre code qui est ou qui peut

être non vérifié.

Cependant, la détection des sources d’erreurs numériques durant la vérification du

code implique le développement de benchmarks de vérification de grand ordre de précision,

dont les solutions sont vérifiées mathématiquement. De nombreuses références telles que

Oberkampf (2004) et le guide de « American Institute of Aeronautics and Astronautics »
(AIAA, 1998) suggèrent l’emploi des solutions analytiques exactes, qui sont considérées

comme des benchmarks de très grande précision.

Dans la majorité des problèmes dont le modèle mathématique est régi par plusieurs

EDP couplées et non linéaires, il est impossible de trouver des solutions analytiques exactes

du problème. Vu l’importance des activités de vérification pour la qualification des codes

numériques, plusieurs recherches ont été menées dans ce domaine. Parmi les solutions

qui ont été proposées récemment, nous citons la méthode de solutions fabriquées (MMS)

(Method of Manufactured Solution) proposée par Roach (1998). Cette méthode prévoit

une procédure générale pour la construction des solutions exactes aux problèmes compli-

qués pour la vérification de la précision des codes. MMS a prouvé qu’elle est très sensible

aux erreurs résultant de la discrétisation des EDP et permet de tester différentes options

relatives à la résolution des EDP (par exemple le test de différents types de conditions

aux limites). Pourtant, MMS ne peut pas détecter les erreurs de codages qui affectent le

temps de calcul de l’algorithme numérique implémenté dans le code. Dans ce contexte, le

test de vérification le plus rigoureux peut être basé sur l’examen de l’ordre de précision

observé OOA (Observed Order of Accuracy). Le but essentiel derrière l’utilisation de ce

test est de vérifier si OOA, calculé à partir de la solution numérique, est en accord avec
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l’ordre de précision formel FOA (Formal Order of Accuracy) déterminé théoriquement.

A cet effet, MMS et la méthode de l’évaluation de l’ordre de précision constitueront les

principaux piliers sur lesquels est basé l’activité de vérification de notre code SACATRI.

5.3.1 La méthode de solutions fabriquées (MMS)

MMS est une procédure générale qui peut être utilisée pour construire des solutions

analytiques pour les équations aux dérivées partielles. Etant donné que la vérification est

un exercice purement mathématique, les solutions fabriquées peuvent être générées sans

se préoccuper de la réalité physique du problème.

L’application de MMS consiste à choisir une solution continue ϕ̂ qui peut être pratique-

ment indépendante des EDP (Roache, 2002). La solution choisie doit être une fonction

suffisamment différentiable permettant une description complète de l’évolution spatio-

temporelle des variables. En d’autre terme, le choix d’une solution non-triviale et analy-

tique doit vérifier tous les termes dérivatifs des EDP. Par exemple, nous pouvons choisir

une solution de type tangente hyperbolique (tanh). Cette fonction permet d’appliquer de

nombreux types de conditions aux limites.

Soit un système d’équations différentielles telle que :

Γ (ϕ) = 0 (5.1)

avec ϕ est un vecteur de variables inconnues et Γ est un opérateur différentiel dont la

forme spécifique dépend des EDP.

Comme il n’est pas nécessaire que la solution fabriquée ϕ̂ satisfait les équations gouver-

nantes originales, une série de termes sources Sϕ est générée en appliquant l’opérateur

différentiel Γ sur ϕ̂ :

Γ
(
φ̂
)

= Sϕ (5.2)

En remplaçant le terme source Sϕ dans l’équation (5.1), et par la résolution de cette

équation, nous devons reproduire la solution proposée au début ϕ̂. Les conditions aux

limites peuvent être aisément obtenues à partir de la solution fabriquée ϕ̂. MMS nous

permet de tester différents types de conditions aux limites. Ainsi, nous pouvons utiliser ϕ̂

pour :

– Evaluer des conditions aux limites de type Dirichlet.

– Evaluer des conditions aux limites de type Neuman.

– Evaluer des conditions aux limites de troisième type obtenues à partir de ϕ̂ et de

ses dérivées.
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Plus de discussions concernant MMS peuvent être trouvées dans le livre publié par

Knupp and Salari (2002).

5.3.2 Evaluation de l’ordre de précision observé (OOA)

L’évaluation de l’ordre de précision observé (OOA) permette de vérifier si l’erreur

résultante de la discrétisation des EDP est réduite, en raffinant le maillage, avec le taux

théoriquement prévu (Roy, 2005). En d’autre terme, le calcul de OOA peut nous donner

un indice clair indiquant si le code converge vers la solution correcte ou non. Si la valeur

calculée de OOA converge vers la valeur de l’ordre de précision formel (FOA), le code

en question est considéré comme étant capable de reproduire le FOA de la méthode de

discrétisation employée.

En ce qui suit, nous donnons un exemple concernant le calcul de FOA. Pour cela,

nous avons utilisé l’équation d’énergie du modèle unidimensionnel du code SACATRI.

FOA est déterminé par l’évaluation de l’erreur de troncature, et ce, par l’utilisation du

développement en série de Taylor de la variable (ici nous prenons l’enthalpie h).

Sans échanges transversaux d’énergie, l’équation d’énergie pour un sous-canal isolé, de

section constante A est donnée par :

∂

∂z
(ρvhA) = AQ (5.3)

Afin de ne garder qu’une seule variable dans l’équation (5.3), nous supposons que la densité

du fluide ρ est constante le long du sous-canal. D’après l’équation de continuité (3.12), la

vitesse axiale v est uniforme le long du sous-canal. Donc l’équation (5.3) s’écrie sous la

forme suivante :

∂h

∂z
= S (5.4)

avec Si est le terme source de l’équation aux dérivées partielles.

En utilisant le schéma centré, la discrétisation en différences finies de l’équation (5.4)

conduit à la forme discrétisée suivante :

(h)j+1 − (h)j−1

2∆z
= Sj (5.5)

Le développement en série de Taylor de (h)j+1 en (z0 + ∆z) et de (h)j−1 en (z0 −∆z)

autour de z0 est donné par les deux séries suivantes :
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(h)j+1 = h(z0+∆z) = h(z0) +
∂h

∂z

∣∣∣∣
0

∆z +
∂2h

∂z2

∣∣∣∣
0

(∆z)2

2!
+

∂3h

∂z3

∣∣∣∣
0

(∆z)3

3!
+ O(∆z4) (5.6)

(h)j−1 = h(z0−∆z) = h(z0)−
∂h

∂z

∣∣∣∣
0

∆z +
∂2h

∂z2

∣∣∣∣
0

(∆z)2

2!
−∂3h

∂z3

∣∣∣∣
0

(∆z)3

3!
+ O(∆z4) (5.7)

En substituant les deux expressions (5.6) et (5.7) dans l’équation discrétisée (5.5) on

obtient :

∂h

∂z
=

(h)j+1−(h)j−1

2∆z
−

[
1

6

∂3h

∂z3

]
(∆z)2 + O(∆z4) = S. (5.8)

Le terme
[

1
6

∂3h
∂z3

]
(∆z)2 + O(∆z4) représente l’erreur de troncature. Il tend vers 0 lorsque

∆z tend vers 0.

Donc, FOA du schéma numérique utilisé est 2, car le terme représentant l’erreur de tron-

cature contient le facteur (∆z)2 .

D’autre part, OOA est directement calculé à partir de la solution numérique. Si nous dis-

posons de la solution analytique du problème, alors OOA est calculé à partir de l’erreur

de discrétisation évaluée sur deux maillages de différentes résolutions. L’erreur de discré-

tisation est définie par la différence entre la solution numérique et la solution analytique.

Dans ce cas, la procédure de calcul de OOA est résumée dans les étapes suivantes (Shyy,

2002) :

Considérons une série de forme ci-dessous, développée pour une variable Φ sur une

maille de taille q tel que :

φa (x ) = φn (x; q ) + a2q
2 + a3q

3 + a4q
4 + ... (5.9)

Avec Φa(x) est la solution exacte et Φn(x; q) est la solution numérique basée sur q.

Alors, l’erreur de discretization correspondante peut être donnée par :

φa (x )− φn (x; q ) = a2q
2 + a3q

3 + a4q
4 + ... (5.10)

Par l’utilisation d’un schéma de discrétisation d’ordre 2, les termes d’ordre supérieur

peuvent être négligés lorsque le nombre de nœuds tend vers l’infini (région asymptotique).

Soit :

φa (x )− φn (x; q ) = a2q
2 + O

(
q3

)
(5.11)
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L’erreur de discrétisation, notée ici par Err, est donnée tout simplement par :

Err (x) = |φa (x )− φn (x; q ) | = |a2| q2 (5.12)

L’expression (5.12) peut être réécrite pour un maillage grossier q1 et un maillage fin q2 tel

que :

Err1 (x) = |φa (x )− φn1 (x; q1 ) | = |a2| q2
1 (5.13)

et

Err2 (x) = |φa (x )− φn2 (x; q2 ) | = |a2| q2
2 (5.14)

En faisant le rapport entre l’expression (5.13) et (5.14) on obtient :

Err2(x)

Err1(x)
=

(
q2

q1

)r

=
(
Q

)r
(5.15)

avec Q est le facteur de raffinement du maillage.

A partir de la relation (5.15), nous déduisons que l’ordre de précision (r) vaut 2. En

général, l’ordre de précision observé peut être écrit sous la forme suivante :

r =
ln (Err2(x)/Err1(x))

ln(Q)
(5.16)

Dans ce cas, où la solution analytique existe (générée par MMS), le calcul de OOA s’ef-

fectue en utilisant seulement deux mailles de différentes résolutions. Cependant, le test

de vérification basé sur l’utilisation de MMS, combiné avec l’évaluation de l’ordre de pré-

cision, est facilement réalisable à une échelle réduite (dans le cas où nous simulons un

nombre limité de sous-canaux).

Lorsque le nombre de sous-canaux est important (simulation du cœur entier du ré-

acteur), l’application de MMS devient très compliquée et coûteuse en temps de calcul.

Cela est dû, principalement, à la complication résultant de la gestion d’une manipula-

tion symbolique énorme des termes sources et des différents termes de couplage entre les

sous-canaux. Dans ce cas, même si la solution exacte du problème n’est pas accessible,

l’évaluation de OOA peut s’effectuer seulement en se basant sur les solutions numériques

basées sur trois maillages de différentes résolutions (q1, q2 et q3), et ce par l’élimination

des solutions exactes correspondantes.

Par exemple, dans le cas où le maillage est raffiné par un facteur de 2 (Q = 2, la

procédure de calcul de OOA est la suivante :
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Soit Q tel que :

Q =
q2

q1

=
q3

q2

= 2 (5.17)

avec q1, q2 et q3 représentent respectivement un maillage grossier, moyen et fin.

La relation (5.17) peut être réécrite dans une autre forme :

q1 = f, q2 = 2f, q3 = (2)2f (5.18)

Ensuite, en négligeant les termes d’ordre supérieur, les trois erreurs de discrétisation (Err1,

Err2 et Err3) calculées respectivement sur les trois maillages q1, q2 et q3 sont données

par les expressions suivantes :

φn1 (x; q1) = φa (x ) + a2f
r + . . . (5.19)

φn2 (x; q2 ) = φa (x ) + a2(2f)r + . . . (5.20)

φn3 (x; q3) = φa (x ) + a2

(
(2)2f

)r
+ . . . (5.21)

Par conséquent, en éliminant la solution analytique entre les trois équations, l’ordre de

précision observé r s’écrit :

r =
ln [(Φn3 − Φn2)/(Φn2 − Φn1)]

ln(Q)
(5.22)

Lorsque nous disposons d’un maillage qui n’est pas raffiné par un facteur de 2, alors :

Q12 =
q2

q1

; Q23 =
q3

q2

(5.23)

avec Q12 6= Q23

Dans ce cas, la détermination de l’ordre de précision observé r devient plus compliquée

et s’effectue à travers la résolution de l’équation suivante :

Φn3 − Φn2

Q
r

23 − 1
= Q

r

12

(
Φn2 − Φn1

Q
r

12 − 1

)
(5.24)

Cette équation peut être facilement résolue par l’utilisation de la procédure itérative de

Picard (Roy, 2005).

Finalement, nous résumons la procédure de l’application de MMS avec le test de vérifica-

tion de l’ordre de précision en 5 étapes consécutives :
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– Etape 1 : Choisir la forme de la solution fabriquée.

– Etape 2 : Remplacer la solution fabriquée dans les EDP afin d’obtenir la forme

analytique des termes sources correspondants ainsi que les conditions aux limites

associées.

– Etape 3 : Résoudre la forme discrétisée des EDP sur des maillages de différentes

résolutions en se basant sur les termes sources et les conditions aux limites générées.

– Etape 4 : Evaluer l’erreur globale de discrétisation pour différents maillages.

– Etape 5 : Comparaison entre l’ordre de précision observé (OOA) et l’ordre de pré-

cision formel (FOA).

5.3.3 Procédure de vérification de la solution numérique

Les activités concernant la « vérification de la solution numérique du code » s’inté-

ressent essentiellement à détecter les erreurs numériques qui apparaissent lorsque nous ré-

solvons numériquement les EDP. La vérification de la solution numérique du code dépend

fortement de l’exactitude des activités de « vérification du code » établies précédemment.

Nous distinguons trois aspects principaux de la vérification de la solution numérique

du code :

Vérification des données d’entrée du code : Le but de cette activité est de vérifier

que l’on utilise les mêmes fichiers de données correspondant aux résultats de simu-

lation, qu’il n’y a pas d’erreur concernant le choix et l’établissement du maillage,

etc. Par exemple, ça revête d’une grande utilité d’archiver les fichiers de données

dans des fichiers séparés. De cette façon, nous pouvons vérifier si les données sont

correctement implémentées dans le code.

Vérification des données de sortie du code : Pareillement, la vérification des fichiers

de sortie est nécessaire afin de s’assurer que l’utilisateur travail avec les fichiers d’en-

trées convenables.

Estimation de l’erreur numérique de la solution calculée par le code : C’est une

étape vitale vu qu’elle affecte la précision générale de la solution numérique.

5.3.4 Sources d’erreurs numériques

La solution numérique peut être affectée par plusieurs sources d’erreurs numériques.

Les erreurs les plus rencontrées sont :
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1. Les erreurs d’arrondies (Round-off errors) : il s’agit des incertitudes numériques

de nature informatique. L’arithmétique finie des calculateurs peut engendrer des

incertitudes dans le modèle adopté dans le code. Par exemple, si le programmeur

travaille avec une simple précision, le résultat d’une opération arithmétique sur une

machine de calcul sera par exemple :

2.0 ∗ (1.0/2.0) = 0.999999

ce qui ne reflète pas la valeur exacte qui vaut 1.0.

Les effets négatifs de ces incertitudes peuvent être atténués en utilisant plus de

chiffres significatifs dans le calcul. En d’autre terme, il est préférable de travailler

avec une double précision et d’utiliser des machines ayant une architecture de 64-bit.

2. Les erreurs dues à la convergence du processus itératif (iterative convergence error).

Ces erreurs existent souvent lors de la résolution itérative des EDP. Ces erreurs

dependent de la tolérance fixée par l’utilisateur.

3. Les erreurs résultant de la discrétisation des EDP.

Pour l’application que nous avons développée, nous considérons que les erreurs de discré-

tisation puisque les deux premières familles d’erreurs sont souvent négligées

5.3.5 Erreur de discrétisation

L’erreur de discrétisation est définie par la différence entre la solution numérique et la

solution exacte des EDP. Ces erreurs s’imposent à cause de la conversion des équations

différentielles à un système algébrique d’équations (procédure de discrétisation). Cette

procédure fait parvenir des termes ou des coefficients de discrétisation tel que la taille de

la maille ∆z ou bien en régime transitoire le pas du temps ∆t.

L’erreur de discrétisation relative (RDE) est donnée par la différence normalisée entre la

solution numérique et la solution exacte :

RDEφ =
φn − φa

φa

(5.25)

avec Φ représente les différentes variables du problème.

Si l’ordre de précision formel est égal à 2 (r = 2) et si le maillage est raffiné par un facteur

de 2 (Q = 2), l’erreur de discrétisation pour quatre maillages de différentes résolutions,

doit obéir, dans la région asymptotique du maillage, à la relation suivante :

RDEq1Φ
= RDEq2Φ

(
Q

)r
= RDEq3Φ

(
2Q

)r
= RDEq4Φ

(
4Q

)r
(5.26)
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Dans le cas où nous ne disposons pas de solution analytique, et si le schéma numérique

utilisé est du second ordre avec Q = 2 , nous pouvons employer l’extrapolation de Ri-

chardson (Roy, 2005). Cette extrapolation peut être utilisée pour estimer une solution

analytique (Φa) aux EDP telle que :

φa = φ2 +
φ2 − φ1

3
(5.27)

Avec Φ1 et Φ2 sont les solutions numériques qui correspondent respectivement au maillage

grossier et au maillage fin. La solution analytique Φa est une solution de troisième ordre

de précision.

La forme généralisée de l’extrapolation de Richardson est donnée par :

φa = φ1 +
φ1 − φ2

Q
r − 1

(5.28)

En utilisant les deux équations (5.25) et (5.28), l’expression de l’estimateur de l’erreur de

discrétisation (par l’utilisation de l’extrapolation de Richardson) est donnée par la relation

suivante :

RDE1φ =
Φ2 − Φ1

Φa(Q
r − 1)

(5.29)

5.4 Application à la vérification du code SACATRI

Dans cette section, nous détaillerons la procédure que nous avons envisagée pour véri-

fier le code SACATRI. En effet, la procédure de vérification que nous proposons ici, peut

être appliquée généralement sur les codes thermohydrauliques basés sur l’approche sous-

canaux. Egalement, nous mettons l’accent sur l’application des différentes techniques, de

vérification du code et de la vérification de la solution numérique, que nous avons définies

antérieurement.

Par ailleurs, nous avons appliqué ces activités de vérification sur le code SACATRI

durant la phase de développement du code. Ceci nous a permis de surmonter progressi-

vement les difficultés et de s’arrêter sur les divers problèmes (physiques et numériques)

qui se révèlent lors de la modélisation. Par conséquent, en ce qui suit, nous décrirons la

vérification du code SACATRI selon l’ordre chronologique de son développement et en in-

crémentant régulièrement les difficultés à chaque phase de l’élaboration de ce code. Ainsi,

nous avons subdivisé la procédure de vérification en deux principaux stades de difficultés

croissantes.
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Aussi, nous tenons à signaler que pour la vérification, nous avons utilisé le modèle

thermohydraulique mais sans tenir en considération les phénomènes turbulents introduits

dans le modèle établi précédemment. En effet, les termes décrivant le mélange turbulent

et le transport latéral de masse (dû à la différence de pression entre les sous-canaux) ont

quasiment la même forme. Donc, pour ne pas alourdir le processus de vérification, surtout

lors de l’utilisation de MMS, nous avons opté pour cette simplification.

Dans le premier stade, nous considérons le modèle unidimensionnel du code SACATRI.

A ce niveau, il n’y a aucun flux de masse ou d’énergie transversal. En ce qui concerne

le deuxième stade, nous l’avons subdivisé en trois étapes. Dans la première, nous suppo-

sons un sous-canal triangulaire isolé avec des vitesses transversales imposées. Dans ce cas,

nous n’avons pas besoin d’utiliser l’équation de conservation de la quantité de mouvement

transversale. Dans la deuxième étape, nous prenons un sous-canal triangulaire central,

entouré par trois autres sous-canaux adjacents. Dans ce cas, l’échange de masse et d’éner-

gie entre les sous-canaux voisins est pris en considération. Dans la dernière étape, nous

vérifierons le code SACATRI dans un cas plus proche de la réalité et ce, par la simulation

thermohydraulique du fluide réfrigérant à travers un réseau de sous-canaux, en tenant

compte des données physiques et géométriques réelles.

5.4.1 Premier étape de vérification : Cas d’un sous-canal isolé

Dans cette première étape de vérification, nous traiterons le modèle unidimensionnel

du code SACATRI. D’après les équations de conservation de ce modèle (détaillé dans le

chapitre 3), il apparâıt que l’application de MMS n’est pas une nécessité, puisque nous

pouvons facilement trouver une solution analytique du débit massique et de l’enthalpie h

(ou la température T ).

Selon l’équation de continuité, le débit massique reste constant le long du sous-canal i de

longueur L et de section uniforme Ai. Soit :

ṁi(z = 0) = ṁi(z = L) = cte (5.30)

Donc, si nous supposons une valeur constante donnée du produit (ρiviAi) , nous pouvons

directement trouver une solution analytique exacte du champ d’enthalpie h.

En supposant que la puissance dissipée dans le sous-canal i est constante (Q = cst) , la

solution analytique de h est une fonction linéaire de z tel que :

hi = (Si) z + b (5.31)
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avec b est une constante déterminée à partir des conditions aux limites (valeur de h à

l’entrée du sous-canal) et Si est le terme source.

Dans le tableau (5.1) nous représentons l’erreur relative de discrétisation (RDEΦ) et

l’ordre de précision observé (rΦ), calculés pour l’enthalpie (h) et le débit massique (ṁ).

Nous avons utilisé quatre maillages de résolutions N1, N2, N3 et N4 de telle façon que le

maillage est raffiné par un facteur de 2 :

Q =
Nmaillage

fin

Nmaillage
grossier

(5.32)

Tab. 5.1 – L’erreur relative de discrétisation (RDEΦ) [%] et l’ordre de précision observé
rΦ calculé pour l’enthalpie (h) et le débit massique (ṁ)

Enthalpie h Débit massique (ṁ)

Maillage RDEh Nmaillage
fin

/
Nmaillage

grossier
rΦ RDEṁ Nmaillage

fin

/
Nmaillage

grossier
rṁ

20 6.8E-03 40/20 1.99 1.7E-06 40/20 1.98

40 1.7E-03 80/40 1.99 4.3E-07 80/40 2.1
80 4.3E-04 160/80 2.1 1.08E-07 160/80 2.00
160 1.07E-04 − − 2.7E-08 − −

Nous remarquons, d’après le tableau (5.1), que la variation de l’erreur relative de

discrétisation, calculée pour h et ṁ, obéit à la relation (5.26). Ceci ne sera vrai que si le

code SACATRI pourrait reproduire l’ordre de précision formel de la méthode numérique

utilisée pour discrétiser les EDP du modèle (dans notre cas FOA est égal à 2). Ce qui est

bien le cas, puisque d’après le tableau (5.1), l’ordre de précision observé, calculé pour h et

(ṁ), est très proche de FOA. Ceci est justifié par le fait que nous avons utilisé le schéma

centré d’ordre 2 dans tous les nœuds du domaine de calcul.

En effet, le problème est purement convectif ; les conditions aux limites sont appliquées

seulement à l’entrée du sous-canal. Donc, pour toutes les équations du modèle, le schéma

centré peut être appliqué facilement sur tous les nœuds internes du domaine de calcul,

hormis le dernier noeud qui nécessite un traitement spécial par rapport aux autres nœuds.

Evidement, l’application du schéma centré au dernier nœud, qui correspond à la sortie

du sous-canal (z = L), requiert un nœud additionnel situé à l’extérieur du domaine de

calcul. Par conséquent, la solution la plus convenable consiste à utiliser le schéma de
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différence finie en arrière (schéma du premier ordre). Malgré que ce choix ne cause aucun

problème de convergence, il reste insuffisant du point de vu précision numérique, puisque,

dans ce cas, l’ordre de précision observé (OOA), moyenné sur tout le domaine de calcul,

sera perturbé. Dans ce cas, le FOA correspondant sera difficilement évalué.

Pour palier à ce problème et appliqué le schéma centré au dernier nœud N, nous avons

proposé d’utiliser un nœud auxiliaire, situé au milieu, entre le nœud N − 1 et le nœud N,

sur lequel nous appliquons le schéma de différence finie centré (figure 5.1).

Fig. 5.1 – Application du schéma de différence finie centré au dernier nœud N du domaine
de calcul

Considérons l’équation suivante :

∂Φ

∂z
= S (5.33)

que nous voulons résoudre sur le nœud auxiliaire, tel que Φ et S sont respectivement la

variable et le second membre.

Par l’application du schéma de différence finie centré au nœud auxiliaire, l’équation (5.33)

sous la forme discrétisée est donnée par :
(

1

∆z

)
ΦN −

(
1

∆z

)
ΦN−1 = S∗ (5.34)

Le second membre S∗ peut être calculé au nœud auxiliaire par une simple interpolation

linéaire :

S∗ =
SN + SN−1

2
(5.35)

De cette manière, nous obtenons une équation permettant de calculer Φ au nœud N

en fonction de ΦN−1, SN et SN−1.

Les analyses thermohydrauliques des canaux chauds des réacteurs nucléaires revêtent

d’une grande importance dans les études de sûreté. Ceci se traduit par l’abondance, dans
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la littérature, des études thermohydrauliques de ce genre moyennant des codes unidimen-

sionnels. Huda (2006) a largement investi dans la simulation thermohydraulique du canal

chaud du réacteur TRIGA MARK II de puissance 3MW (installé et opéré au Bangladesh

et refroidi par convection naturelle). Il a utilisé, dans ces travaux, le code NCTRIGA

pour prévoir les différents paramètres thermohydrauliques du canal chaud (vitesse, débit

massique, température, etc).

Dans ce contexte, nous avons opté, à ce niveau de vérification, à la comparaison de

nos résultats de simulation obtenus via le code SACATRI-1D à ceux réalisés par Huda

via le code NCTRIGA. Nous rappelons ici, qu’il s’agit d’une activité de vérification moins

rigoureuse (comparaison code-code), mais qui peut être complémentaire aux autres ac-

tivités de vérification que nous avons effectuées. Puisque le code NCTRIGA donne des

résultats satisfaisants lorsqu’il est appliqué sur les réacteurs de type TRIGA (voir chapitre

2), une comparaison distinctive, nous donnera une idée concernant la précision fournie par

SACATRI-1D vis-à-vis d’autres codes de même catégorie.

Le tableau (5.2) résume quelques caractéristiques physiques et géométriques du canal

chaud du réacteur TRIGA MARK II du Bangladesh, que nous avons utilisé dans le calcul.

Tab. 5.2 – Quelques caractéristiques physiques et géométriques du canal chaud du réac-
teur TRIGA MARK II du Bangladesh

Elément combustible 20% en U et un enrichissement de 19.7%
Gaine Acier inoxydable 304 L Réflecteur
Graphite Température d’entrée (̊ C) 40.6
Longueur active du combustible (m) 0.381
Rayon du combustible (m) 0.01875
Rayon extérieur de la gaine (m) 0.0187706
Pitch (m) 0.0435
Longueur total du canal (m) 0.703070

Les résultats de simulation obtenus par le code SACATRI comparés à ceux claculés par

NCTRIGA, pour différents niveaux de puissance, sont représentés dans le tableau (5.3).

La température d’entrée de l’eau est supposée constante (40̊ C) quelque soit le niveau

de puissance considéré. Nous remarquons que les résultats obtenus par le code SACATRI

sont proches de ceux calculés par le code NCTRIGA. Les résultats de comparaison montre

que la différence relative entre les résultats des deux codes ne dépasse pas 1.5% pour la

vitesse, 0.3% pour la température et 1% pour le débit massique.
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Tab. 5.3 – Comparaison entre les résultats de simulation obtenus par le code SACATRI
et ceux produits par le code NCTRIGA

Code Puissance Vitesse Débit Température (̊ C)

(kW) Entrée sortie kg/sec Entrée Sortie
500 0.22305 0.22595 0.07745 40.0 68.5

NCTRIGA 300 0.18397 0.18558 0.06388 40.0 60.7
100 0.12269 0.12318 0.04261 40.0 50.4

500 0.22250 0.22616 0.07769 40.0 68.55
SACATRI 300 0.18226 0.18423 0.06364 40.0 60.91

100 0.12087 0.12144 0.04220 40.0 50.51

Les écarts observés entre les deux codes peuvent être dus aux différentes approxima-

tions et corrélations utilisées dans chaque code, telles que les propriétés physiques de l’eau

(la densité, la chaleur spécifique, le coefficient de dilatation thermique, etc.).

5.4.2 Deuxième étape de vérification

Dans la deuxième étape de vérification, nous nous penchons à vérifier le modèle ther-

mohydraulique tridimensionnel du code SACATRI.

Nous rappelons ici les quatres équations du modèle thermohydraulique sans tenir

compte des phénomènes turbulent :

1) Equation de continuité :

∂

∂z
(ρvA)i −

Nk∑

k=1

ρikwik∆xik = 0 (5.36)

2) Equation de conservation de quantité de mouvement axiale :

∂

∂z
(ρvv)i −

Nk∑

k=1

(
ρikwikv

∗∗
ik

) ∆xik

Ai

= −∂Pi

∂z
− g(ρi − ρ0)− F̃

(
1

2
ρi |vi| vi

)
(5.37)

3) Equation de conservation de quantité de mouvement transversale :

∂

∂z
(ρ∗ikwik)v

∗
ik =

Pi − Pk

∆yik

− ξi k

2∆xi k

ρ∗
ik
|wi k|wi k (5.38)
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4) Equation de conservation d’énergie :

∂

∂z
(ρvhA)i −

Nk∑

k=1

(ρw∆x)ik h∗
ik

= Qi (5.39)

• Premier test de vérification : cas d’un sous-canal isolé avec des vitesses

transversales imposées :

Considérons un sous-canal i, de géométrie triangulaire et qui reçoit un flux de masse

latéral à travers ces trois interfaces (figure 5.2) tel que :

wi 1(z) = wi 2(z) = wi 3(z) = w(z); (w > 0) (5.40)

Dans ce cas, l’équation de quantité de mouvement transversale ne sera pas vérifiée. Pour

simplifier le problème, nous avons utilisé l’hypothèse de Boussinesq. Cette approche im-

plique que la densité du fluide (ρ) est supposée constante, sauf dans le terme représentant

les forces d’Archimède figurant dans l’équation de quantité de mouvement axiale. La den-

sité du fluide ρ s’écrit sous la forme :

ρ = ρ0 + β T (5.41)

avec ρ0 est la densité du fluide, β est le coefficient d’expansion thermique et T est la

température du fluide.

Fig. 5.2 – Schéma d’un sous-canal isolé avec vitesses transversales imposées
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Pour générer des solutions analytiques exactes du problème, nous avons appliqué la

méthode de solutions fabriquées (MMS) pour toutes les équations thermohydrauliques du

modèle. Dans ce cas, les solutions fabriquées choisies sont les suivantes :

Pour l’enthalpie h et la vitesse axiale v, nous avons choisi des expressions analytiques sous

la forme :

h(z) = h0e
αz (5.42)

v (z) = v0 + b sin (ω z) (5.43)

Les valeurs de h0 et de v0 représentent l’enthalpie et la vitesse du fluide à l’entrée du

sous-canal (z = 0). Les constantes α, b et ω sont choisies de telle façon à tenir compte de

la simplicité de la forme analytique des solutions fabriquées et en même temps, de garder

le même degré de complexité après dérivation.

La vitesse transversale doit satisfaire l’équation de conservation de masse. En remplaçant

v(z), donné par la relation (5.43), dans l’équation de continuité (5.36), nous obtenons la

forme analytique de la vitesse transversale :

wi k (z) =
Ab ω

3 ∆xi k

cos (ω z) (5.44)

En substituant les solutions fabriquées dans l’équation d’énergie (5.39), nous pouvons

facilement calculer la forme analytique du terme source Q. Donc, après une manipulation

symbolique, on obtient :

Q(z) = ρAαh0 (v0 + b sin(ωz)) eαz (5.45)

La forme analytique du champ de pression est obtenue par l’intégration de l’équation

de conservation de quantité de mouvement axiale (5.37). Ici, nous avons représenté le

coefficient de résistance hydraulique F̃ par une fonction exponentielle de la forme :

F̃ (z) = eλz (5.46)

avec λ est un paramètre constant donné.

Donc, la forme analytique du champ de pression obtenu est donnée par :

P (z) = −2ρb
(
v0 + b

2
sin(ωz)

)
sin(ωz)−

(
gβ

αCp

)
h(z)− ρA

2

∫
eλzv2(z)dz+

+ρβω
∫

v(z) cos(ωz)dz + P0

(5.47)
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P0 est la constante d’integration. Sa valeur est déterminée à partir des conditions aux

limites.

Finalement, le présent test de vérification peut être décrit par :

– Les conditions aux limites,

– Le terme source de l’équation de conservation d’énergie Q,

– La forme analytique de la vitesse transversale w.

Donc, le benchmark associé sera défini comme suit :

¦ z = 0 : h = h0 et v = v0

¦ 0 ≤ z ≤ L :

wi k (z) =
Ab ω

3 ∆xi k

cos (ω z) ; (k = 1, 2, 3)

et

Q(z) = ρAαh0 (v0 + b sin(ωz)) eαz

Finalement, les conditions aux limites h0 et v0 ainsi que la forme analytique de Q et de w

sont incorporées dans le code SACATRI. Le tableau (5.4) résume les différents paramètres

utilisés dans le présent test de vérification.

L’estimation de l’erreur numérique relative de discrétisation (RDE) pour chaque variable

du problème, a été effectuée pour des maillages réguliers, suivant la direction axiale. Le

maillage est raffiné par un facteur de 2. Les différents maillages utilisés durant cette

simulation sont représentés dans le tableau (5.5). L’espacement du maillage η représente

le rapport entre le maillage fin et le maillage grossier ( N5

Nm
avec m = 4, 3, 2, 1) telle que la

résolution la plus fine du maillage correspond à la valeur minimal de η.

Tab. 5.4 – Données relatives au premier test de vérification du modèle tridimensionnel
du code SACATRI

L (m) 0.7
h0(kJ/kg) 134.11
v0(m/s) 0.1
A(m2) 2.67E-4
∆xik (m) 0.0435
b 0.1
ω 2.2341
α 60
β 6.73E-2
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Tab. 5.5 – Les différents maillages utilisés durant le premier test de vérification du modèle
tridimensionnel du code SACATRI

Nom du Nombre de nœuds Espacement du
maillage du maillage maillage (η)

N1 20 (N5/N1)=16
N2 40 (N5/N2)=8
N3 80 (N5/N3)=4
N4 160 (N5/N4)=2
N5 320 −

Le tableau (5.6) et la figure (5.3) représentent les résultats concernant l’erreur relative

de discrétisation (RDEΦ) ainsi que l’ordre de précision observé (rΦ), obtenus pour les

différentes variables (h, v et P). La valeur de rΦ est moyenné sur tous les nœuds du

domaine.

Tab. 5.6 – Erreur de discrétisation relative [%] calculée pour l’enthalpie, la vitesse axiale
et la pression pour différentes maillages

Maillage RDEh RDEv RDEp

20 1.5110E-01 4.0295E-02 2.9225E-01
40 3.7829E-02 9.6414E-03 7.2622E-02
80 9.4559E-02 2.3591E-03 1.8058E-02
160 2.3629E-03 5.8460E-04 4.5132E-03

Les profils obtenus de h, v et P, comparés avec les solutions analytiques proposées,

sont représentés sur les figures (5.4), (5.5) et (5.6). Nous remarquons que la solution numé-

rique est en très bon accord avec la solution analytique et ce, pour les différents maillages

utilisées. Pratiquement, aucune différence entre la solution analytique et la solution nu-

mérique ne peut être notée sur les figures. Ceci est expliqué par le fait que, même pour

un maillage étiré (N1 = 20), l’erreur de discrétisation relative, pour toutes les variables

considérées, est inférieure à 0.3% (tableau 5.6). Cette erreur est réduite systématiquement

lorsque le nombre de nœuds augmente.

D’après la figure (5.3), l’ordre de précision observé calculé à partir de la solution

numérique (moyenné sur tous les nœuds du domaine de calcul) converge vers la valeur

théorique (FOA=2) dans la région assymptotique (lorsque η diminue). Nous remarquons

que pour la pression, l’ordre de précision observé reste légèrement inférieure à 2 même dans

la région assymptotique. En effet, pour l’équation de conservation d’énergie et l’équation

de conservation de quantité de mouvement axiale, nous avons appliqué le schéma centré
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Fig. 5.3 – Evaluation de l’ordre de précision observé en fonction de l’espacement du
maillage η

Fig. 5.4 – Profil de la vitesse axiale comparé à la solution analytique pour différents
maillages
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Fig. 5.5 – Profil de l’enthalpie comparé à la solution analytique pour différents maillages

Fig. 5.6 – Profil de la pression comparé à la solution analytique pour différents maillages
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(d’ordre 2) sur tous les nœuds du domaine de calcul y compris le dernier, situé à la sortie

du sous-canal (z = L).

Ici, nous avons utilisé le même traitement, concernant l’application du schéma centré au

dernier nœud, détaillé dans le test de vérification précèdent (section 5.4.1).

Cependant, pour l’équation de correction de pression qui n’est pas une des équations

gouvernantes du problème, les conditions aux limites associées ne peuvent pas être dé-

terminées explicitement à partir du problème physique. Or, à l’entrée du sous-canal, la

vitesse axiale est supposée connue. Elle est calculée à partir de la chute de pression. Ceci

implique qu’il n’est pas nécessaire de corriger cette vitesse au premier nœud.

Donc pour z = 0, la condition imposée sur la correction de pression s’écrit :

∂ (δP )

∂z
= 0 (5.48)

Cette condition est implémentée dans le code SACATRI par un schéma de différence

finie en avant, car l’utilisation du schéma centré cause des problèmes de convergence du

processus itératif. Par conséquent, l’ordre de précision observé, calculé au premier nœud,

est égal à 1. Donc, nous avons un ordre de précision qui vaut 1 au premier nœud, et

vaut 2 sur le reste des nœuds. Ceci a une influence sur la valeur moyenne de l’ordre de

précision observé calculé pour l’équation de correction de pression. Cet effet est amorti

dans l’équation de conservation de la quantité de mouvement axiale qui n’utilise que le

gradient de pression (explicitement connu à l’entrée du sous-canal).

• Deuxième test de vérification : Sous-canal triangulaire entouré par trois

sous-canaux

Dans ce test de vérification, nous considérons un sous-canal i, de géométrie triangu-

laire, entouré par trois autres sous-canaux k (k = 2, 3, 4). Ce test permet de tester les

échanges de masse et d’énergie entre le sous-canal central et les sous-canaux adjacents

via l’équation de conservation de quantité de mouvement transversale. La configuration

étudiée est représentée sur la figure (5.7). Pour simplifier, nous supposons que les trois

sous-canaux entourant le sous-canal central sont soumis aux mêmes conditions. Aussi,

nous supposons qu’aucun flux de masse ni d’énergie ne traverse leurs surfaces qui les sé-

parent du milieux extérieur. Les simplifications adoptées n’affectent pas la qualité du test

de vérification numérique envisagé, puisque les solutions fabriquées proposées permettent

d’exercer les différents termes des EDP.

Nous commençons par la génération des solutions analytiques du problème. Pour cela,

nous appliquons la méthode des solutions fabriquées.
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Fig. 5.7 – Arrangement de quatre sous-canaux

a) Pour le sous-canal central i

Pour le sous-canal central i, nous proposons les solutions analytiques suivantes pour

l’enthalpie et la vitesse transversale :

hi(z) = h0e
αz (5.49)

wik(z) =
A

3∆x
e−kz cos(ωz) (5.50)

En substituant les solutions analytiques choisies (5.49) et (5.50) dans l’équation de conti-

nuité (5.36) et l’équation de conservation d’énergie (5.39), nous pouvons déterminer la

forme analytique de la vitesse axiale v et du terme source Q. Soit :

vi(z) = − e−kz

k2 + ω2
(k cos(ωz)− ω sin(ωz)) + v0 (5.51)

Qi(z) = ρA
[
αh0vi(z)eαz +

(
h0e

(α−k)z − h
′
0e

(α
′−k)z

)
cos(ωz)

]
(5.52)
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(b) Pour les sous-canaux périphériques k (k = 2, 3 et 4)

Puisque le sous-canal central i reçoit le flux massique à partir des sous-canaux voisins

k, alors nous supposons que wik = −wki. Donc, à partir de l’expression (5.50) nous avons :

wki(z) = − A

3∆x
e−kz cos(ωz) (5.53)

En introduisant cette équation dans l’équation de continuité (5.36), nous trouvons l’ex-

pression analytique de la vitesse axiale v :

vk(z) =
e−kz

3(k2 + ω2)
(k cos(ωz)− ω sin(ωz)) + v

′
0 (5.54)

La forme analytique proposée pour l’enthalpie est donnée par :

hk(z) = h
′
0e

α
′
z (5.55)

En remplaçant les solutions analytiques choisies dans l’équation de conservation d’énergie

(5.39), on obtient le terme source pour sous-canaux 2, 3 et 4 :

Qk(z) = ρAα
′
h
′
0vk(z)eα

′
z (5.56)

Comme nous l’avons déjà mentionné, le débit massique transversal est supposé dirigé

des sous-canaux k vers le sous-canal i. En effet, puisque les SC ont la même section Ai, et

en se basant sur les lois physiques, la pression dans le sous-canal central doit être inférieure

à la pression dans les sous-canaux voisins.

Puisque les solutions analytiques dans les sous-canaux voisins et le sous-canal central

sont déterminées séparément sans utilisation des équations de conservation de quantité

de mouvement transversale, donc il n’y a aucune condition qui permet de vérifier que le

champ de pression dans le sous-canal i est inférieur à la pression dans les sous-canaux

voisins (pour que le flux de masse passe des sous-canaux k vers le sous-canal central i).

En d’autre terme, pour deux valeurs différentes du paramètre ξ, qui figure uniquement

dans l’équation de conservation de la quantité de mouvement transversale, nous obtenons

deux solutions différentes. Par conséquent, pour fermer le système d’équation, il faut spé-

cifier la valeur exacte de ξ qui correspond à nos solutions analytiques déjà déterminées. En

effet, dans le problème réel, pour fermer le système d’équations thermohydrauliques, nous

utilisons les différentes corrélations décrivant le coefficient de frottement et les résistances

hydrauliques dues au changement brusque de la section de passage de l’écoulement.
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Pour remédier à ce problème, nous avons proposé de déterminer La forme analytique

de ξ à partir de l’équation de conservation de la quantité de mouvement transversale

(5.38).

Puisque les équations thermohydrauliques sont résolues via une procédure itérative,

il est préférable, du point de vue convergence, que ξ soit actualisée à chaque itération.

Donc, en se basant sur l’équation (5.38), nous obtenons la forme analytique suivante de

ξ :

ξi k (z) =
1

w∗
ik

[
2 ∆xi k

ρ |wik |
(

Pi − Pk

∆ yik

− ∂ ( ρ v∗ w) i k

∂ z

)]
(5.57)

Parmi les termes de cette expression, seule w * est actualisée durant la procédure itérative.

Les différents termes figurant entre les deux crochets de l’équation (5.57) sont établis à

partir des formes analytiques des différentes variables. La valeur de ξ ainsi obtenue n’a

aucune signification physique, car elle est utilisée seulement pour balancer l’équation de

conservation de la quantité de mouvement transversale (5.38).

Les différents paramètres utilisés dans ce test de vérification sont présentés dans le

tableau (5.7).

Tab. 5.7 – Les paramètres utilisés dans le test de vérification du code SACATRI dans le
cas d’un sous-canal triangulaire entouré de trois sous-canaux

h0(kJ/kg) 134.11
h
′
0(kJ/kg) 157.89

v0(m/s) 0.3
v
′
0(m/s) 0.1

b 2
ω 2.2341
α 1.1
α
′

0.9
k 5

Les figures (5.8)-(5.11), illustrent, pour différents maillages, le profil des différents

paramètres thermohydrauliques du problème (v, w, P, h) obtenus numériquement. D’après

ces figures, nous remarquons que l’accord observé entre les solutions numériques et les

solutions analytiques est satisfaisant même pour un maillage étiré (N = 20).
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Fig. 5.8 – Profil de la vitesse axiale dans le sous-canal i et les sous-canaux k comparé à
la solution analytique pour différents nombres de nœuds

Fig. 5.9 – Profil de la vitesse transversale dans le sous-canal i et les sous-canaux k comparé
à la solution analytique pour différents nombres de nœuds
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Fig. 5.10 – Profil de l’enthalpie dans le sous-canal i et les sous-canaux k comparé à la
solution analytique pour différents nombres de nœuds

Fig. 5.11 – Profil de la pression dans le sous-canal i et les sous-canaux k comparé à la
solution analytique pour différents nombres de nœuds
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Le tableau (5.8) présente l’erreur de discrétisation relative calculée pour la vitesse

axiale, la vitesse transversale , la pression et l’enthalpie. Nous remarquons que l’erreur

relative de discrétisation pour les différentes variables du problème est inférieure à 0.5%

et elle est réduite systématiquement lorsque nous serrons le maillage. Cela explique la

superposition des différentes courbes obtenues pour les différents maillages.

Tab. 5.8 – L’erreur relative de discrétisation[%] calculée pour l’enthalpie (h), la vitesse
axiale (v) et transversale (w) et la pression (P) pour différentes tailles de maillages

Maillage 20 40 80 160
i k i k i k i k

RDEh 2.89E-1 2.04E-2 7.34E-2 5.22E-2 1.84E-2 1.31E-2 4.62E-3 3.31E-3
RDEv 1.41E-1 1.26E-1 3.38E-2 3.03E-2 8.29E-3 7.42E-3 2.04E-3 1.83E-3
RDEw 7.68E-2 7.68E-2 1.79E-2 1.79E-2 4.13E-3 4.13E-3 9.91E-4 9.91E-4
RDEp 5.08E-1 4.85E-1 1.29E-1 1.24E-1 3.27E-2 3.18E-2 8.31E-3 8.03E-3

La figure (5.12) représente l’ordre de précision observé, calculé pour la vitesse axiale,

la vitesse transversale, la pression et l’enthalpie. Les résultats montrent un très bond

accord entre l’ordre de précision observé et l’ordre de précision formel (FOA= 2) dans la

région assymptotique lorsque η devient très petite. Cependant, et pour les mêmes raisons

détaillées précédemment, l’ordre de précision observé calculé pour l’équation de correction

de pression est légèrement sous-estimé par rapport à la valeur théorique (FOA=2).

5.5 Sensibilité du calcul de l’ordre de précision ob-

servé

L’ordre de précision observé est aussi appelé « ordre de convergence », puisque si la

valeur de OOA calculé par le code converge vers FOA, nous pouvons déduire que le code

converge vers la bonne solution. Le test de vérification de l’ordre de précision du schéma

numérique utilisé dans le code est l’un des activités de vérification le plus rigoureux et

le plus difficile à satisfaire. Si le développeur du code constate qu’il y a un désaccord

entre l’ordre de précision observé et celui déterminé théoriquement, cela peut être dû à

différentes causes de diverses origines dont les plus fréquentes sont :
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Fig. 5.12 – Ordre de précision observé (OOA) calculé pour la vitesse axiale, vitesse
transversale, enthalpie et la pression

1. Les erreurs de programmation ou des bugs qui subsistent dans le code.

2. L’ordre de précision formel des nœuds internes d’un maillage donné est différent de

celui déterminé sur les conditions aux limites ; ce qui implique un ordre de précision

mixte sur tout le domaine de calcul.

3. La résolution du maillage n’est pas suffisante pour reproduire FOA et la solution

n’est pas dans la région asymptotique de convergence.

4. La procédure itérative n’a pas convergée suffisamment.

Plus de détails peuvent être trouvées dans les références suivantes : Oberkampf and Tru-

cano (2008), Botella & Peyret (2001), et Knupp & Salari (2002).

En ce qui concerne la qualité numérique de la procédure itérative, une attention par-

ticulière doit être prise, car OOA peut être erroné si le processus itératif ne converge pas

suffisamment. En effet, comme il est indiqué sur la figure (4-5) décrivant l’algorithme nu-

mérique implémenté dans le code SACATRI, nous distinguons deux niveaux d’itérations.

Dans la « Boucle interne » qui concerne l’algorithme SIMPLE, les variables du problème

sont actualisées sur le même sous-canal. A ce niveau, il est inefficace de résoudre, avec pré-

cision, les équations thermohydrauliques gouvernantes, car beaucoup d’itération interne

peuvent conduire à la divergence de la boucle extérieure « Boucle externe » qui balaye les
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différents SC. D’autre part, si nous considérons juste quelques itérations dans la boucle in-

terne, durant toute la procédure itérative, le code peut converger facilement, mais vers une

solution erronée, car l’équation de continuité ne sera pas satisfaite correctement. Pour pa-

lier à ce problème, nous avons utilisé un critère de convergence dynamique dans la boucle

interne. Au début du calcul, ce critère nécessite juste quelques itérations afin d’initié le

processus itératif. Ensuite, le nombre d’itérations internes est incrémenté dynamiquement

chaque fois que le critère de convergence de la boucle externe soit satisfait.

5.6 Vérification du code SACATRI sur un réseau de

24 sous-canaux

Les benchmarks de vérification proposés antérieurement (dans le cas 1-D et 3-D),

peuvent être appliqués durant le développement du code. Ces benchmarks consistent à

des solutions analytiques exactes correspondantes à des configurations géométriques sim-

plifiées décrites par le 1er et le 2ème test de vérification (2ème étape de vérification du code

SACATRI).

Si les tests de vérification, que nous avons menés, donnent des résultats satisfaisants,

ce qui est bien le cas, il est aussi important de soumettre le code SACATRI à un test

de vérification dans un cas beaucoup plus compliqué. Ce test consiste à vérifier le code

SACATRI lorsqu’il est appliqué à une configuration géométrique de SC plus étendue

et plus proche de la réalité. En d’autre terme, ce cas de vérification envisagé, consiste

à vérifier le code lorsque les équations thermohydrauliques sont résolues sur un réseau

de SC. Dans ce contexte, nous avons appliqué le code SACATRI à une configuration

géométrique de 24 sous-canal triangulaires, et avec l’utilisation des données géométriques

et physiques réelles et standards issues des réacteurs de type TRIGA. La figure (5.13)

illustre l’arrangement de sous-canaux employé dans ce test de vérification. Les différents

paramètres implémentés dans le code sont résumés dans le tableau (5.9).

Pour le présent test de vérification, l’application de MMS, pour générer des solutions

analytiques au problème, devient très compliquée, puisqu’elle nécessite l’incorporation des

termes sources et les conditions aux limites correspondant aux 24 sous-canaux Ce qui est

très difficile à réaliser. Comme nous l’avons expliqué précédemment, dans le cas où nous ne

disposons pas d’une solution analytique, nous pouvons utiliser trois solutions numériques

calculées sur trois maillages de différentes résolutions afin d’évaluer l’ordre de précision

observé.
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Fig. 5.13 – Arrangement de 24 sous-canaux de géométrie triangulaire

Tab. 5.9 – Données physiques et géométriques utilisées pour la vérification du code SACA-
TRI simulant l’écoulement du fluide réfrigérant dans une configuration de 24 sous-canaux

Nombre total d’éléments combustibles 19
Nombre de sous-canaux dans le cœur 24
Diamètre du combustible (m) 0.0373
Pitch (m) 0.0340
La partie non chauffée à l’entrée du sous-canal (m) 0.0940
La partie non chauffée à la sortie du sous-canal (m) 0.0660
La partie active du combustible (m) 0.3810
Longueur totale du sous-canal (m) 0.541
Pression absolue à la sortie du cœur (bar) 1.5
Température de l’eau à l’entrée (̊ C) 33.1
Le facteur axial maximal de la puissance (APF) 1.3
Coefficient de perte de charge locale à l’entrée (Kr) 3.0
Coefficient de perte de charge locale à la sortie (Ke) 5.6
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L’ordre de précision observé (rΦ) et l’erreur relative de discrétisation (RDEΦ) sont

calculés pour la vitesse axiale (v), la vitesse transversale (w) et pour la température

(T ) via les équations (5.22) et (5.29). Les trois maillages utilisés sont q1 = 20, q2 = 40

et q3 = 80. La figure (5.14) représente l’ordre de précision observé calculé pour les SC

suivants ; 1, 3, 5, 7, 10, 13, 16, 19, 21, et 24. D’après cette figure, nous remarquons que le

code SACATRI reproduit parfaitement l’ordre de précision formel (FOA=2).

En raffinant le maillage, l’erreur de discrétisation relative doit diminuer selon le facteur

1/Q
r
(voir équation 5.26). Puisque nous avons trouvé que l’ordre de précision observé égale

à 2, et sachant que Q = 2 , la valeur de RDE calculée pour les trois maillages doit vérifier

la relation suivante :

RDEq1Φ
= 4×RDEq2Φ

= 16×RDEq3Φ
(5.58)

Le rapport entre RDEΦ, calculé pour le maillage étiré (q1 = 20), et RDEΦ calculé pour le

maillage fin (q2 = 40 et q3 = 80), est représenté dans les tableaux (5.10), (5.11) et (5.12).

Fig. 5.14 – Ordre de précision observé calculé pour quelques sous-canaux dans le cas d’un
réseau composé de 24 sous-canaux

Les résultats obtenus sont proches des valeurs théoriques exactes 4 et 16 qui corres-

pondent respectivement à RDEq1v/RDEq2v et RDEq1v/RDEq3v.

Les profils des paramètres thermohydrauliques (v, w, P et T ) pour quelques sous-

canaux de la configuration étudiée, sont représentés sur les figures (5.15)-(5.19).
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Tab. 5.10 – (Le rapport de RDEq (maillage étiré) sur RDEq (maillage fin) pour La vitesse
axiale (v)

Vitesse axiale (v)

N̊ du sous-canal
RDEq1v

RDEq2v

RDEq1v

RDEq3v

1 4.16 16.12
3 4.15 16.12
5 4.15 16.12
7 4.09 16.07
9 3.96 15.96
13 4.09 16.07
16 4.09 16.07
19 4.09 16.07
21 3.96 15.97
24 3.97 15.97

Tab. 5.11 – Le rapport de RDEq (maillage étiré) sur RDEq (maillage fin) pour La vitesse
transversale (w)

Vitesse transversale (w)

N̊ du sous-canal
RDEq1v

RDEq2v

RDEq1v

RDEq3v

1 4.08 16.07
3 4.07 16.06
5 4.07 16.06
7 4.07 16.06
9 4.08 16.06
13 4.07 16.06
16 4.07 16.06
19 4.07 16.06
21 4.08 16.07
24 4.07 16.07
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Tab. 5.12 – Le rapport de RDEq (maillage étiré) sur RDEq (maillage fin) pour La tem-
pérature (T )

Température (T )

N̊ du sous-canal
RDEq1v

RDEq2v

RDEq1v

RDEq3v

1 4.19 16.15
3 4.19 16.15
5 4.19 16.15
7 4.16 16.13
9 4.19 16.15
13 4.16 16.13
16 4.16 16.13
19 4.16 16.13
21 4.19 16.15
24 4.19 16.15

Fig. 5.15 – Profil de la vitesse axiale pour quelques sous-canaux dans le cas de la vérifi-
cation du code SACATRI sur un réseau de 24 sous-canaux
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Fig. 5.16 – Profil de la vitesse transversale calculé sur le sous-canal 10 dans le cas de la
vérification du code SACATRI sur un réseau de 24 sous-canaux

Fig. 5.17 – Profil de la température pour quelques sous-canaux dans le cas de la vérifica-
tion du code SACATRI sur un réseau de 24 sous-canaux
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Fig. 5.18 – Profil de la pression pour quelques sous-canaux dans le cas de la vérification
du code SACATRI sur un réseau de 24 sous-canaux

L’utilisation de MMS est typiquement vue avec scepticisme, mais d’après l’expérience

de Roach (2002), de Oberkampf et Trucano (2008), ainsi que la notre (Merroun, 2009), elle

revête d’un vrai enthousiasme. MMS nous permet de produire des solutions analytiques

exactes considérées comme des benchmarks de précisions élevées, utilisées pour quantifier

l’erreur de discrétisation lors du raffinement systématique du maillage. Le concept de cette

méthode est simple, mais lorsqu’elle est correctement appliquée elle peut conduire à une

vérification très rigoureuse du code.

Les activités de « Vérification » et de « Validation » des codes de simulations nu-

mériques constituent des tests critiques, car on ne peut pas être sûr que les résultats de

simulations sont obtenus avec un degré acceptable de précision, à moins que le développeur

prouve que le code fait ce qu’il doit faire. En plus, ces deux activités sont liées entre elles,

telle que l’une complète l’autre. Une activité de vérification seule, ne sera significative que

lorsque nous la faisons suivre par une activité de validation.

La validation est une procédure dans laquelle nous pouvons déterminer si le modèle

mathématique décrivant le phénomène scientifique étudié, représente ce dernier avec une

précision suffisante. Plusieurs aspects de validation peuvent être distingués. Le plus im-

portant et largement utilisé consiste à évaluer la précision du modèle numérique par la

comparaison de ses résultats avec des réponses expérimentalement mesurées. Certains

auteurs comme Oberkampf & Trucano (2002) et Oberkampf et al. (2004) ajoute à cet
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aspect de validation un autre qui repose sur l’interpolation ou l’extrapolation du modèle

numérique aux conditions correspondantes à l’utilisation projetée du modèle. Il s’agit de

fournir, aux utilisateurs du code, une indication sur la capacité prévisionnelle du modèle

numérique, qui peut être employé pour des applications similaires à celle d’origine. De

toute façon, ce dernier aspect dépend des résultats de l’évaluation de la précision du mo-

dèle par la comparaison avec les mesures expérimentales. Dans le cas de la validation du

code SACATRI, nous nous limiterons au premier aspect de validation.
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5.7 Validation du code SACATRI

Dans le but de valider le code SACATRI, nous avons choisi les résultats expérimen-

taux réalisés sur le réacteur IPR-R1, de puissance 250 kW, installé et opéré au Centre

du Développement de la Technologie Nucléaire (CDTN) à Belo Horizonte, Brésil. Dans

ce contexte, l’objectif essentiel attendu de cette validation est de quantifier la précision

du modèle mathématique du code SACATRI à travers la comparaison des résultats de

simulation du code avec les mesures effectuées sur le réacteur IPR-R1.

5.7.1 Description du réacteur IPR-R1

Le réacteur IPR-R1, installé au CDTN-Brésil, est un réacteur de type piscine construit

par General Atomics, issu de la filière des réacteurs de type TRIGA MARK I. Il fonctionne

à une puissance de 250 kW et refroidi par la convection naturelle. Le combustible utilisé

est un alliage d’hydrure de zirconium avec un enrichissement de 20% en U-235. Il a une

configuration cylindrique annulaire avec du graphite comme réflecteur. Une coupe radiale

du cœur du réacteur IPR-R1 est illustrée sur la figure (5.19).

Le cœur du réacteur est chargé de 63 éléments combustibles-modérateurs de deux

types :

– 59 éléments « low hydrid » revêtus en aluminium

– 4 éléments « high hydrid » revêtus en acier inoxydable.

Les 28 emplacements non remplies par les éléments combustibles-modérateurs sont

occupés par 23 éléments factices en graphite, 3 barres de contrôles, un élément de source

de neutrons et la chaussette centrale. Les éléments constituants le cœur du réacteur sont

arrangés en six anneaux concentriques nommés A, B, C, D, E et F dont les diamètres

correspondants sont respectivement 0 cm (centre du réacteur), 8.1 cm, 16.0 cm, 23.9 cm,

31.8 cm et 39.8 cm.

Verticalement un sous-canal s’étend de la plaque inférieure jusqu’à la plaque supérieure

du cœur du réacteur. L’eau pénètre dans le sous-canal à travers les orifices de la plaque

inférieure, passe par la région non chauffée des éléments combustibles-modérateurs, puis

par la partie active du combustible. Ensuite elle traverse la partie non chauffée, et enfin

quitte le sous-canal à travers les orifices de la plaque supérieure.
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Fig. 5.19 – Cœur du réacteur IPR-R1

La force motrice qui fait circuler l’eau, du bas du sous-canal vers le haut, résulte des

gradients de densité de l’eau et de la force de gravitation. Les forces qui s’opposent à la

circulation naturelle de l’eau dans le sous-canal sont les pertes de charges locales dues au

changement brusque de la section de passage de l’eau et aux forces de frottement de l’eau

avec les parois du sous-canal.

La figure (5.20) représente la position et les dimensions longitudinales des différents

éléments situés entre les deux plaques supérieure et inférieure, constituant le cœur du

réacteur IPR-R1. Le tableau (5.13) résume les différentes données géométriques utilisées.
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Fig. 5.20 – Postions longitudinales des six éléments constituants le cœur du réacteur
IPR-R1 (Les valeurs sont données en cm)

Tab. 5.13 – Données géométriques des différentes parties du cœur du réacteur IPR-R1

Type de l’élément 1 2 6 7 8 9
Région de base
Diamètre (cm) 1.57 1.57 1.57 3.80 3.70 3.81
Hauteur (cm) 5.54 5.54 5.54 5.54 5.54 5.54
Région des sous-canaux
Diamètre (cm) 3.73 3.76 3.73 3.80 3.70 3.81
Hauteur (cm) 58.42 58.42 58.42 58.42 58.42 58.42
Région supérieure
Diamètre (cm) 2.95 2.43 2.95 3.80 3.70 3.81
Périmètre (cm) 10.49 11.18 10.49 11.94 11.62 11.97
Hauteur (cm) 0.84 0.84 0.84 0.84 0.84 0.84
Région de sortie
Diamètre (cm) 1.57 1.57 1.57 3.80 1.57 3.81
Hauteur (cm) 4.22 4.22 4.22 4.22 4.22 4.22
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5.7.2 Discrétisation en sous-canaux

Le cœur du réacteur IPR-R1 est discrétisé en 104 sous-canaux. Ils sont latéralement

ouverts, ce qui permet un échange de masse et d’énergie entre eux.

Fig. 5.21 – Discrétisation en sous-canaux du cœur du réacteur IPR-R1

5.7.3 Distribution de la puissance

Puisque le code SACATRI n’est pas couplé avec un code de calcul neutronique, alors il

nécessite, les données concernant la distribution de la densité de puissance dans le cœur du

réacteur telle que la distribution radiale et axiale de la puissance, ainsi que le pic du facteur

de puissance axiale et radiale de chaque élément combustible-modérateur. La valeur du

pic du facteur de puissance radiale fR a été calculée par Dalle (2003) moyennant les codes

WIMSD4c et CITATION. Les résultats obtenus pour chaque élément combustible sont

représentés sur la figure (5.22).
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Fig. 5.22 – Facteur maximal de la puissance radiale des éléments combustibles du cœur
du réacteur IPR-R1

Quant au facteur de pic de puissance axiale du réacteur IPR-R1, il est pris égale à 1.25

(Veloso, M.A.F, 2004).

5.7.4 Description de l’expérience et validation

Afin d’évaluer la précision du modèle mathématique du code SACATRI, nous avons

comparé les résultats de simulation avec des mesures expérimentales effectuées sur le

réacteur IPR-R1. Ces mesures, réalisées par Mesquita (2005), consistent à relever les

valeurs de la température du fluide réfrigérant sur quelques sous-canaux du cœur du

réacteur. L’objectif de cette expérience est de dresser la carte de température du cœur du

réacteur IPR-R1 (Veloso M.A, 2005, 2006). Les mesures expérimentales ont été réalisées

pour quatre niveaux de puissance ; 110kW, 160kW, 210kW et 265kW.

Les sous-canaux 12, 28, 46 et 71 (figure 5.21) ont été choisis pour réaliser ces mesures

expérimentales. Au cours des essais expérimentaux, le débit massique a été maintenu

constant dans la première boucle est vaut 32m3/h, ce qui correspond à la valeur ordinaire

au cours du fonctionnement normal du réacteur à une puissance de 250 kW. La tempé-

rature de l’eau à l’entrée et à la sortie des sous-canaux 12, 28, 46 et 71 a été mesurée

par deux sondes rigides an aluminium de diamètre 7.9 mm. Chaque sonde est équipée

d’un thermocouple (Chromel-Alumel k-type) de diamètre 0.13 mm. Ces sondes pénètrent
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axialement dans les sous-canaux à travers des trous situés sur la plaque supérieure.

Les thermocouples ont été calibrés de telle sorte que les mesures expérimentales ob-

tenues soient dans l’intervalle d’erreur expérimental de l’ordre de ±1̊ C. Les principales

caractéristiques thermohydrauliques des sous-canaux dans lesquels les températures sont

mesurées, sont présentées dans le tableau (5.14).

Tab. 5.14 – Quelques caractéristiques thermohydrauliques des sous-canaux où les tempé-
ratures sont mesurées

Numéro du Diamètre hydraulique Section de passage de l’eau (A)
sous-canal Dh (×10-2m) (×10-4m2)

12 1.8623 8.2139
28 1.9679 15.7786
46 1.9578 5.7354
71 1.9436 5.6938

Pour la simulation thermohydraulique, les coefficients de pertes de charges locales,

dues au rétrécissement et à l’élargissement brusque de la section de passage de l’eau

ainsi que ceux dues au passage de l’eau à travers les orifices de la plaque inférieure et

supérieure, doivent être déterminés. La connaissance de ces coefficients est indispensable

et ils sont calculés à travers les corrélations empiriques proposées par Idelchik (1996). Les

tableaux (5.15) et (5.16) résument respectivement ces résistances à l’entrée et à la sortie

des sous-canaux du cœur du réacteur IPR-R1 (Veloso, M.A.F, 2004).

Au cours de notre simulation, température d’entrée du fluide est prise égale à 38̊ C.

Cette température correspond à la moyenne des températures mesurées expérimentale-

ment à l’entrée des sous-canaux.

Pour différents niveaux de puissance du réacteur, nous avons effectué une comparaison

entre la température de l’eau calculée par le code SACATRI, à la sortie des sous-canaux

(T SACATRI
s ), et celles mesurées expérimentalement (Texp). Les différents résultats sont

présentés dans les tableaux (5.17)-(5.20).

L’analyse de ces résultats montre que les températures de sorties, calculées par le code

SACATRI, sont généralement en bon accord avec les températures mesurées expérimenta-

lement. L’erreur relative maximale est obtenue sur le sous-canal 71 pour une puissance du

réacteur de 265kW et elle est de l’ordre de 6.35%. Cependant, l’erreur relative minimale,

qui est de l’ordre de 0.07% est obtenue pour le sous-canal 28 à une puissance du réacteur
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de 265kW.

Tab. 5.15 – Les résistances hydrauliques calculées à l’entrée des sous-canaux

Sous-canal Kr Sous-canal Kr Sous-canal Kr Sous-canal Kr

1 4.64 2 4.62 3 4.64 4 4.64
5 4.62 6 4.64 7 5.73 8 5.89
9 5.73 10 5.73 11 5.89 12 5.73
13 5.52 14 5.79 15 5.89 16 5.89
17 5.79 18 5.89 19 5.89 20 5.79
21 5.52 22 5.52 23 5.79 24 5.89
25 5.89 26 5.79 27 5.89 28 5.89
29 5.79 30 5.52 31 5.89 32 5.88
33 5.89 34 5.89 35 5.88 36 5.89
37 5.89 38 5.88 39 5.61 40 5.61
41 5.88 42 5.89 43 5.89 44 5.88
45 5.89 46 5.89 47 5.88 48 5.89
49 5.89 50 5.88 51 5.89 52 5.89
53 5.89 54 5.89 55 5.86 56 5.89
57 5.89 58 5.89 59 5.89 60 5.50
61 5.55 62 5.55 63 5.88 64 5.89
65 5.89 66 5.89 67 5.89 68 5.86
69 5.89 70 5.89 71 5.89 72 5.89
73 5.88 74 5.89 75 5.08 76 5.08
77 5.08 78 5.08 79 5.08 80 5.08
81 5.08 82 5.08 83 5.08 84 5.08
85 5.08 86 5.08 87 4.48 88 4.48
89 5.08 90 5.08 91 5.08 92 5.08
93 5.08 94 5.08 95 5.08 96 5.08
97 5.08 98 5.08 99 5.08 100 5.08
101 5.08 102 5.08 103 5.08 104 5.08

Puisque nous avons quantifié et contrôlé les principaux types d’erreurs numériques et

aucune perturbation n’est détectée concernant l’exactitude de la solution numérique, nous

supposons à ce niveau de validation, que les faibles écarts relatifs calculés entres les tempé-

ratures mesurées expérimentalement et celles obtenues par le code SACATRI peuvent être

dues, principalement, aux différentes approximations physiques et géométriques adoptées

lors de l’établissement du modèle thermohydraulique, notamment l’utilisation de l’ap-

proximation de Boussinesq ainsi que les différentes corrélations empiriques employées pour

modéliser les phénomènes très compliqués tel que l’échange de masse turbulent entre les

sous-canaux adjacents et les pertes de charges linéaires et singulières (Merroun, 2009).

En effet, d’une part, la complexité de la géométrie du réacteur, plus particulièrement la
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difficulté résultante du calcul des coefficients de pertes de charges à l’entrée et à la sortie

des SC, et d’autre part le nombre important de phénomènes physiques qui interagissent,

rendent difficile la description de tous les détails cruciaux lors de la modélisation.

Cependant, dans l’approche sous-canal utilisée, la vitesse axiale, la pression et la tem-

pérature sont moyennés au centre de chaque VC d’un sous-canal. En plus, les forces de

viscosités sont négligées est remplacées par les pertes de charges dues au frottement ré-

sultant de l’écoulement du réfrigérant dans le sous-canal. Ceci implique une distribution

uniforme des paramètres thermohydrauliques dans un VC d’un sous-canal. En effet, ces

approximations ne reflètent pas la réalité telle qu’elle est, sachant que les mesures expé-

rimentales sont effectuées exactement au centre du sous-canal.

En générale, compte tenu de l’incertitude concernant les données expérimentales, les

résultats de simulation sont acceptables pour une première validation du modèle mathé-

matique du code SACATRI.

5.8 Comparaison code-code

Dans cette section, nous avons comparé les résultats du code SACATRI à ceux dé-

terminés par le code PANTERA-1P (Veloso M.A, 1985), qui est une version modifiée du

code COBRA IIIC (Rowe, 1973) adapté au régime de fonctionnement du réacteur IPR-R1

(Veloso, M.A., 2006).

Il s’agit d’un processus de vérification moins rigoureux que les deux autres méthodes

décrites plus haut, mais il peut être très utile par le biais de l’accumulation de preuves et

des évidences concernant la capacité du modèle thermohydraulique à décrire le réalisme

d’une expérience et de prouver par la suite que le code SACATRI peut être utilisé avec

légitimité pour prendre des décisions. En effet, une vérification et validation absolue d’un

code de simulation numérique peut être impossible, mais une vérification et validation par

rapport à une série de tests et de tolérances prédéfinies peut être parfaitement légitime

en tant que base pour la prise de décisions (Babuska, 2004).
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Tab. 5.16 – Les résistances hydrauliques calculées à la sortie des sous-canaux

Sous-canal Ke Sous-canal Ke Sous-canal Ke Sous-canal Ke

1 0.66 2 0.56 3 0.66 4 0.66
5 0.56 6 0.66 7 1.23 8 0.83
9 1.23 10 1.23 11 0.83 12 1.23
13 2.63 14 0.93 15 1.33 16 1.33
17 0.93 18 1.33 19 1.33 20 0.93
21 2.63 22 2.63 23 0.93 24 1.33
25 1.33 26 0.93 27 133 28 1.33
29 0.93 30 2.63 31 1.29 32 1.17
33 1.29 34 1.29 35 1.17 36 1.29
37 1.29 38 1.17 39 2.13 40 2.13
41 1.17 42 1.29 43 1.29 44 1.17
45 1.29 46 1.29 47 1.17 48 1.29
49 1.27 50 1.19 51 1.26 52 1.27
53 1.27 54 1.26 55 1.05 56 1.27
57 1.27 58 1.27 59 1.26 60 1.83
61 2.35 62 2.35 63 1.19 64 1.26
65 1.27 66 1.27 67 1.26 68 1.05
69 1.26 70 1.27 71 1.27 72 1.26
73 1.19 74 1.27 75 2.22 76 2.22
77 2.22 78 2.22 79 2.22 80 2.22
81 2.22 82 2.22 83 2.22 84 2.22
85 2.22 86 2.22 87 11.91 88 11.91
89 2.22 90 2.22 91 2.22 92 2.22
93 2.22 94 2.22 95 2.22 96 2.22
97 2.22 98 2.22 99 2.22 100 2.22
101 2.22 102 2.22 103 2.22 104 2.22

Dans ce contexte, nous avons comparé la différence absolue entre les températures de

sorties calculées par les deux codes (SACATRI et PANTERA-1P) et les températures de

sorties mesurées expérimentalement pour différents niveaux de puissance (|Tsimulation −
Texp|). Les résultats sont représentés sur les figures (5.23)-(5.26). Une analyse préliminaire

de ces figures montre que les deux codes thermohydrauliques SACATRI et PANTERA-

1P, développés séparément, reproduisent presque les mêmes températures de sorties, et

ce, pour tous les niveaux de puissance utilisés dans l’expérience. Pour les deux codes,

le plus faible écart entre les résultats de simulation et les mesures expérimentales est

observé au niveau du sous-canal 28. La différence absolue maximale entre les résultats de

simulations des deux codes et les mesures expérimentales ne dépasse pas 3̊ C moyennant

le code SACATRI et 4̊ C avec le code PANTERA-1P.
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Tab. 5.17 – Comparaison entre les températures de sorties calculées par le code SACATRI
et ceux mesurées expérimentalement pour une puissance de 110kW

110kw
N̊ du sous-canal Texp [̊ C] T SACATRI

s [̊ C] Erreur relative %

12 44 46.1906987 4.98
28 46 45.8060236 0.42
46 47 44.1183733 6.13
71 44 41.8775761 4.82

Tab. 5.18 – Comparaison entre les températures de sorties calculées par le code SACATRI
et ceux mesurées expérimentalement pour une puissance de 160kW

160kw
N̊ du sous-canal Texp [̊ C] T SACATRI

s [̊ C] Erreur relative %

12 47 49.4816601 5.28
28 49 48.962952 0.08
46 49 46.6483837 4.80
71 45 43.5333762 3.26

Dans un premier lieu, nous constatons que la précision des résultats de simulation

dépend de la position où la température de sortie est mesurée. Egalement, nous remar-

quons que, selon le sous-canal où les mesures sont effectuées, cette précision varie de la

même façon que ce soit pour le code SACATRI ou que pour le code PANTERA-1P. Pour

de faibles puissance dissipées dans les sous-canaux considérés (< 6kW), les températures

de sorties calculées par le code SACATRI, semblent être plus proches des mesures expé-

rimentales que celle calculées par le code PANTERA-1P. Lorsque la puissance dissipée

dans les sous-canaux est supérieure à 6 kW (le cas du sous-canal 12 à une puissance du

réacteur supérieure à 210 kW), les résultats obtenus par le code PANTERA-1P sont plus

proches des mesures expérimentales que ceux calculés par le code SACATRI. Donc, pour

des niveaux supérieurs de puissance dissipée dans les sous-canaux, nous notons que les

résultats obtenus par le code SACATRI sont légèrement surestimés par rapport à ceux

calculés par le code PANTERA-1P.

Pour expliquer ce comportement, nous partons de la figure (5.27) qui représente les

différentes puissances dissipées par les éléments combustibles dans les sous-canaux 12,

28, 46 et 71. D’après la figure (5.27), nous remarquons que plus la puissance dissipée
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Tab. 5.19 – Comparaison entre les températures de sorties calculées par le code SACATRI
et ceux mesurées expérimentalement pour une puissance de 210kW

210kw
N̊ du sous-canal Texp [̊ C] T SACATRI

s [̊ C] Erreur relative %

12 50 52.574033 5.15
28 52 51.936360 0.12
46 52 49.052413 5.67
71 47 45.130995 3.98

Tab. 5.20 – Comparaison entre les températures de sorties calculées par le code SACATRI
et ceux mesurées expérimentalement pour une puissance de 265kW

265kw
N̊ du sous-canal Texp [̊ C] T SACATRI

s [̊ C] Erreur relative %

12 53 55.793020 5.27
28 55 55.035856 0.07
46 54 51.572677 4.50
71 50 46.827433 6.35

dans les sous-canaux augmente, plus le gradient de la puissance devient de plus en plus

remarquable. Par conséquent, ce gradient de puissance implique une différence de pression

significative entre les sous-canaux adjacents. Ce gradient de pression induit un échange

d’un débit massique latéral important. Cet effet, devient plus notable lorsque les sous-

canaux sont situés au ou prés du centre du réacteur où les puissances sont maximales

(exemple des sous-canaux 12 et 6).

Les écarts observés, d’une part entre les mesures expérimentales et les résultats de

simulation que ce soit pour le code SACATRI ou pour le code PANTERA-1P, et d’autre

part entre les résultats calculés par les deux codes, peuvent être dus prioritairement aux :

1. Différentes approximations adoptées lors de la modélisation des échanges de masses

latéraux (dus à la turbulence et au gradient de pression).

2. Calculs des coefficients de pertes de charges.

Nous tenons à signaler que les circonstances liées aux conditions expérimentales peuvent

influencer eux même sur les résultats de l’expérience. Par d’exemple, il se peut que les

thermocouples ne sont pas localisés dans la position géométrique exacte (centre des sous-

canaux), ce qui pourrait conduire à une imprécision des mesures expérimentales.
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Fig. 5.23 – Comparaison de la différence entre la température calculée par SACATRI et
PANTERA-1P et celle mesurée expérimentalement pour une puissance de 110kW

Fig. 5.24 – Comparaison de la différence entre la température calculée par SACATRI et
PANTERA-1P et celle mesurée expérimentalement pour une puissance de 160kW
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Fig. 5.25 – Comparaison de la différence entre la température calculée par SACATRI et
PANTERA-1P et celle mesurée expérimentalement pour une puissance de 210kW

Fig. 5.26 – Comparaison de la différence entre la température calculée par SACATRI et
PANTERA-1P et celle mesurée expérimentalement pour une puissance de 265kW
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Fig. 5.27 – Puissance dissipée dans les sous-canaux 12, 28, 46 et 71

Les figures (5.28)-(5.31) représentent le flux massique latéral échangé entre les sous-

canaux 12, 28, 46 et 71 et leurs sous-canaux voisins. Nous remarquons que le taux du

débit massique latéral dépend de la distribution de la densité de puissance générée par

les éléments combustibles. Il augmente en fonction de la puissance du réacteur, tout en

gardant le même profil de la variation sur chaque sous-canal, à l’exception du sous-canal

12.

Dans le sous-canal 12, à partir d’une puissance du réacteur supérieure à 210 kW, le flux

massique latéral provenant du sous-canal 30 devient plus important que celui provenant du

sous-canal 6, malgré que le gradient de puissance entre le sous-canal 12 et 6 est supérieur

à celui entre le sous-canal 12 et 30. Ceci est expliqué par le fait que le débit massique

axial traversant le sous-canal 30 est trois fois plus grand que celui traversant le sous-canal

6 (figure 5.32)(le sous-canal 30 est un sous-canal quadrangulaire de section de passage

du fluide réfrigérant plus grande que celle du sous-canal triangulaire 6). Par conséquent,

la contribution massique du sous-canal 30 vers le sous-canal 12 devient beaucoup plus

notable que celle du sous-canal 6. Ceci constitue un apport énergétique supplémentaire

vers le sous-canal 12 qui entraine l’augmentation de la température de sortie de ce sous-

canal.
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Fig. 5.28 – Débit massique latéral échangé entre les sous-canaux 12, 28, 46 et 71 et leurs
sous-canaux adjacents pour une puissance de 110kW

Donc, nous constatons que non seulement la puissance générée par les éléments com-

bustibles et la température d’entrée du fluide réfrigérant contrôle la température de sortie

du sous-canal, mais aussi la contribution massique latéral des sous-canaux voisins. Les

débits massiques latéraux dépendent à leurs tours, d’une part de la différence de pression

entre les sous-canaux, et d’autre part, du débit massique axial traversant le sous-canal

donneur du flux de masse latéral. D’où l’importance majeure de la détermination exacte

des coefficients de pertes de charges dans le calcul de la redistribution du débit à l’entrée

du cœur du réacteur.
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Fig. 5.29 – Débit massique latéral échangé entre les sous-canaux 12, 28, 46 et 71 et leurs
sous-canaux adjacents pour une puissance de 160kW
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Fig. 5.30 – Débit massique latéral échangé entre les sous-canaux 12, 28, 46 et 71 et leurs
sous-canaux adjacents pour une puissance de 210kW
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Fig. 5.31 – Débit massique latéral échangé entre les sous-canaux 12, 28, 46 et 71 et leurs
sous-canaux adjacents pour une puissance de 265kW

Fig. 5.32 – Le débit massique axial traversant les sous-canaux 6, 12 et 3
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5.9 Conclusion

A travers ce chapitre, nous avons soumis le code SACATRI à des tests de vérification et

de validation, afin de quantifier les différentes incertitudes liées à la modélisation physique

et à la résolution numériques des équations thermohydrauliques.

Pour la vérification du code SACATRI, qui est une activité purement mathématique,

nous avons élaboré des benchmarks de vérification ayant un ordre de précision élevé. Ils

sont basés sur des solutions analytiques générées par la méthode de solutions fabriquées

(MMS). Cette méthode, combinée avec le test de l’évaluation de l’ordre de précision du

schéma numérique utilisé, constitue une activité rigoureuse de vérification du code et de

sa solution numérique. La procédure de vérification détaillée le long de ce chapitre peut

être appliquée non seulement au code SACATRI, mais à tous les codes thermohydrau-

liques basés sur l’approche sous-canaux. Elle nous a permis de vérifier tous les termes

dérivatifs des EDP du problème. En ce qui concerne la validation du code SACATRI, la

comparaison entre les résultats de simulation et les mesures expérimentales a montré que

le code SACATRI, produit des résultats satisfaisants dont l’erreur maximale relative cal-

culée ne dépasse pas 6%. L’étude comparative effectuée entre le code SACATRI et le code

PANTERA-1P qui est basé sur le code COBRAIIIC, montre que les températures calcu-

lées par le code SACATRI sont très proche de celles calculées par le code PANTERA-1P

tel que l’écart relatif maximal entre les résultats des deux codes ne dépasse pas 3.8%.
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Chapitre 6

Simulation thermohydraulique du
cœur du réacteur TRIGA MARK II
du CENM

6.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous nous intéressons à appliquer le code SACATRI au réacteur

TRIGA MARK II du CENM, fonctionnant à une puissance de 2MW, en vue d’étudier le

comportement thermohydraulique du fluide réfrigérant circulant entre les éléments com-

bustibles du cœur du réacteur. Il s’agit d’une analyse thermohydraulique préliminaire

puisque nous ne disposons pas des données expérimentales ainsi que des données géomé-

triques détaillées propres à ce réacteur. Une modélisation neutronique fine du réacteur a

été réalisée moyennant le code MCNP5, afin de déterminer la distribution de la densité

de puissance générée par les éléments combustibles. Ce calcul est très primordial, puisque

les résultats du calcul neutronique seront utilisés par le code SACATRI.

6.2 Carte de puissance du cœur du réacteur TRIGA

MARK II-CENM

La détermination de la carte de puissance du cœur du réacteur fait appel à un calcul

neutronique rigoureux. Plusieurs codes neutroniques sont disponibles permettant de faire

ce calcul. Dans notre étude, nous avons utilisé le code MCNP (X-5, 2003) (Monte-Carlo

N-Particule transport) pour calculer le taux de fission dans le cœur du réacteur et à partir
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du quel nous pouvons déterminer la distribution de la densité de puissance générée par

les éléments combustibles.

6.2.1 Le code MCNP

Le code MCNP est un code qui traite le transport des neutrons, photons et électrons

par la méthode probabiliste de Monte-Carlo. Il a été développé dans les laboratoires de

Los Alamos aux Etats-Unis. Il permet une description détaillée de tous les aspects liés à

l’interaction du neutron avec la matière. Ce code, grâce à ses fonctionnalités, possède un

nombre important d’applications, notamment en physique des réacteurs, en radioprotec-

tion, en médecine, etc. Le code MCNP est largement utilisé par les neutroniciens dans le

but de déterminer la distribution du flux neutronique et pour le calcul du coefficient de

multiplication effectif (Keff ). Sa mise à jour régulière et l’élargissement de ses possibilités

de simulation en font un code de référence.

La simulation d’un problème donné avec le code MCNP nécessite la détermination des

principales données suivantes :

– Description géométrique du problème en 3 dimensions.

– Détermination du type de transport (mode neutron, photon, électron, ou tout mode

mixte)

– Définition de la source (nature, énergie, direction, probabilité d’émission des parti-

cules, source ponctuelle, surfacique ou volumique, etc.).

– Description détaillée des différents matériaux

– Définition du type de résultat souhaité défini dans le code par « Tally » (Keff , flux

neutronique, etc.).

6.2.2 Modélisation du réacteur TRIGA par le code MCNP

L’étude effectuée par l’Equipe Radiation et Systèmes Nucléaires (ERSN), moyennant

le code MCNP5, consiste à réaliser une modélisation 3D, qui tient compte de toutes les

composantes du cœur du réacteur TRIGA MARK II. Les principaux éléments du cœur

du réacteur (éléments combustibles, barres de contrôles, éléments factices en graphites,

etc.) qui ont un effet direct sur le calcul neutronique, ont été modélisés aussi fidèlement

que possible, en considérant le maximum possible de détailles géométriques. Les figures

(6.1)-(6.4) représentent quelques coupes radiales et verticales du réacteur TRIGA MARK

II, modélisé moyennant le code MCNP5.
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Fig. 6.1 – Coupe verticale du réacteur TRIGA MARK II modélisé par le code MCNP

Fig. 6.2 – Coupe verticale du cœur du réacteur TRIGA MARK II modélisé par le code
MCNP
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Fig. 6.3 – Coupe radiale du cœur du réacteur TRIGA MARK II modélisé par le code
MCNP

Fig. 6.4 – Coupe radiale en 3D du cœur du réacteur TRIGA MARK II avec les cinq
barres de contrôles retirées (modélisation MCNP)
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6.2.3 Distribution de la puissance dans le cœur du réacteur

Les facteurs de pic de puissance (Power Peaking Factors) sont le lien entre le calcul

neutronique et l’analyse thermohydraulique du cœur d’un réacteur nucléaire, puisqu’ils

définissent la puissance maximale libérée localement dans le cœur. Pour les réacteurs de

type TRIGA, deux facteurs de pic de puissance sont généralement utilisés (Ravnik, 1990 ;

Snoj, 2008) :

– Le facteur de pic de puissance pour l’élément chaud fHR (Hot Rod Peaking Factor).

– Le facteur de pic de la densité de puissance totale ftot.

Le facteur fHR est défini par le rapport entre la puissance maximale libérée par un élément

combustible (Prod)max et la puissance moyenne de l’élément combustible (Prod)av dans le

cœur :

fHR =
(Prod)max

(Prod)av

(6.1)

(Prod)av est défini par :

(Prod)av =
P

N
(6.2)

avec P est la puissance du réacteur et N est le nombre d’éléments combustibles dans le

cœur.

D’autre par, ftot est donnée par le rapport entre la densité maximale de puissance (P )max

et la densité de puissance moyenne (P )av dans le cœur :

ftot =
Pmax

Pav

(6.3)

La distribution de la densité de puissance P (x, y, z) dans le cœur des réacteurs TRIGA

est approximativement proportionnelle à la distribution du flux thermique. Généralement,

la variation radiale de P est beaucoup plus importante que celle dans la direction axiale.

Donc ftot peut être divisé en deux sous-facteurs :

– Facteur de pic de la densité de puissance axiale fz.

– Facteur de pic de la densité de puissance radiale fr.
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Le facteur fr est donné par le rapport entre la densité de puissance maximale intégrée,

dans un point particulier (x, y), sur toute la hauteur active de l’élément combustible (L)

et la densité de puissance moyenne :

fr =

(
(1/L)

∫
L

dzp(x, y, z)
)
max(

(1/L)
∫

L
dzp(x, y, z)

)
av

=
(Pr(x, y))max

(Pr(x, y))av

(6.4)

Le résultat de calcul de fr pour le réacteur TRIGA MARK II, moyennant le code MCNP5,

est représenté sur la figure (6.5). Les résultats sont obtenus avec une déviation standard

inférieure à 7pcm pour le coefficient de multiplication effectif (Keff ). L’erreur statistique

relative concernant le taux de fission ne dépasse guère 1%. La configuration du cœur du

réacteur TRIGA MARK II avec laquelle nous avons effectué le calcul neutronique est

représentée sur la figure (6.6).

Fig. 6.5 – Distribution du facteur de pic de la puissance radiale dans le cœur du réacteur
TRIGA MARK II

Nous remarquons que le facteur de pic de la puissance radiale est élevé pour les élé-

ments combustibles du Ring B. La valeur maximale est obtenue sur la barre B2 et vaut

1.614, ce qui la qualifie comme étant l’élément le plus chaud du cœur du réacteur. Nous

signalons que la valeur donnée par GA de ce facteur est comprise entre 1.6 et 1.7. Le

facteur de pic de la puissance radiale diminue au fur et à mesure qu’on s’éloigne vers la

périphérique du cœur du réacteur où il devient inférieur à 0.8. Nous notons aussi que la

valeur du pic de puissance radiale est presque la même sur les 6 éléments combustibles du

Ring B et les 12 éléments du Ring C. Ce facteur commence à être non uniforme à partir

du Ring D et jusqu’au Ring G. Pour le Ring D, cette variation est due à la présence des

barres de contrôles qui influent sur le flux neutronique ; ce qui explique cette variation

en dents de scie. Le même comportement est observé sur les Rings E, F et G, mais cette

fois-ci, à cause des éléments en graphite qui entoure le cœur du réacteur.
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Fig. 6.6 – La configuration du cœur du réacteur TRIGA MARK II avec laquelle le calcul
neutronique est effectué
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Lors de la définition de fz pour les réacteurs de type TRIGA, la densité de puissance

P (x, y, z) est généralement décomposée en une puissance radiale P (x, y) et une puissance

axiale P (z) :

P (x, y, z) ∼= P (x, y)P (z) (6.5)

Donc ftot est réécrit ici par :

ftot =
(Pr(x, y, z))max

(Pr(x, y, z))av

=
(Pr(x, y))max

(Pr(x, y))av

(Pr(z))max

(Pr(z))av

= frfz (6.6)

tel que fz est donné par :

fz =
(Pr(z))max

(Pr(z))av

(6.7)

Donc, la procédure du calcul de ftot, en le décomposant en deux facteurs indépendants,

simplifie énormément le calcul. Particulièrement, pour les réacteurs TRIGA, les erreurs

résultantes introduites par cette approximation sont très faibles.

Le calcul de fz résulte d’une difficulté énorme, à cause des faibles dimensions phy-

sique du cœur. Les études expérimentales ont montré une distribution presque sinusöıdale

(chopped cosine) de la puissance axiale, avec un pic d’environ 1.3, obtenu pour tous les

éléments du cœur et avec n’importe quelle configuration (Ravnik, 1990 ; Snoj, 2008).

D’autre part, GA donne une valeur du pic de la distribution fz comprise entre 1.25 et 1.3.

Par exemple, pour le réacteur TRIGA MARK I de l’université de New York, de puissance

250 kW avec 62 éléments combustibles, le pic de fz est 1.25, tandis qu’il est de l’ordre de

1.3 pour le réacteur TRIGA MARK III de Torrey Pines ayant une puissance de 2MW et

dont le cœur est rempli de 100 éléments combustibles.

Pour calculer la distribution de fz pour le réacteur TRIGA MARK II du Maroc, nous

avons divisé la partie active des éléments constituant chaque ring du cœur du réacteur (B,

C, D, E et F) en plusieurs cellules de volumes identiques (figure 6.7). Sur chaque cellule,

la densité de fission a été calculée par le code MCNP5 et par conséquent, la distribution

du facteur de puissance axiale fz.

Les deux figures (6.8) et (6.9) présentent la distribution de fz en fonction de la position

axiale de la partie active de l’élément combustible et des barres de contrôles à prolongateur

combustible respectivement. L’analyse de ces résultats, montre que la valeur moyenne du

pic de la distribution du facteur de puissance axiale est de l’ordre de 1.27. Cette valeur

est inclue dans l’intervalle donné par GA.
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Fig. 6.7 – Discrétisation axiale en cellules de volumes identiques d’un élément combustible
du cœur du réacteur TRIGA MARK II

D’autre part, nous remarquons que la distribution de fz subit une légère augmentation

aux extrémités de la partie active des éléments combustibles. Ce comportement est normal

à cause des continuités en graphite attachées en dessous et au dessus du combustible. En

plus, cette augmentation est plus notable vers la partie inférieure du combustible, puisque

la longueur du graphite d’en bas est supérieure à celle du graphite d’en haut (9.4 et 6.6cm

respectivement). Ceci fait augmenter le pouvoir de réflexion des neutrons dans la partie

inférieure du combustible.

Ce comportement de la distribution de fz vers les extrémités du combustible disparâıt sur

les extrémités du combustible des barres de contrôles à cause de l’absence du graphite.

La distribution calculée de fz, doit être implémentée dans le code SACATRI. Pour

que cette distribution soit valable quelque soit la discrétisation axiale utilisée dans le

sous-canal, nous avons approché la distribution de fz par un lissage gaussien (figure 6.10).

L’accroissement de fz vers les extrémités du combustible n’est pas pris en considération.

La fonction résultante de cet lissage est donnée par :

fz(z) = G0 +

(
α

α′
√

π/2

)
exp

[
−2

(
(z − zc)

α′

)2
]

(6.8)

Les différents coefficients de la fonction fz(z) sont résumés dans le tableau (6.1).
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Fig. 6.8 – Distribution du facteur de puissance axiale fz le long de la partie active de
quelques éléments combustibles du cœur du réacteur TRIGA MARK II

Fig. 6.9 – Distribution du facteur de puissance axiale fz le long de la partie active des
barres de contrôles du cœur du réacteur TRIGA MARK II
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Fig. 6.10 – Lissage gaussien de la distribution de la puissance axiale fz en fonction de la
longueur axiale de la partie active de l’élément combustible

Tab. 6.1 – Les différents coefficients résultant du lissage gaussien de la distribution de la
puissance axiale fz

G0 -0.05912
zc 0.1939
α
′

0.30666
α 0.51341
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6.3 Simulation thermohydraulique du cœur du réac-

teur TRIGA MARK II

6.3.1 Discrétisation du cœur en sous-canaux

La figure (6.11) représente la discrétisation en sous-canaux que nous avons utilisée

dans le cas du réacteur TRIGA MARK II. Le cœur du réacteur est discrétisé en 258

sous-canaux, dont 30 sont des sous-canaux latéraux, 6 sont des sous-canaux de coin, et le

reste représente des sous-canaux triangulaires. Nous avons utilisé plusieurs sous-canaux

afin d’obtenir le maximum d’informations sur l’écoulement et plus d’exactitude sur la

distribution des différents paramètres thermohydrauliques.

Les différentes données géométriques utilisées dans la détermination des paramètres

thermohydrauliques des sous-canaux sont résumées dans le tableau (6.2).

Fig. 6.11 – Discrétisation en sous-canaux du cœur du réacteur TRIGA MARK II
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Tab. 6.2 – Données géométriques et physiques utilisées pour le calcul des paramètres
thermohydrauliques des sous-canaux du cœur du réacteur TRIGA MARK II

Puissance totale du réacteur [MW] 2.00
Température de l’eau à l’entrée du cœur [̊ C] 25.00
Facteur de pic de puissance axial 1.27
Pression [bar] 1.7
Diamètre du combustible [m] 0.0373
Diamètre des barres de contrôles [m] 0.0349
Diamètre de la chaussette centrale [m] 0.0381
Pitch [m] 0.043536
La partie non chauffée en graphite à l’entrée du sous-canal [m] 0.0940
La partie non chauffée en graphite à la sortie du sous-canal [m] 0.0660
La partie active du combustible [m] 0.3810
Longueur total du sous-canal (L) [m] 0.541
Coefficient de pertes de charges singulières à l’entrée des sous-canaux (Ke) 3.195
Coefficient de pertes de charges singulières à la sortie des sous-canaux (Kr) 2.025

6.3.2 Distribution de la température et du débit de masse

La simulation thermohydraulique du cœur entier du réacteur TRIGA MARK II a été

effectué à une température d’entrée de l’eau de refroidissement de 25 C̊ et pour une

puissance totale du réacteur de 2MW.

Les figures (6.12) et (6.13) représentent respectivement la distribution de la température

radiale au niveau du plan médian (z = L/2) et à la sortie du cœur du réacteur (z = L).

D’après ces figures, la température maximale de sortie est obtenue sur le sous-canal 16 et

elle est de l’ordre de 82.54 C̊. Le sous-canal 16 est considéré comme étant le sous-canal

le plus chaud du cœur du réacteur avec une puissance maximale dissipée de 15.27 kW/m.

La température de sortie est influencée par la présence des barres de contrôles ayant un

facteur de pic de puissance radiale relativement inférieur à celui des éléments combustibles-

modérateurs. Par conséquent, à la sortie des sous-canaux entourant les barres de contrôles,

particulièrement les barres D4, D7 et D13, nous remarquons que la température est plus

faible par rapport à la température des sous-canaux voisins. Généralement, sur chaque

ring du cœur du réacteur, la température est presque uniforme, vu que les éléments com-

bustibles constituant chaque ring ont presque la même puissance. La température la plus

faible est celle qui correspond aux sous-canaux qui sont proches du réflecteur ou bien des

barres de contrôles.
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Fig. 6.12 – Distribution de la température de l’eau dans le plan médian du cœur du
réacteur TRIGA MARK II (z = L/2)

Fig. 6.13 – Distribution de la température de l’eau à la sortie du cœur du réacteur TRIGA
MARK II (z = L)
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D’après la figure (6.14) qui représente la variation de la température de sortie moyennée

sur les sous-canaux de chaque ring, cette dernière décrôıt au fur et à mesure que l’on

s’approche de la périphérique du cœur où les puissances sont généralement faibles ou

nulles.

Fig. 6.14 – Température moyenne calculée à la sortie des sept rings du cœur du réacteur
TRIGA MARK II

Pour les sous-canaux du premier ring, la température moyenne de sortie est inférieure

à celles des rings B et C. Le passage du ring A vers le ring B est accompagné par une

augmentation de la température de sortie. Ceci n’est pas dû à une augmentation de la

puissance des piles à combustibles, mais à la présence de la chaussette centrale (remplie

d’eau) au centre du cœur réacteur.

Les figures (6.15) et (6.16) représentent respectivement la distribution de la tempéra-

ture et de la densité de l’eau, en fonction de la longueur axiale, dans quelques sous-canaux

du cœur du réacteur TRIGA MARK II. A partir de ces figures, il est clair que la tempéra-

ture est élevée dans les sous-canaux situés près du centre du cœur réacteur (sous-canaux

2, 8, 16 et 36). Sur le sous-canal 234, la température est presque constante le long du sous-

canal où sa valeur est égale à la température d’entrée (25 C̊). Ceci est dû à une puissance

nulle dans ce sous-canal qui n’est entouré que par des éléments factices en graphite.
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Fig. 6.15 – Distribution de la température le long de quelques sous-canaux du cœur du
réacteur TRIGA MARK II

Fig. 6.16 – Distribution de la densité de l’eau le long de quelques sous-canaux du cœur
du réacteur TRIGA MARK II
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La figure (6.17) représente la distribution du débit de masse en fonction de la longueur

axiale de quelques sous-canaux du cœur du réacteur. Nous constatons que la valeur du

débit varie selon la densité de puissance dissipée dans les sous-canaux. Ainsi, les débits

les plus élevés sont obtenus aux les sous-canaux des rings les plus proches du centre

du réacteur (ring B, C et D), à l’exception des sous-canaux du premier ring à cause

de l’existence de la chaussette centrale remplie de l’eau. Le débit massique maximal est

obtenu sur le sous-canal 16 telle que sa valeur moyenne est de l’ordre de 267.3 [kg/m2 sec]

qui correspond à une vitesse du fluide de 0.271 [m/sec].

Fig. 6.17 – Distribution du débit massique axiale dans quelques sous-canaux du cœur du
réacteur TRIGA MARK II

En général, la distribution du débit massique axial dans les sous-canaux du cœur du

réacteur TRIGA MARK II est presque constante le long du sous-canal avec une légère

variation. Ceci est dû à l’apport de masse issue latéralement des sous-canaux voisins. Cette

distribution constante du débit est une caractéristique propre aux réacteurs de recherches,

spécialement les réacteurs de type TRIGA fonctionnant en régime de convection naturelle.

La différence entre le débit massique axial entrant (ṁIn) et sortant (ṁOut) pour diffé-

rents sous-canaux du cœur du réacteur est représentée sur les figures (6.18)-(6.20). L’ana-

lyse de ces résultats nous indique l’importance du taux d’échange massique se déroulant

latéralement entre les sous-canaux, ainsi que la direction du débit massique latéral. Par
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exemple, pour les sous-canaux du ring A, nous constatons que le débit massique axial

à la sortie des sous-canaux est inférieur en moyenne, d’environ 2 [kg/m2 sec], de celui à

l’entrée des sous-canaux. Ceci est expliqué par le fait que la quantité de masse qui a été

perdue dans ces sous-canaux a été transportée latéralement vers les sous-canaux du ring

B. Ce phénomène est dû à un gradient de pression remarquable entre les sous-canaux des

rings A et B. Le même raisonnement reste valable pour tous les sous-canaux du cœur du

réacteur tel que la distribution de la puissance, et par conséquent, le champ de pression

qui en résulte, détermine la quantité et la direction du flux massique transversal.

Fig. 6.18 – Différence entre le débit massique axial entrant et sortant des sous-canaux
des rings A, B et C
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Fig. 6.19 – Différence entre le débit massique axial entrant et sortant des sous-canaux
des rings D et E

Fig. 6.20 – Différence entre le débit massique axial entrant et sortant des sous-canaux
des rings F et G
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6.3.3 Effet de la température d’entrée du réfrigérant

Les calculs thermohydrauliques, effectués précédemment, ont été réalisés pour une

température d’entrée du cœur de 25 C̊ permettant d’avoir une température moyenne de

sortie de l’ordre de 75̊ C (moyennée sur les rings A, B et C). En effet, la variation de la

température d’entrée influence sur la valeur de la température de sortie de l’eau ainsi que

sur le flux de masse circulant entre les éléments combustibles.

Pour tester l’effet de la température d’entrée, nous l’avons variée entre 25 C̊ et 45 C̊

qui est considérée comme étant la température maximale d’entrée du cœur du réacteur

TRIGA MARK II (GA, 1993). Les résultats obtenus à l’aide du code SACATRI sont

présentés sur la figure (6.21) et (6.22).

Fig. 6.21 – Variation de la température de sortie en fonction de la température d’entrée
du cœur du réacteur TRIGA MARK II

Nous remarquons que la température de sortie ainsi que le débit massique axial aug-

mente linéairement au fur et à mesure que la température d’entrée de l’eau augmente.

A une température d’entrée de 45̊ C, la température de sortie de l’eau dépasse les 95 C̊

pour le sous-canal 16 (canal chaud). Cette température correspond à un débit massique

moyen dans le sous-canal de l’ordre de 291 [kg/m2 sec]. Pour le sous-canal 234, ayant une

puissance nulle, quelque soit la variation de la température d’entrée, la température de

sortie de l’eau garde presque la même température d’entrée avec une faible diminution du

débit de massique axial.
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Fig. 6.22 – Variation du débit massique axial moyen en fonction de la température d’entrée
du cœur du réacteur TRIGA MARK II

Sur les figures (6.23) et (6.24), nous représentons la distribution de la température à la

sortie du cœur du réacteur à une température d’entrée de 33 C̊ et de 45 C̊ respectivement.

La température moyenne de l’eau à la sortie, pour une température d’entrée de 45̊ C, est

de l’ordre de 80,2 C̊ (moyennée sur tous les rings du cœur, hormis le dernier ring).
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Fig. 6.23 – Distribution de la température de sortie du cœur du réacteur TRIGA MARK
II pour une température d’entrée de 33̊ C

Fig. 6.24 – Distribution de la température de sortie du cœur du réacteur TRIGA MARK
II pour une température d’entrée de 45̊ C
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6.3.4 Effet de la puissance du réacteur

Dans les conditions normales de fonctionnement du réacteur TRIGA MARK II, la

puissance totale nominale du cœur est de 2MW. Cependant, rien n’empêche que le réacteur

fonctionne à des puissances inférieures à cette valeur. Par exemple si on veut réaliser des

expériences à froid, le réacteur doit être mis en service à des faibles puissances. Dans

ce contexte, nous essayons de dépister l’effet de la variation de la puissance totale du

réacteur sur le comportement de quelques paramètres thermohydrauliques, notamment la

température de sortie et le débit massique axial du fluide réfrigérant. Pour ceci, nous avons

simulé le comportement thermohydraulique du cœur du réacteur pour une température

d’entrée de 25̊ C et en utilisant les puissances suivantes ; 250 kW, 500 kW, 1000 kW, 1.5

MW et 2 MW. Les différents résultats obtenus sont représentés sur les figures (6.25) et

(6.26).

Fig. 6.25 – Variation de la température de sortie en fonction de la puissance de fonction-
nement du réacteur TRIGA MARK II

L’analyse de ces résultats montre que la diminution de la puissance du réacteur est

accompagnée par une décroissance de la température de sortie de l’eau ainsi que du débit

massique axial.

Une variation moyenne d’environ 500kW de la puissance du réacteur correspond à une

variation de 10 C̊ de la température à la sortie des sous-canaux et de 24 [kg/m2 sec] pour

le débit de masse axial.
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Fig. 6.26 – Variation du débit massique axial en fonction de la puissance de fonctionne-
ment du réacteur TRIGA MARK II

A la puissance nominale de 250 kW, les températures de sortie dépasse à peine les 35 C̊

avec un débit massique très faible (165 [kg/m2 sec] en moyenne). Donc, jusqu’à une puis-

sance de 250 kW, les conditions thermohydrauliques restent favorables pour la réalisation

des expériences à froid.

6.3.5 Flux de chaleur critique et point de Burn-out

Nous rappelons que le flux de chaleur critique axial (ACHF) ou bien le point de Burn-

out (Departure from Nucleate Boiling « DNB ») est le point, à partir duquel, le film de

vapeur couvre complètement la paroi. Ce point est considéré comme étant une transition

de l’ébullition nucléée sous-saturée vers l’ébullition en film. Au delà de ce point, le film de

vapeur couvre complètement la paroi et l’évacuation de la chaleur se fait principalement

sous forme de chaleur latente de vaporisation. La couche de vapeur constitue une résistance

thermique additionnelle. Ceci entrâıne une augmentation brutale de la température de la

gaine, soit jusqu’au point de sa fusion. Par conséquent, il est primordial, du point de vu

sûreté des réacteurs nucléaires, de déterminer la distribution du flux de chaleur critique

et le point de Burn-out afin de garantir le non dépassement des limites de sûreté.

Dans cette partie, nous nous intéressons à la détermination du ACHF et du DNB pour le
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réacteur TRIGA MARK II. Egalement nous étudions l’influence de quelques paramètres

clés pour la sûreté des réacteurs (température d’entrée et la vitesse de l’eau ainsi que la

puissance totale du réacteur) sur la distribution du ACHF et du DNB. Nous avons déterminé

ces deux paramètres dans le sous-canal chaud du réacteur (sous-canal 16).

Le flux de chaleur critique est généralement déterminé par des corrélations empiriques

trouvées expérimentalement. Dans la littérature, on compte avoir environ 1000 corrélations

développées durant les 50 dernières années (Groeneveld, 2007). Le mécanisme du ACHF est

très complexe tel qu’aucune théorie ou équation unique ne peut être appliquée directement

pour déterminer le ACHF pour toutes les conditions d’intérêt. Les difficultés augmentent

lorsque d’autres facteurs entrent en jeu notamment les transitoires, la non-uniformité de

la distribution du flux, etc.

Pour les réacteurs de type TRIGA, on trouve deux corrélations qui peuvent être uti-

lisées pour déterminer le ACHF ; il s’agit de la corrélation de McAdams (1949, 1954) et la

corrélation de Bernath (1960). Ces deux corrélations ont été largement utilisées par Gene-

ral Atomics dans des analyses thermohydrauliques internes sur les réacteurs TRIGA. Bien

que ces corrélations ont été développées antérieurement (vers les années 50 et 60), pour des

écoulements forcés autour d’un cylindre chauffé, elles donnent des résultats très satisfai-

sants pour des conditions correspondant au fonctionnement normal des réacteurs TRIGA

(faible pression et vitesse) (Marcum, 2008 ; Mele, 1992, 1993 ; Veloso, MAF., 2004).

En 1949, McAdams proposa la corrélation suivante :

ACHF = AC (v)1/3 (400000 + 4800 (Tsat − Tf )) (6.9)

avec Ac est la section chauffée de l’élément combustible, v est la vitesse de l’écoulement,

Tsat et Tf sont respectivement la température de saturation et la température du fluide.

Vers 1960, Bernath proposa la corrélation suivante :

ACHF = hs,crit (Ts,crit − Tb) (6.10)

tel que le coefficient hs,crit représente le coefficient d’échange de chaleur du film. Il est

donné par :

hs,crit =

(
10890

(
Dh

Dh + Dfr

)
+ Ωv

)
× 5.678263 (6.11)

avec :

Ω = 48
(Dh)0.6 pour Dh ≤ 0.03048 m

et
Ω = 90 + 10

Dh
pour Dh > 0.03048 m

(6.12)
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Ts,crit(̊ C) est la température superficielle au point ACHF. Elle est donnée par :

Ts,crit =

[
57 ln (Pabs)− 54

(
Pabs

Pabs + 15

)
− v/4

]
+ 273 [K] (6.13)

Dh et Dfr sont respectivement le diamètre hydraulique mouillé et le diamètre de l’élément

combustible ou de la surface chauffée. Pabs est la pression absolue exprimée en kPa. Tb est

la température caractéristique du fluide (Bulk temperature).

La corrélation de Bernath a été développée sur la base des données expérimentales

pour l’eau sous-refroidie dans des canaux circulaires, rectangulaires et annulaires. Elle est

valable pour des pressions comprises entre 1 et 207 bar et pour des vitesses de 0.3 jusqu’à

16.5 m/s.

Dans plusieurs discussions bibliographiques, la corrélation de Bernath a été considérée

la plus fiable puisqu’elle donne des valeurs minimales ayant une marge de caléfaction infé-

rieure à celle donnée par les autres corrélations (exemple de la corrélation de McAdams).

En plus, le domaine d’applicabilité de la corrélation de Bernath est plus proche des condi-

tions de fonctionnement des réacteurs TRIGA. Donc, en ce qui suit, nous utiliserons la

corrélation de Bernath pour déterminer le ACHF et le DNB correspondant.

Le paramètre de Burn-out relatif DNBR est déterminé en calculant le rapport du flux

de chaleur critique axial (ACHF) et le flux de chaleur axial local (AHF), soit :

DNBR(zi) =
ACHF (zi)

AHF (zi)
(6.14)

La distribution axiale du flux de chaleur critique (ACHF) et du flux de chaleur axial

local (AHF), calculés par le code SACATRI en fonction de la longueur axiale active du sous-

canal chaud 16, sont représentés sur la figure (6.27). Les résultats obtenus sont calculés

pour une température d’entrée maximale du réfrigérant de 45̊ C.

Le DNBR varie à partir de 3.18 à partir de la partie active du sous-canal jusqu’à un

minium de 1.96 qui correspond au pic du flux de chaleur local qui se produit au plan

médian de l’élément combustible. Cette région, du début de la partie active jusqu’à le

MDNBR, correspond à la zone de l’ébullition nucléée sous-saturée où les premières bulles

de vapeur commencent à se former. Ensuite, il remonte jusqu’à une valeur de 4.29 (z =

0.381). Cette zone, de longueur environ 0.19m correspond à la région de l’ébullition nucléée

saturée ou la région de transition entre l’ébullition nucléée et l’ébullition en film (saturated

nucleate boiling).
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Fig. 6.27 – Variation du flux de chaleur axial local, flux de chaleur critique axial et
du DNBR en fonction de la position axiale dans le sous-canal 16 pour une température
d’entrée de l’eau de 45̊ C

Le flux de chaleur critique qui correspond au MDNBR = 1.96 est de l’ordre de 1.7 Mw/m2.

La valeur maximale du flux de chaleur dans le sous-canal chaud est de 0.9 MW/m2, soit

environ deux fois plus faible que le flux de chaleur critique.

I Effet de la température d’entrée du réfrigérant :

La figure (6.28) représente la variation du MDNBR et du flux de chaleur critique en

fonction de la température d’entrée du réfrigérant. Nous avons fait varier la température

d’entrée du réfrigérant de 25 C̊ jusqu’à la valeur maximale de 45 C̊. Nous remarquons

que le MDNBR et le flux de chaleur critique décroissent linéairement avec l’augmentation

de la température d’entrée. A la température 25 C̊, le MDNBR est de l’ordre de 2.42 ce qui

correspond à un flux de chaleur critique d’environ 2.2 MW/m2. La distribution du DNBR en

fonction de la position axiale, pour différentes températures d’entrée du cœur du réacteur

est représentée sur la figure (6.29). Le profil de la distribution du DNBR reste le même pour

les différentes températures d’entrée de l’eau. La valeur maximale du DNBR est située au

plan médian du cœur et diminue lorsque nous faisant incrémenter la température d’entrée

du réfrigérant.
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Fig. 6.28 – Variation du flux de chaleur critique et du MDNBR en fonction de la tempé-
rature d’entrée de l’eau du réacteur TRIGA MARK II

Fig. 6.29 – Variation du MDNBR en fonction de la position axiale dans le sous-canal
chaud
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II 201

I Effet de la puissance opérationnelle du réacteur :

Les figures (6.30) et (6.31) représentent respectivement la variation du MDNBR et du

flux de chaleur critique correspondant en fonction de la puissance totale du réacteur et la

variation du DNBR en fonction de la position axiale dans le sous-canal chaud du réacteur.

Ces résultats sont obtenus à une température d’entrée de l’eau de 25 C̊.

La valeur du MDNBR décrôıt au fur et à mesure que nous incrémentons la puissance

du réacteur. Par exemple, à la puissance opérationnelle de 1MW, le MDNBR vaut 3.86 et il

diminue de 140% lors du passage à la puissance de fonctionnement ordinaire du réacteur

de 2MW. Le flux de chaleur critique axial décrôıt brutalement dans la gamme de puissance

variant entre 250 kW et 500 kW. Au delà de 500 kW, le flux de chaleur critique diminue

de 1.1% avec une incrémentation de 50% de la puissance totale du réacteur.

Fig. 6.30 – Variation du MDNBR en fonction de la puissance opérationnelle du cœur du
réacteur TRIGA MARK II

I Discussions sur les limites de sûreté :

La puissance totale du réacteur, la température d’entrée du réfrigérant et la tempéra-

ture maximale du combustible jouent un rôle capital dans la détermination des marges de

sûreté des réacteurs nucléaires. Nous ajoutons à ces paramètres le point de DNBR minimal

(MDNBR) dont la connaissance exacte, et pour toutes les conditions de fonctionnement du

réacteur, permet de garantir l’intégrité de l’élément combustible.
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Fig. 6.31 – Variation du DNBR en fonction de la position axiale pour différentes puis-
sances du réacteur TRIGA MARK II

Dans ce travail, nous n’avons pas calculé la température maximale du combustible,

mais nous savons qu’elle est directement liée au flux de chaleur local et au flux de chaleur

critique, et par conséquent, le point de DNBR. Nous avons montré précédemment que le

DNBR pour le réacteur TRIGA MARK II varie en fonction de la puissance du réacteur

et en fonction de la température d’entrée du réfrigérant. Donc, il est indispensable de

savoir l’intervalle où le DNB peut varier sans qu’il dépasse la limite prévue ; soit la valeur

théorique ou la valeur de conception donnée par le constructeur.

La figure (6.32) montre les marges typiques du DNB (Fenech, 1981). D’après cette figure,

la condition de perte d’intégrité de la gaine du combustible est désignée par la limite

d’endommagement « Damage Limit », qui correspond au DNBR < 1. La deuxième limite

est désignée par la limite seuil « Threshold Limit » telle que le DNBR=1. Si cette limite

est atteinte, ça ne veut pas dire qu’on aura une perte d’intégrité de la gaine. La différence

entre la première limite et la deuxième est référencée par « Marge 1 ». Pour utiliser la

limite « Threshold Limit », il faut avoir une autre marge en dessous, à partir de laquelle

nous pouvons évaluer quantitativement le DNBR pour des conditions de fonctionnement à

100 % de la puissance nominale du réacteur. Cette marge est désignée par « Marge 2 »
qui correspond à un DNBR = 1.3. Cette valeur est considérée comme étant la valeur de

conception donnée par le constructeur, tel que le DNBR calculé en fonction des propriétés de

l’écoulement dans les sous-canaux, ne doit pas être, en fonctionnement normal du réacteur
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(100% de la puissance totale), inférieur à 1.3.

Ensuite, une autre marge désignée par « Marge 3 », qui correspond au DNBR = 1.6 doit

exister en vu de tenir compte des différents événements d’exploitation prévus (Anticipated

Operating Occurrences « AOO ») ; par exemple, l’évaluation d’une telle décroissance du

DNBR qui peut survenir en cas des transitoires. Au dessus du DNBR = 1.6, il n’est pas

nécessaire d’évaluer l’état opérationnel du système avec le même degré de sophistication

utilisé précédemment pour relier les corrélations donnant le DNBR avec les valeurs de base.

Ainsi, comme il est indiqué sur la figure (6.32), d’autres marges du DNBR sont ajoutées et

qui varient de 1.6 jusqu’à 2.3.

Fig. 6.32 – Marges typiques du DNB basés sur la corrélation des données DNB (d’après
Fenech, 1981)
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A la lumière des marges prédéfinies du minimum du DNBR, nous essayons de projeter

les différentes valeurs du DNBR obtenues pour diverses conditions de fonctionnement du

réacteur TRIGA MARK II. A la puissance nominale de 2MW, qui correspond à la puis-

sance de fonctionnement normal du réacteur et pour une marge de température variant

de 25 C̊ jusqu’à la valeur maximale de la température d’entrée (45 C̊), le MDNBR varie de

2.4 jusqu’au 1.9. Ces valeurs sont supérieures à la valeur de conception minimale du DNBR

(1.3).

Le tableau (6.3) résume quelques valeurs du MDNBR pour quelques réacteurs de types

TRIGA. D’après ce tableau, il est clair que les valeurs que nous avons obtenues du MDNBR

pour le réacteur TRIGA MARK II du CENM sont bien proches des valeurs du MDNBR

présentées dans le tableau (6.3). En général, les réacteurs TRIGA, en fonctionnement

normal, ont un MDNBR de l’ordre de 2. Donc, nous pouvons déduire que, au fonctionnement

normal du réacteur TRIGA MARK II (puissance nominale de 2MW et une température

d’entrée de 25̊ C), la marge de sûreté est très importante, tel que le pic du flux de chaleur

local dans le sous-canal chaud du réacteur est presque 3 fois plus faible que le flux de

chaleur critique qui peut entrâıner une crise hydrodynamique au niveau de la gaine du

combustible. Ceci prouve l’efficacité de la circulation naturelle du réfrigérant pour évacuer

la chaleur générée par la fission dans le cœur du réacteur.

Tab. 6.3 – Valeurs du MDNBR pour quelques réacteurs de type TRIGA

Type du Puissance MDNBR
réacteur (kW)
IPR-R1 TRIGA 250 8.5 avec le code PANTERA (Veloso, MAF, 2004)
McClellen TRIGA 2000 2.5 avec le code RELAP5 (JENSEN, 1998)
Bangladesh TRIGA 3000 2.8 avec le code PARET (Huda, 2004)
JRR-4 TRIGA 3500 2.41 avec le code Tiger et 2.55 avec le code

COOLOD-N2 (Kaminaga, 1987)
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6.4 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons appliqué le code SACATRI pour simuler le comportement

thermohydraulique du cœur du réacteur TRIGA MARK II du CENM. Le but est de

prévoir quelques paramètres thermohydrauliques clés pour la sûreté du réacteur.

Lors de la modélisation de ce réacteur, nous avons rencontré plusieurs difficultés dont

les plus pertinentes sont les données géométriques exactes du réacteur. Pour surmonter

ce problème, nous avons utilisé les donnés standards des réacteurs TRIGA ainsi que les

données délivrées dans le rapport de sûreté du réacteur (GA, 1993 ; Htet, 2002 ; Chakir,

2005). En ce qui concerne la distribution de la densité de puissance dans le cœur du

réacteur, nous l’avons calculée moyennant le code MCNP5, basé sur la méthode de Monte

Carlo. Les résultats sont obtenus avec une déviation standard inférieure à 7 pcm pour le

coefficient de multiplication effectif (Keff ). L’erreur statistique relative concernant le taux

de fission ne dépasse guère 1%. Ce calcul neutronique nous a permis de déterminer les

différentes distributions du facteur de puissance axial et radial.

En fonctionnement normal du réacteur, à une puissance thermique de 2MW et pour

une température d’entrée du réfrigérant de 25 C̊, nous avons trouvé que la température

moyenne de sortie est de l’ordre de 75 C̊ (sur les sous-canaux situés sur les rings A, B et

C). Le MDNBR est de 2.42 avec un flux de chaleur critique trois fois plus grand que le flux de

chaleur local. Ces résultats sont très rassurants puisque même à une température d’entrée

de l’ordre de 45̊ C, la circulation naturelle de l’eau entre les éléments combustibles contri-

bue efficacement à l’évacuation de la chaleur produite dans le cœur. Dans ces conditions,

le MDNBR est égal à 1.9 avec un flux de chaleur local 2 fois plus faible que le flux de chaleur

critique pouvant causer la rupture de la gaine du combustible et par conséquent, la perte

de la première barrière de sûreté du réacteur.
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Le cœur d’un réacteur nucléaire est le siège d’une variété de phénomènes de trans-

ferts de masses et d’énergies. L’analyse détaillée de ces phénomènes est connue par la

thermohydraulique ; science regroupant la mécanique des fluides et la thermique. La ther-

mohydraulique joue un rôle capital dans les études de sûreté des réacteurs. La traduction

en mathématique de ces divers phénomènes aboutit à des équations différentielles aux

dérivées partielles où leurs résolutions nécessitent des compétences importantes et sub-

stantielles en techniques numériques et informatiques.

La présente synthèse représente le fruit d’un travail de thèse concernant la simula-

tion numérique des écoulements appliquée à l’analyse thermohydraulique des réacteurs

nucléaires de recherche de type TRIGA, notamment le réacteur TRIGA MARK II ins-

tallé au Centre d’Etude Nucléaire de la Maâmora (CENM). Le but essentiel a consisté

à développer un code thermohydraulique spécifique à ce type de réacteur appelé SACA-

TRI (Sub-channel Analysis Code for Application to TRIga) permettant de prévoir la

distribution des différents paramètres thermohydrauliques régissant le fonctionnement du

réacteur.

Le refroidissement du cœur du réacteur s’effectue principalement par la circulation

naturelle du fluide réfrigérant. Le modèle thermohydraulique que nous avons développé

est basé sur les lois classiques de conservation d’énergie, de masse et de quantité de

mouvement. Pour éviter les difficultés liées à la configuration géométrique du coeur du

réacteur et pour satisfaire une simulation thermohydraulique détaillée, nous avons adopté

l’approche par « sous-canaux ». Cette approche nous a permis de modéliser les effets

tridimensionnels d’échange d’énergie, de masse et de quantité de mouvement.

Les différentes équations du modèle sont fortement non linéaires et couplées. La réso-

lution numérique est effectuée à l’aide de la méthode des différences finies. Le couplage

Pression-Vitesse est traité à l’aide de l’algorithme SIMPLE en utilisant un maillage décalé

pour le champ de vitesse axiale et transversale.
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La qualification du code établi est une étape vitale. Pour ce faire nous avons adopté

une méthodologie basée sur deux procédures différentes qui doivent être exécutées séquen-

tiellement :

– La première appelée « vérification », consiste à examiner la capacité du code établi, à

travers la méthode numérique utilisée, à résoudre fidèlement les différentes équations

du modèle en tenant compte des conditions aux limites. Le manque de benchmarks

avec une solution exacte et non triviale spécifique à ce type de problème, nous a

poussés à développer une démarche originale dans ce domaine. Cette démarche est

une combinaison de la méthode de « solution fabriquée » et l’analyse de « l’ordre de

précision » du schéma numérique utilisé. Ces tests rigoureux, ont permis de vérifier

parfaitement la capacité de notre code à résoudre les équations du modèle. Pour un

maillage assez vaste, le décalage entre la solution exacte et la solution obtenue par

notre code ne dépasse pas 0.1%.

– La deuxième procédure consiste à valider le modèle physique utilisé. Particulière-

ment, elle consiste à vérifier si les différentes hypothèses simplificatrices introduites,

ne conduisent pas à des dissimilitudes avec la réalité physique. Cette procédure né-

cessite une expérimentation poussée permettant de mesurer les différents paramètres

et variables essentiels du modèle. Pour ce faire, nous avons comparé les résultats de

notre modèle avec des résultats expérimentaux issus des mesures effectuées sur le

réacteur IPR-R1, de type TRIGA, installé et opéré au CDTN-Brésil. Une très bonne

concordance avec les résultats expérimentaux est obtenue. Les comparaisons entre

les résultats de simulation et les mesures expérimentales ont montré que le code

SACATRI, produit des résultats satisfaisants dont l’écart calcul-experience relatif

maximal n’excède pas 6 %. Cependant, pour des puissances élevées, nous avons

constaté que la fidélité de notre code à reproduire la réalité physique se dégrade

légèrement. Cette dégradation a été remarquée particulièrement dans les canaux

situés au centre du réacteur dont la puissance dissipée est la plus importante. Nous

avons attribué cette dégradation à plusieurs circonstances notamment les approxi-

mations adoptées lors de la modélisation des échanges de masses latéraux (dus à la

turbulence et au gradient de pression) via l’équation de la quantité de mouvement,

calculs des coefficients de pertes de charges locales ou bien même à la carte de puis-

sance calculée par le code de calcul neutronique WIMS, sachant que le code MCNP

pourrait donner des résultats plus précis.

L’application du code SACATRI à la simulation thermohydraulique du réacteur TRIGA

MARK II du CENM nous a donné une vision prévisionnelle concernant l’intervalle de va-

riation de quelques paramètres de sûreté vitaux, tels que le flux de chaleur critique et le
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point de DNB minimal. Les résultats de notre simulation ont montrés que, en fonctionne-

ment normal du réacteur, le MDNBR est de l’ordre de 2.4 avec un flux de chaleur local

trois fois plus faible que le flux de chaleur critique pouvant entrâıner une crise hydrody-

namique au niveau de la gaine du combustible. Ces résultats sont très rassurants puisque

même à une température d’entrée de 45̊ C, la circulation naturelle de l’eau de refroidisse-

ment entre les éléments combustibles contribue efficacement à l’évacuation de la chaleur

produite dans le cœur.
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Perspectives

Les résultats que nous avons obtenus jusqu’à maintenant restent satisfaisants et très

encourageants dans le sens de pouvoir mener une analyse thermohydraulique poussée sur

le réacteur TRIGA MARK II du Maroc. Mais, ceci nécessite l’amélioration du modèle

physique du code SACATRI, vu quelques lacunes qui en restent, à savoir, les mécanismes

d’échanges de masses et d’énergies, ainsi que quelques corrélations utilisées par le code

et qui sont spécialement développées pour un écoulement en régime de convection for-

cée. Dans ce context, et dans le but d’élargir les capacités du code, nous envisageons de

continuer ce travail par :

– La réalisation d’un couplage neutronique-thermohydraulique qui nous permettra de

simuler les différents phénomènes transitoires se déroulant dans le cœur du réacteur.

– La modélisation des phénomènes de changement de phase et par conséquent, la

détermination du taux de vide dans les sous-canaux du réacteur ainsi que du régime

de transfert de chaleur mis en jeu dans le cas de l’ébullition en film ou en cas de

dépassement des limites de sûreté.

– La modélisation des transferts thermiques dans les piles à combustibles qui nous

permettra de relier le point de Burn-out à la température maximale du combustible.

– Confronter les résultats de simulation du code SACATRI avec les résultats expéri-

mentaux qui peuvent être effectués sur le réacteur TRIGA MARK II du CENM.

Cette procédure permettra une validation grossière du code SACATRI.

– Le réacteur TRIGA MARK II est conçu pour être étendu à fonctionner à une puis-

sance de 3MW, avec un changement du mode de refroidissement du réacteur de la

convection naturelle vers la convection forcée ou mixte. Ce qui nous mène à élargir

les capacités du code SACATRI à tenir compte de cette variation de puissance.

Par ailleurs, une étude de dimensionnement et réalisation d’une maquette à échelle ré-

duite du réacteur reste à effectuer. Une instrumentation poussée permettra une validation

très fine du code.
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de sections efficaces multigroupes pour les calculs neutroniques. Application à la mise à
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Annexe A

Résolution numérique des équations
algébriques discrétisées

La discrétisation des équations thermohydrauliques du problème aboutit à un système

d’équations algébriques de la forme :

N∑
j=1

(
aΦ

i,jΦi,j

)
= Sui,j,i = 1, 2, . . . N (A.1)

où les Φi,j sont les inconnus du problème, les aΦ
i,j sont les coefficients du système et les

Sui,j les composantes du terme source. Sous la forme matricielle, ce système d’équations

est donné par :

[M] Φ = Su (A.2)

Afin de trouver les inconnus du problème (Φ), il faut résoudre ce système d’équations.

Plusieurs méthodes numériques peuvent être utilisées pour résoudre ce système d’équa-

tions. Parmi ces méthodes nous trouvons les méthodes directes et les méthodes indirectes

ou bien itératives.

Méthodes directes

Plusieurs exemples de méthodes directes peuvent être utilisées, comme l’élimination

de Gauss est les formules de Cramer dont le vecteur inconnu Φ est donné par :

Φj =
∆j

dt (M)
,j = 1, 2, . . . N (A.3)
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où ∆j est le déterminant de la matrice obtenue en remplaçant la j-ième colonne de M par

Su.

Ces méthodes sont dites directes parce qu’elles fournissent la solution du système en un

nombre fini d’étapes. Malheureusement, cette formule est d’une utilité pratique limitée.

Le nombre d’opérations à effectuer pour la solution du système de N inconnus peut

être déterminé à l’avance et il est de l’ordre de N3. Le stockage des N2 coefficients du

système d’équations est nécessaire. Cependant, le coût de calcul des formules de Cramer

est de l’ordre de (N+1) ! flops (Quarteroni, 2000) ce qui est inacceptable même pour

des matrices M de petites dimensions. C’est pour cette raison que des méthodes directes,

alternatives aux formules de Cramer, ont été développées. Thomas (1949) a développé une

méthode numérique rapide et puissante capable de résoudre des systèmes tri-diagonaux

et penta-diagonaux qui correspondent respectivement aux équations contenant trois et

quatre inconnus. Cette méthode est connue par TDMA (Tri-Diagonal Matrix Algorithm)

qui est une méthode simplifiée de la méthode de l’élimination Gaussienne. Avec TDMA, la

solution est obtenue en N opérations au lieu de N3 exigée par l’élimination Gaussienne.

Dans notre problème, les coefficients des équations thermohydrauliques discrétisées du

modèle thermohydraulique constituent une matrice tri-diagonale de la forme :




d1 a1

b1 d2 a2 0
b2 d3

. . .

0 bn−1 dn−1 an−1

bn dn







x1

x2

x3
...

xn−1

xn




=




c1

c2

c3
...

cn−1

cn




(A.4)

La méthode TDMA est implémentée selon l’algorithme suivant (Pletcher, 1988) :

A partir de l’élimination en avant nous calculons les nouveaux coefficients dj et cj :

dj = dj − bj

dj−1

aj−1, j = 2, 3, ..., n (A.5)

cj = cj − bj

dj−1

cj−1, j = 2, 3, ..., n (A.6)

Les inconnus sont donc calculés à partir d’une substitution en arrière tel que :
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xn = cn/dn (A.7)

xk =
ck − akxk+1

dk

, k = n− 1, n− 2, ..., 1 (A.8)

La méthode TDMA est largement utilisée dans les problèmes CFD, puisqu’elle est peu

coûteuse en terme du temps de calcul et ne nécessite qu’un minimum d’espace de stockage.

En effet, elle est appliquée généralement pour des problèmes unidimensionnelles, mais elle

peut être utilisé dans un processus itératif, d’une façon dite « ligne par ligne », pour la

simulation des cas multidimensionnelles. Des subroutines correspondantes à la procédure

TDMA peuvent être trouvées dans différentes ressources y inclut la référence (Anderson,

1984).

Méthodes indirectes

Théoriquement, en utilisant des méthodes itératives, on obtient la solution Φ d’un

système linéaire après un nombre infini d’itération. A chaque pas, elles nécessitent le

calcul du résidu du système. Elles sont d’une grande utilité dans le cas où la matrice M

est creuse et de grande dimension. Le principal avantage des méthodes c’est qu’elles ne

nécessitent le stockage que des éléments non nuls de la matrice M.

La méthode itérative de Gauss-Seidel est une procédure simple est communément uti-

lisée pour résoudre itérativement le système d’équation (A.2). C’est une version améliorée

de la méthode de Jacobi.

Pour résoudre le système (A.2), il est préférable de se ramener à un problème de point

fixe. Pour se faire, on considère une décomposition de type M = A − N et on définit

l’itération k telle que :

AΦk+1 = NΦk + Su,M = A−N (A.9)

Le choix de la décomposition M = A − N est important pour la performance de la

méthode. D’une part, la matrice A doit être choisie telle que le système (A.9) soit facile
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à résoudre que le système (A.2). D’autre part, les valeurs propres de la matrice A−1N

doivent satisfaire |λi| < 1 pour que l’itération (A.9) converge.

Si l’on dénote :

L =




0

a21
. . .

...
. . . . . .

an1 . . . an,n−1 0


 , U =




0 a12 . . . a1n

. . . . . .
...

. . . an−1,n

0




et D = diag(a11, . . . , ann)(afin que M=L+D+U), les itérations les plus connes sont

– Jacobi : A = D, N = −L− U ;

– Gauss-Seidel : A = D + L, N = −U .

Pour ces deux méthodes, la matrice A est choisie de manière à ce que le système (A.9)

soit facile à résoudre.

Le processus itératif de Gauss-Seidel est définit par :

Pour i = 1, 2, ...,n

Φ
(k+1)
i =

1

aii

(
bi −

∑i−1

j=1
aijΦ

(k+1)
j −

∑n

j=i+1
aijΦ

(k)
j

)
(A.10)

Une condition suffit pour que le processus itératif de Gauss-Seidel converge est :

|aii| ≥
n∑

j=1
j 6=i

|aij|, pouri = 1, 2, ...,n (A.11)

En pratique, le processus itératif de Gauss-Seidel doit être interrompu à la première

itération k pour laquelle on a :

∥∥Φ(k) − Φ
∥∥ < ε (A.12)

ou ε est une tolérance fixée et ‖.‖ est une norme vectorielle donnée.
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Le taux de convergence du processus itératif de Gauss-Seidel peut être amélioré consi-

dérablement en appliquant des procédures dites d’accélération. La plus simple de ces

procédures est la méthode SOR « Successive Over-Relaxation ». La principale idée de la

méthode SOR consiste à observer la variation ou le changement des inconnus du système

entre deux itérations successives. Le but c’est de prévoir le taux de variation des inconnus

qui pourra résulter pendant la prochaine itération. Ensuite, les variables sont arbitraire-

ment ajustées dans le sens de la variation prévue pendant la prochaine itération. Puisque

la procédure itérative probablement converge vers la solution exacte, la variation prévue

pour la prochaine itération, doit constituée juste une fraction du changement observé

pendant la dernière itération.

En pratique, la méthode SOR peut être implémentée en modifiant l’algorithme de

l’équation (A-9) :

Φ̂
(k+1)
i =

1

aii

(
bi −

∑i−1

j=1
aijΦ

(k+1)
j −

∑n

j=i+1
aijΦ

(k)
j

)
(A.13)

Φ
(k+1)
i = Φ

(k)
i + $

(
Φ̂

(k+1)
i − Φ

(k)
i

)
, i = 1, 2, ...,n (A.14)

avec Φ̂
(k+1)
i est la valeur provisoire de l’inconnu déterminée à partir de l’algorithme Gauss-

Seidel, et $ est le paramètre dit « overrelaxation parameter ».

En combinant les deux équations (A-13) et (A-14), nous obtenons la forme générale

suivante :

Φ
(k+1)
i = (1−$) Φ

(k)
i +

$

aii

(
bi −

∑i−1

j=1
aijΦ

(k+1)
j −

∑n

j=i+1
aijΦ

(k)
j

)
(A.15)

La méthode SOR est consistante pour tout $ 6= 0 et elle cöıncide avec la méthode

de Gauss-Seidel pour $ 6= 1. Si 0 < $ < 1 la méthode est appelée méthode de sous-

relaxation, et méthode de sur-relaxation si $ > 1.


