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Le transfert de chaleur en écoulement diphasique fait partie de plusieurs domaines du
génie allant des nouvelles technologies de pointe aux filiéres conventionnelles de
conversion d’énergie. Particuliérement dans les réacteurs nucléaires, avec
’augmentation considérable du coefficient de transfert de chaleur en écoulement
diphasique, on arrive & un rendement sup€rieur et une combustion importante du
combustible (taux de combustion élevé). L’étude de ce phénomeéne (écoulement
diphasique) continue de susciter des développements importants en recherche théorique

et expérimentale.

Un effort préliminaire pour la simulation de couplage neutronique-thermohydraulique a
été initié & I’Ecole Polytechnique de Montréal. Cependant, ces travaux ont seulement
permis la simulation du réacteur CANDU-6 (CANadian Deutérium Uranium) dans des
conditions stationnaires. De plus, la structure du calcul paralléle en utilisant des codes
déja existants (DONJON/NDF, ASSERT-PV) a limité la capacité du traitement pour les
conditions transitoires. Les simulations dans des conditions stationnaires ont montré des

modes de couplage neutronique—thermohydraulique trés complexes.

Cependant, on considére qu’il est essentiel d’élargir I’étude du couplage aux conditions
transitoires. Ainsi, comme le coeur des réacteurs nucléaires CANDU est constitué par un
nombre important de tubes de pressions horizontaux chargés de grappes de
combustibles, "objectif de cette recherche consiste & développer un environnement de
calcul thermohydraulique le plus général possible. Ce programme de calcul est capable
de simuler et de prédire les conditions transitoires d’écoulement et de transfert de
chaleur dans un canal de combustible du cceur des réacteurs CANDU. Nous avons ainsi

développé les trois modéles suivants :



-Modéle de D’écoulement : Ce modele, basé sur I"écoulement diphasique & écart de
vitesse entre les phases, consiste & écrire les équations de conservations de la masse, de
la quantité de mouvement et de I’énergie pour les écoulements monophasique et
diphasique. Ces équations forment le modele physique de I’écoulement dans le canal du

combustible du réacteur CANDU.

-Modele de transfert de chaleur : Ce modéle est basé sur le développement des équations
de transfert de chaleur par conduction dans une tige de combustible et par convection
dans un canal d’écoulement (convection forcée en phase liquide, ébullition nucléée sous
refroidie et ébullition saturée). L objectif est de déterminer la distribution "locale" axiale
et radiale de la température dans la tige de combustible en fonction du temps et de
vérifier les parametres de sfreté suite a une transitoire donnée. I faut mentionner la

nature non linéaire de ces équations causée par la conductivité thermique de I’Uranium.

-Développement du modele numérique : Les systémes des équations résultants sont
discrétisés dans I’espace et dans le temps. Un schéma numérique semi-implicite a
volumes de contrble décalés est adopté pour permettre P’obtention de la solution des
transitoires du modéle thermohydraulique de 1’écoulement. De plus, un schéma de
différences finies totalement implicite "méthode de Laasonen" est développé pour
intégrer les équations différentielles du modéle de transfert de chaleur. Ceux la donnent
une représentation détaillée d’un canal de combustible et s’avérent nécessaire pour
effectuer la simulation thermohydraulique et ’analyse de streté du cceur des réacteurs

nucléaires CANDU.

L’élaboration du code de calcul permetira de prédire le comportement du caloporteur
dans un canal de combustible du cceur du réacteur & I’état transitoire ot la connaissance
approfondie de la thermohydraulique des systémes diphasiques est nécessaire. Pour cela,

une comparaison des simulations numériques du modéle de P’écoulement avec les



résultas expérimentaux des expériences en écoulement vertical ascendant dans des
sections d’essais chauffées a permis de valider la bonne application et le bon choix des
corrélations thermohydrauliques. De plus, une simulation compléte d’un canal de
combustible horizontal avec un flux de chaleur de forme co-sinusoidale pour les mémes
conditions d'opérations nominales d’un réacteur nucléaire CANDU-6 comparé & des
résultats des calculs analytiques a D'état stationnaire montre des prédictions

encourageantes.

Les résultats du développement de ce code de calcul permettront certainement

Pexploitation en toute sfireté des réacteurs nucléaires CANDU.



Two phase flow heat transfer is present in numerous engineering fields, from new
technologies to conventional energy conversion. In nuclear reactors, with the huge
increasing of heat transfer coefficient as the result of two phase flow, we can get a high
fuel burn up and a high efficiency. The study of this phenomena leads to a great

development in theoretical and experimental research.

Preliminary efforts were devoted to simulate a coupled neutronic-thermal-hydraulic at
the Thermal hydraulics Laboratory of the Institut de génie nucléaire (IGN) at the Ecole
Polytechnique de Montréal. This research was conducted for analyzing CANDU-6 under
steady-state conditions. Using existing codes (DONJON/NDF, ASSERT-PV) and
parallel computation has limited the treatment to steady state conditions that has shown
that the steady-state coupled simulation is quite complex. Modeling and safety analysis
in transients and coupled situations for postulated accidents in the CANDU nuclear
reactor require the development of a new thermal-hydraulic model. This model should

be able to predict the evolution of all physical parameters in space and time.

As the core of CANDU reactors consists of a large number of horizontal pressure tubes
containing fuel bundles, this thermal-hydraulic code was planned to be as general as
possible for many orientations of the core such as horizontal or vertical. The

development of a single channel model is based on these three models:

Fluid flow model: Based on the one dimensional drift flux two-phase flow model, we
have developed the conservation equations for mass, momentum and energy. These
equations constitute a physical model of the flow in a nuclear fuel channel of the

CANDU reactor.



Heat transfer model: This model is based on the development of conduction heat transfer
equations in the single fuel pin and convection in the flow (single phase liquid forced
convection, subcooled nucleate boiling and saturated boiling). The determination of the
local distribution of fuel pin temperature in space and time by taking into account the

Uranium thermal conductivity variation represents the main objective.

Numerical model: The unique features of this program are the staggered control volume
semi-implicit numerical method for fluid flow and the finite difference Lassonen
numerical method for heat transfer, which allow a fine and detailed representations of

the nuclear fuel channel.

The main objectives in this research are to build, to develop and to write a computer
program that will be used for modeling, for simulating and for safety analysis of the
nuclear fuel channel in the CANDU reactor core following hypothetical accidents. To
assess the ability to simulate the CANDU core, validation and improvement of this
program are conducted with large number of simulations. Important comparisons
between the fluid flow model predictions and the experimental data obtained at the IGN
thermal loop were carried out in up-flow in heated test sections. The results show the
good agreement between the predictions and the data. In addition, a complete simulation
of a horizontal fuel channel with a non uniform heat flux (co-sinus) as the same nominal
operation conditions of CANDU-6 nuclear reactor are also compared with the analytical

solution. The simulations are in perfect agreement with the analytical solutions.
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INTRODUCTION

Dans le passé, I’étude des accidents nucléaires graves impliquant la fusion du cceur ont
montré la nécessité d’en tenir compte dés le stade de la conception. En effet, il faut
rendre impossible un certain nombre de séquences accidentelles dont on ne pourrait pas
maitriser les conséquences. On peut citer par exemple, les accidents de réactivité par
dilution accidentelle du bore dans les réacteurs & eau légére sous pression (REP), la
fusion du coeur a haute pression et la détonation globale d'hydrogéne dans I'enceinte. Par
conséquent, il importe de pouvoir prédire le déroulement des séquences accidentelles et

de démontrer l'efficacité des dispositifs retenus pour que la fonction de confinement des

produits radioactifs soit assurée en permanence.

A cet effet, les codes de calcul, simulant des phénoménes physiques complexes,
représentent un support indispensable a 1’étude de la streté, a la conception et 2
I'exploitation des réacteurs nucléaires. Basés sur le calcul numérique, qui représente
l'une des disciplines de base pour de nombreux domaines de l'industrie et surtout les
réacteurs nucléaires, certains codes de calcul s’appuient sur des modéles élémentaires
comme par exemple les corrélations en thermohydraulique et les lois de comportement

sur les matériaux en mécanique.

La modélisation, premicre €tape de cette recherche, consiste a concevoir une
représentation d'un objet et de phénomeénes physiques qui s'y déroulent. Les objets
considérés et les phénomeénes associés sont: le canal de combustible d'un réacteur
nucléaire CANDU, le fluide caloporteur et leur interaction mutuelle. Modéliser un
phénoméne et faire un calcul requiérent donc le choix d'un niveau de représentation pour
chaque maillon de cette chaine: modéle physique, géométrie, méthodes numériques et

données de base.



Les phénomenes physiques sont représentés par des équations dont la complexité peut
atteindre des systémes couplés d'éguations aux dérivées partielles non linéaires. Comme
pour le canal de combustible, suite aux difficultés d’intégrer ces équations
analytiquement, plusicurs méthodes numériques ayants des précisions différentes
peuvent décrire le méme phénoméne. En effet, la méthode numérique va permettre de
calculer une solution approchée des équations en un nombre fini de points. Il faut enfin
programmer non seulement les modéles numériques, mais aussi la représentation du

canal de combustible du cceur du réacteur.

La qualification du code exige alors une étape d’identification paramétrique, conduite en
fonctioh de plusieurs critéres et contraintes que ’on formule comme un probléme
d’optimisation. Le critére global est représenté par une norme des écarts entre les valeurs
de référence et les valeurs calculées. Généralement, la qualification repose, pour une part
importante, sur des expériences repéres (benchmarks). Cependant, la qualification du
code sera effectuée avec les résultats expérimentaux de la boucle d'essais
thermohydraulique de I'Institut de génie nucléaire de 'Ecole Polytechnique de Montréal.
Et les données d'un canal de combustible horizontal avec un flux de chaleur de forme co-

sinusoidale pour les conditions d'opérations nominales d’un réacteur nucléaire CANDU-

6.

Le présent document sera divisé en sept chapitres. Une revue bibliographique faisant un
apercu général sur les travaux réalisés jusqu'a présent constitue le premier chapitre. A
partir du deuxiéme jusqu’au cinqui¢éme chapitre, nous présentons respectivement, le
modéle de 'écoulement dans un canal de combustible, les équations constitutives qui
régissent les phénomeénes des écoulements monophasiques et diphasiques, le modéle de
transfert de chaleur par convection entre les crayons combustibles et le fluide
caloporteur, et le modele de transfert de chaleur par conduction dans une tige de
combustible. Le développement numérique de ces modeles est par la suite présenté dans

le sixiéme chapitre. Le dernier chapitre sera consacré a la validation du programme et &



l'analyse des résultats. La conclusion et les recommandations sont suivies par les
annexes des simulations avec les conditions expérimentales en écoulement
monophasique et en écoulement diphasique et finalement par un listing du code de

calcul développé au cour de cette recherche.



A la fin des années quatre-vingt, les codes de calcul disciplinaires sont devenus des
outils couramment utilisés par ’industrie nucléaire. Un certain nombre de codes a été
développé dans des domaines trés variés : mécanique, thermohydraulique, neutronique
etc. A partir du début des années quatre-vingt-dix, des besoins de plus en plus
importants en matiére d'études pluridisciplinaires ont été exprimés : interactions fluide
structure, calculs de contraintes mécaniques d'origine thermique et rétroactions

neutronique-thermohydraulique.

Ces études nécessitent le développement de solutions et la réalisation des simulations
numériques intégrant les différentes disciplines et leurs interconnexions. Cette solution
est envisageable dans certains cas mais demande une généralisation des codes de calcul
qui n'est pas toujours possible. Une autre voie a donc €té retenue, consistant a réutiliser

les codes existants et a les coupler.

La réalisation d'un couplage varie en fonction des choix pris 4 chacun de ces niveaux.
Par contre, elle peut étre classifiée en trois catégories principales : le couplage fort (ou
les codes s'échangent mutuellement des informations éventuellement plusieurs fois lors
d’un pas de temps), le couplage faible (ot les codes s'échangent unilatéralement des
informations lors d'un pas de temps) et I'enchainement (ot I'échange des informations

s'effectue a la fin de I'exécution d'un code).

L'évolution de l'analyse de slireté des réacteurs suite a ’étude de l'accident de perte de
caloporteur (PERCA) a donné naissance au développement des codes de calculs
thermohydrauliques ayant pour objectif la détermination de la distribution de la
température dans le combustible et la gaine, ainsi que la pression et la qualité du fluide

3 Vintérieur du circuit de refroidissement.



Il est devenu donc important de développer des outils de couplage neutronique-
thermohydraulique. Pour les réacteurs CANDU, jusqu'd ’année 2001, selon Dionne
(2001), peu d’analyses utilisant le couplage entre les codes de neutronique et de
thermohydrauligue ont ét¢ effectuées. Les seuls exemples répertoriés de couplage sont
ceux de CERBERUS/FIRBIRD-III et de CERBERUS/CATHENA. A cet effet, des
travaux sont déja effectués a I'IGN (Dionne 2001) pour le couplage neutronique-
thermohydraulique a 1'état stationnaire utilisant des codes de calculs indépendants
DONIJON/NDF (Varin et al. 2000) et ASSERT-PV "Advanced Solution of Subchannel
Equations in Reactor Thermalhydraulics” (Kiteley ef al. 1991) reliés par une interface
externe, plutdt que de concevoir des algorithmes pour résoudre les équations de la
thermohydraulique et de la neutronique ensemble. Le code de calcul quasi-
tridimensionnel ASSERT-PV, modélise et simule les écoulements diphasiques dans les
grappes de combustibles des réacteurs CANDU par des sous-canaux interconnectés a
l'aide du modele & écart de vitesse. Ce code utilise le modéle qui autorise les phases 2

avoir des différences de températures et de vitesses.

Une étude récemment publiée concernant le code de calcul FMPHWR (Huo et al. 2004),
représente un programme de gestion de combustible du réacteur CANDU basé sur le
couplage neutronique-thermohydraulique a I’état stationnaire. Ce code utilise dans le
calcul thermohydraulique (transfert de chaleur) le modéle d’un canal -unique, alors qu’il
néglige la chute de la pression dans le canal. Du fait, on considére qu’il est important et
essentiel d’élargir I’étude et d’élaborer un couplage neutronique-thermohydraulique du

ceeur du réacteur CANDU aux conditions transitoires,

En streté nucléaire, des codes de calcul thermohydraulique ont €té développés dans le
passé, on peut citer : Le code de calcul FIREBIRD-III (Lin ef al. 1979), un programme
de réseau général créé essentiellement dans le but de prédire le comportement
thermohydraulique d'un écoulement diphasique eau-vapeur des réacteurs de puissance

CANDU lors d’une PERCA postulée ainsi que de D'injection d’urgence de caloporteur



qui s’ensuit. Plusieurs modifications sont faites pour améliorer ce code, tant au point de
vue des méthodes de résolution des équations thermohydrauliques et des corrélations
utilisées qu'au point de vue du modéle physique. CATHENA (Richards ef ol 1988) et

(Hanna 1997) basé sur le modeéle a six équations a deux pressions et & sept variables

principales, réduit en six (V v hg, h, P, 8) par l'utilisation de la relation constitutive
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de la différence de pression entre les phases, développé principalement pour I'analyse de
l'accident PERCA dans les réacteurs CANDU. Ce code & une dimension est utilisé dans
la conception et I’analyse des réacteurs CANDU-3, CANDU-6, CANDU-9 et MAPLE.
Concernant la sfireté des cceurs des réacteurs REP, le commissariat & 1’énergie atomique
de France (CEA) a développé un systéme de codes, CRONOS-2 (Lautard et al. 1990)
pour la neutronique du cceur et FLICA-4 (Toumi et al. 2000) pour la thermohydraulique
du cceur avec comme méthode numérique basé sur 1’approximation de Riemann
(approximate Riemann solver). Ces codes sont couplés (on calcule simultanément la

‘peutronique, l'évolution isotopique et la thermohydraulique du ceceur), ce qui constitue

une des modélisations les plus avancées.

De plus, le code CATHARE (Geffraye ef Bestion 1994) développé par le CEA, traite de
la thermohydraulique & ['échelle du systéme. Ce code largement utilisé & travers le
monde permet de mener & bien les évaluations de la sfreté des réacteurs (REP). Le
programme de validation expérimentale de CATHARE a ét¢ systématique et progressif,
depuis les modeles élémentaires, jusqu'au retour d'expérience sur les réacteurs. Ce
logiciel simule dans sa version la plus avancée les écoulements diphasiques qui peuvent
se produire pendant des transitoires dans la cuve du réacteur a l'aide d'un modéle
tridimensionnel. Le logiciel MANTA (Novendstern 1970) permet de simuler le
comportement transitoire du réacteur (REP) lors du fonctionnement normal ou dans des
situations de dimensionnement. Il décrit les écoulements et transferts de chaleur en
simple phase liquide ou en double phase liquide-vapeur, cette possibilité étant

essenticllement réservée au circuit secondaire. Sa validation, reposant sur la



comparaison de ses prédictions avec des résultats expérimentaux obtenus soit & partir
d'essais ou des transitoires réels, est déja largement acquise & ce jour.

Le code de calcul thermohydrauligue THYC (Mur et Meignin 1997) développé 2
Electricité de France (EDF) est particuliérement adapté au calcul des transferts de masse
et d'énergie dans les composants nucléaires. Ce code a pour but I’étude des écoulements
simple ou double-phase & trois dimensions se produisant dans des grappes de
combustible ou dans des faisceaux de tubes des réacteurs REP. Il repose sur une
modélisation tridimensionnelle de l'écoulement par une approche de type milieux
poreux. Le code THYC est utilis¢ d'une part pour la prédiction du flux de chaleur
critique et d'autre part pour 'élaboration de nouvelles corrélations. De plus, il calcule les
écoulements diphasiques dans les tuyauteries ou les faisceaux de tubes et il sert aux
calculs des transitoires tels qu’une rupture de la tuyauterie vapeur, accidents de dilution
de bore, prédictions de la caléfaction ou études de générateurs de vapeurs et de

condenseurs.

Enfin, les codes de calculs utilisés pour la simulation des réacteurs CANDU sont

classifiés selon Carver (1995) selon :

1)- Codes systémes a une dimension qui ont les capacités de modéliser 'écoulement et le
transfert de chaleur dans toutes les composantes du circuit de refroidissement du
réacteur et ses interactions avec le reste du systéme incluant la rétroaction neutronique,
le combustible, les tubes de pression, la calandre, et les mécanismes de contrble.
L'analyse de sfreté des transitoires pour les accidents hypothétiques considere la
génération significative du vide. Par conséquent, tous les codes systémes sont
développés de maniére & incorporer I’écoulement diphasique. Les codes systémes sont

classés essenticllement en deux catégories :

a) Codes 2 deux phases : FIREBIRD-III (Lin ef al. 1979) ; NUCIRC (Dam et ai. 1994)

permettent la simulation du systéme & I'état stationnaire. Le code NUCIRC est utilisé



initialement dans I'analyse de la puissance critique d'un canal de combustible. Basé sur
le modéle d’équilibre dynamique (equilibrium flow model), ce code est modifié pour
tenir compte de I'ébullition sous refroidie et du glissement et leurs effets sur le taux de
vide et la chute de pression. NUCIRC a la capacité de modéliser a I’état stationnaire
tout le circuit de refroidissement et peut simultanément modéliser tous les canaux du
réacteur individuellement. SOPHT (Skears et Chang 1977) est un code de calcul systéme
pour l'analyse & I'état transitoire. Il est également basé sur le modéle d’équilibre
dynamique (equilibrium flow model) avec pour approche numérique l'algorithme de
Porsching (Porsching ef al 1971). SPORTS (Chatoorgoon 1986) a été développé
spécifiquement pour l'analyse des transitoires en écoulement diphasique des réacteurs
type piscine & basse pression et utilise le modéle homogeéne avec la méthode
d'intégration itérative complétement implicite pour éviter les oscillations numériques.

b) Codes a deux fluides avec gaz non condensables : CATHENA (Hanna 1997); le
code de calcul RELAPS (Lee ef al. 2000), développé pour la simulation des transitoires
et la modélisation couplée du cceur et des systémes de refroidissement des réacteurs REP
en cas d'accident PERCA. Ce code est utilisé occasionnellement dans l'analyse des
réacteurs CANDU. Le modele de ce code est basé sur I'écoulement diphasique en
déséquilibre thermique et dynamique avec six équations et intégré par la méthode
numérique semi-implicite. TUF (Liu ef Leung 1994) utilise également le modéle 2 six
équations avec une méthode de solution basé sur deux pas avec un pas explicite et l'autre

implicite qui représente une extension de la méthode de Porsching.

2)- Codes multidimensionnels des composants, 'analyse multidimensionnelle n'est pas
largement utilisée dans les codes systémes a cause de sa complexité. Cependant,
quelques particularités multidimensionnelles auxiliaires sont appliquées 4 savoir le
modele de la conduction dans le combustible. Généralement, ces codes sont orientés 2
des composants particuliers, tel que la grappe de combustible, le générateur de vapeur, la
calandre, etc. COBRA-3M (William 1979) utilise le modéle d'équilibre en écoulement
diphasique; alors que, ASSERT (Carver et al. 1990) a une option d'équilibre lui



permettant de résoudre les mémes équations que COBRA-IV, mais loption du
déséquilibre de ASSERT favorise la modélisation du début d'ébullition sous-refroidie

dans des canaux particuliers et la redistribution du flux massique entre les sous-canaux.

3)- Codes de calculs CFD (Computational Fluid Dynamics) : Des avancés significatives
dans la méthodologie & systéme aux coordonnés arbitraires (basée sur la méthode des
éléments finis) ont ét€ appliqués dans le domaine de la thermohydraulique des réacteurs
nucléaires. La performance de ces codes est bien prouvée en écoulement monophasique,
ou la précision est fonction de l'applicabilit¢ du modele de turbulence choisi. On
mentionne ici essentiellement trois codes utilisés dans l'analyse des réacteurs CANDU.
TASCFLOW (Banas et al. 1993) est un code CFD monophasique a trois dimensions
pour une géométrie arbitraire utilisé avec succes dans la simulation des géométries assez
complexes et pour la modélisation des jonctions, des espacements et des grappes du
combustible afin de quantifier I'amélioration du transfert de chaleur. PHEONICS
(Spalding et Singhal 1980) est un code CFD a trois dimensions et a deux fluides pour
des géométries arbitraires, utilisé dans la modélisation de la calandre. Banas et al. (1994)
ont utilisés le code FLOW-3D dans l'analyse des réacteurs de type piscine et dans la
modélisation de la distribution du taux de vide dans les canaux. Ce code a les mémes

caractéristiques que PHEONICS.

Le code de calcul qu’on développe dans ce mémoire sera basé sur un écoulement
diphasique unidimensionnel de la forme d’un canal de combustible des réacteurs
nucléaires CANDU. 1l sera capable de traiter le déséquilibre dynamique entre les phases
et le transfert de chaleur par conduction dans une tige de combustible & I’état transitoire,

avec la possibilité de faire varier les quatre parametres suivants : le flux massique moyen

(Gm )et le sous refroidissement (h ) a ’entrée d’un canal de combustible, la pression

(P) alasortie et la source thermique (g") (source neutronique) le long d’un canal.
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CHAPITRE II - MODELE DE L'ECOULEMENT

Une grande partie des codes développés pour la simulation des transitoires
thermohydrauliques des réacteurs nucléaires ont recours a4 des méthodes de solutions
numériques des équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et
de Pénergie. A ces équations s’ajoutent les conditions initiales et aux limites
appropriées. En général, selon I’approche utilisée, ces méthodes peuvent étre classifié en

quatre catégories :

1) L’approche par sous canal considére que chaque cellule élémentaire délimitée par
quatre crayons, ou par un nombre plus petit de crayons et une partie du tube de force
comme un sous canal au sein duquel on étudie de maniére fine I’écoulement. La cellule

¢lémentaire est définie par des lignes imaginaires liant les centres des éléments

combustibles, ce qui modifie le systtme de coordonnés cylindrique(z, , 6)a un

systéme(z, 5) , ou ¢ définit la distance directe entre les centres des sous canaux. Cette

approche suppose que la composante axiale de la vitesse est dominante comparée aux
autres composantes, et des corrélations sont nécessaires pour la formulation des termes

de I’équation de la quantité de mouvement transversale.

2) L'approche milieux poreux est basée sur le traitement global des solides régulierement
répartis au sein d’une maille du domaine de calcul, ou les solides sont homogénéisés aux
fluides les baignant. Lors de ['utilisation d’une telle méthode, il convient toutefois d’étre
prudent, car une homogénéisation peu pertinente risque de sévérement détériorer les
résultats. Cependant, il ne faut pas homogénéiser les solides dont la distribution au sein
de la maille de calcul considérée est irréguliére, ou sur lesquels s’exercent des conditions

aux limites de température, de pression et d’étanchéité¢ (comme la paroi du canal). La
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porosité distribuée () est incluse dans les équations par un remplacement simple de la

densité (o) par le terme (o).

3) Pour l'approche du systéme a coordonnées arbitraires, & cause de la complexité de la
géométrie d’une grappe de combustible, le domaine physique est transformé en un plan
de régions connectées, puis les équations de conservation sont écrites en coordonnés
orthogonales ou non orthogonales qui sont ensuite déformées pour représenter la
géométrie. Cette méthode est parmi les plus utilisées actuellement dans les codes de

calcul de type CFD.

4) Concernant l'approche du modéle d’un canal de combustible, elle est basée
essentiellement sur la modélisation des grappes de combustibles baignant dans le fluide
adjacent sous forme d’un canal unitaire, avec une €étude détaillée de la conduction
thermique dans 1’élément. On retrouve deux sous modeles :

Sous modeéle avec des conditions aux frontiéres en mouvement (Han er Thomas 1999) :
cette technique est basée sur le suivi des mouvements des conditions aux limites du
volume de contrdle (changement de phase et de la position du flux de chaleur critique)
axialement durant les transitoires;

Sous modéle avec les conditions aux frontiéres fixes : ce modéle est celui utilisé pour

notre projet.

On simule un tube de pression chargé de grappes de combustibles baignant dans le
fluide caloporteur par des volumes de contrble, tout en supposant que la section de
passage est axialement uniforme (On néglige I’effet des plaques de fixations). Un
volume de contrdle est défini par une interface d’entrée, une interface de sortie et une
longueur de chauffage centrée par un nceud (figure 2.1). Pour les écoulements
diphasiques, le modéle unidimensionnel est basé sur I’utilisation des moyennes sur le

volume des paramétres qui définissent le systéme. Le volume de contrble représente
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ainsi la base essentielle pour la discrétisation spatiale du canal de combustible (figure

2.2) et servira encore & |’application de la méthode de résolution numérique appropriée.

2.1 - Formulation des équations de conservation
Afin d'élaborer I'équation générale de conservation moyennée sur le volume, on simule
’écoulement dans un tube de pression du cceur du réacteur CANDU par un canal avec

un diamétre équivalent (D ) soumis & un flux de chaleur sur la paroi (g”). La figure

éq
2.1 représente un volume de contrfle générale pour un écoulement mixte diphasique
dans un canal. On suppose un écoulement unidirectionnel (figure 2.2) ou la section de
passage est constante, alors que les grandeurs thermohydrauliques telles que la pression,

la répartition des phases, la densité, la vitesse et la température sont distribuées

uniformément sur la section de passage. Prenons (V,) comme le volume de contrdle de
la phase (k) limité par les surfaces des phases (4,,) (entrée) et (4,,) (sortie), les
portions des interfaces (4,) et la surface de contact entre la phase (k) et la paroi (4,,)
Le volume (¥, ) choisi arbitrairement petit est fonction de la longueur (Az).

En utilisant le théoréme de Leibnitz sur le volume de contrdle (¥, ), il résuite :

o¥ -
9 [ war- cqye | WiAdA+
a k ki %
Lo D) 40
[ ¢id,da+ [¥ i dA- [ W7hdA, 2.1)
A, (2,0) Ay Ay

avec: ¥, : propriété par unité de volume,
v, : vitesse de I’interface entre les phases( % ) ,

Vs Virs Ve - vitesses de la phase & respectivement & (’entrée, & la sortie et 4 la

paroi) (/') .
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Comme le volume de contrble est indéformable, alors les vitesses VysVips Ve, SONL
nulles, ¢’est-a-dire que I’équation (2.1) peut s’écrire comme suit :
% oY ~
= [war= | —tar+ [ wi#dd. 2.2)
¢ Vi{z,t) Vil(z.1} t A(z,1)

Sens de "écoulement

Figure 2.1 : Schéma du volume de contrdle d'un écoulement diphasique circulant

dans un canal
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ot £ a1 = §f

Figure 2.2 : Schéma de discrétisation axiale d’un canal de combustible



Par I’application du théoréme de Gauss sur le volume de contrdle (¥, ) :
-~ = 8 ¢ . = -
[VBav= [ABdd+— [A Bav+ | #,Bd. 2.3)
Kz 4G) % e me
ol :

—

B, : un vecteur quelconque.
En effectuant le bilan sur un volume de contrdle (¥,) de la propriété (¥}, on obtient

’équation de conservation suivante :

Taux de variation de la Génération de la Flux net de la propriété ¥
propriété ¥ dans le volume = (propriété ¥ dans » + Jatravers la surface 4(z,7) du
de controle ¥, (z,1) le volume ¥, (z,¢) volume de controle ¥, (z,t)
0 - d = _
" [weav= [ s, av- [ Jiiaa , (2.4)
Vi (z.t) v, (2 4,(z.0)
ou:

S, : source par unité de volume et de temps,

?k : flux de propriété a travers les fronti¢res par unité de surface et de temps.
En combinant les équations (2.2), (2.3) et (2.4), on obtient I’équation générale de
conservation moyennée pour chaque phase (Tapucu 2000), donnée par :

%ﬂ(‘ﬂ) " a—igk<ﬁz (w7, + ?k)> = 5(s,) =

1 of 7, = g
- g‘(z ¥, + 7, J’k) dA — ?A:éinkwjk dd | (2.5)

avec le taux de vide moyen définipar: ¢, = V% .



16

Afin d’obtenir les équations phasiques, il faut identifier alors les propriéiés (‘P . ) , (S gk)

!=
et |J k> présentées dans la tableau 2.1.
\
Les équations de conservation du modele de ['écoulement & savoir la conservation de la

masse, de la quantit¢ de mouvement et de 1’énergie sont développées pour toutes les

configurations en fonction de I'angle d'inclinaison (9) de I’écoulement selon la tableau

2.1. L'écoulement vertical ascendant est traité¢ dans l'objectif de la vérification des
résultats théoriques avec ceux expérimentaux & ['état stationnaire disponible au

laboratoire.de thermohydraulique de I’IGN.

Tableau 2.1 : Représentation des propriétés utilisées dans I'équation de conservation

générale
Balance ¥y i Se
Masse P 0 0
Quantité de mouvement LoV, Pﬁ— G, p & cos(8)
- : gk gk\ —y = =1\~ - - .
Energie p(u +—£——) g, —(—Pkl +o'k)vk p g v,cos(6)+0,

Avec : u : énergie interne en {kJ kg) ,

: : N
P, : pression de la phase k ( Kn 2},
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— 174
q .ﬁuxdechaieur{%nz},

O, : source de chaleur interne par unité de volume {%3} ,

o, : contrainte inter faciale entre les phases,

el

: vecteur unitaire,

@ : angle formée par rapport a la verticale; Pour un écoulement vertical

ascendant, on & €=0; Pour un écoulement horizontal "Réacteur CANDU",

6=90".

2.2 - Equation de conservation de la masse

En remplagant les propriétés telles que définies dans la tableau 2.1, dans 1’équation

générale de la conservation (2.5), on peut déduire 1’équation de la continuité donnée

par:

0 o . - .
a€k<pk> + 5%(’% P Vk> = _—jmk a4 (2.6

avec :
<mk> = égmk dA = p, #, (V, — V,) , qui représente le taux de transfert de
4

masse par unité de surface a travers I’interface (k% 2s> ,

v, : vitesse de I’interface <7% )
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g, : taux de vide moyen. Pour la phase gazeuse ¢, =& = V% , pour la phase

liquide & =1-¢ =%.

En remplagant £ = g, ou k = pour les phases gazeuse et liquide respectivement dans

’équation de conservation de la masse (2.6), on obtient :

- Phase vapeur

0 b, _

5?8<pg> i §g<pg V) = =(m,) =T, 2.7)
- Phase liquide

0 0 _

5(1—8)<P1> + 5(1—8)( P Vl> = —<ml> =}:‘l . (28)

Selon le théoréeme de Kotchine, la somme des quantités de masse échangée entre les

phases est nulle. Donc ona (Fg +I, = O).

2.2.1 - Equation de conservation de la masse pour le mélange

En additionnant les équations de conservation de la masse des phases gazeuse et liquide

(2.7) et (2.8) respectivement, on obtient :

%[5(%) + (E—a}(P;)] + é—i[s(pg vg> +(1-e){ p, v,>] = 0. (2.9

On considere que toutes les propriétés sont moyennées sur un volume de contrdle, et on

définit les quantités physiques suivantes :
G, =5(pv,) » G =(1=e){ow) » o =ep, +(1-£)p, .

G, =G, +G, :5<pgvg>+{§—3)<plv,> ,
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avee ©

G,, G, et G, : flux massique de la phase gazeuse, de la phase liquide et du

\

mélange respectivement en {k% zs) et

p,, - densité du mélange (k% 3).
On peut écrire I’équation de conservation de la masse (2.9) comme suit :

—p, + —G, =0 | (2.10)

2.3 - Equation de conservation de la quantité de mouvement

En remplagant les propriétés telles que définies dans la tableau 2.1, dans 1’équation

générale de conservation (2.5), on peut déduire I’équation de conservation de la

quantité de mouvement.

5, - 0 - ~ - = = -
—a-;gk<pk V) + a£k<nz(pk v, V, + PkI—O'k)>—£k<pk g, cos(0)>=

~2 [ v+ (2T -5,)] aa- [A (BT -5 )2, @1
A A

En multipliant scalairement cette équation par le vecteur unitaire 7, et sachant que :

Ai,g=—-g (Ecoulement vertical ascendant),

n, v, =v, (Composante axiale de vitesse de la phase & sur 'axez),

- = -~ =N 2
nAn O Vi Vk) =P Vi

ﬁ(ﬁkw P,f) =0, (A L7A,).

L’équation de conservation de la quantité de mouvement devient alors :
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% 0 3]
\—é?gk (.0/; Vk) + Egk <pic V:)/ T 6 <Pk>l - ggk (Gzzk? t &, (Pk gj’“’(e)}:
M @ 3) @ 7

i . . - = - - = ]. — — =
-.17'5‘ i, v!cz-!—nz(nkPkI)-nz(:k)o'k) dA+?Ajnz{nkw a4 . (12
(56) < . i )
6}

A Ga)

L’interprétation physique de chaque terme de cette équation est la suivante :

terme (1) : taux de changement de la quantité de mouvement de la phase (k) en

fonction du temps, 'accélération locale’,

terme (2) : variation de la quantité¢ de mouvement de la phase (k) par le déplacement

du fluide, i.e., convection, 'accélération spatiale’,

terme (3) : gradient de pression axiales de la phase (k) ,
terme (4) : gradient axial des forces visqueuses dans la phase (),
terme (5a) : transfert de la quantité de mouvement par vaporisation ou condensation a

’interface des phases,

terme (5b) : forces de pression a ’interface des phases,

terme (5¢) : contraintes inter faciales entre les phases,

terme (6) : perte de pression par frottement a la paroi du canal,

terme (7) : forces gravitationnelles.

En remplagant I’indice (k) par (k = g ou k& = [) pour la phase gazeuse et la phase
liquide respectivement dans I’équation (2.12), on obtient les équations de conservation

de la quantité¢ de mouvement suivantes pour chaque phase :

- Phase vapeur
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%gg[m + i, (3R,T)-A(R5,) |+ [ (7 5) 4. @13

Agy

- Phase liquide

-l v) + =(-9){a ) + 2{1-2HR) - 2(1-5)(on) + (1-2){ g ca(8) =
_-}l/-;[m,vlz—i- A (AP T) - 7.(7 5)] 4 + —gﬁz(ﬁ,w 5)d4 . (214)

On pose :

ou:

(I K): représente la quantité de mouvement transférée d’une phase (k) vers

’autre. Selon le théoréme de Kotchine : (I Lt = 0) .

2.3.1 - Equation de comservation de la quantité de mouvement du
mélange

On additionne les équations de la phase vapeur (2.13) et de la phase liguide (2.14) et on

prend en considération le théoréme de Kotchine, on obtient I’équation suivante :

Zlelew vi) + (=)o wi] + Zlete, ) + (=a)o )] +
2lele,) + (-e)®)] - efon) + (-e)(e)] +

Oz

[e<pg g cos{@}) + {1-5}<p, g cos(6) ]

—z gn n:kw Uk dA , (2.15)

k=g 4,
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ot, NOUS avons :
1 fo (= = A, I« 7= =
= gnz(nkw &) dd=-—~ = (7, Cest-a-dire (r,) =- —;Z jn (7, 5,)d4 ,

[s p, gcos(0) + (1-e)p, g cos(e)] = p, g cos(H),
avec :
A, : surface de chauffage des ¢léments de combustible d’une longueur Az dans

le volume de contréle du canal (mz) )

Le terme de droite de I’équation de conservation de la quantité de mouvement du
mélange (2.15) représente la chute de pression par frottement, lequel peut-étre développé

selon la procédure suivante :

2 / g
(gd_r;) _ A L[G_]@(ﬁj w;(graj ,
&)y V D,|2p, az ) e Az ) g,

2 2 2
&[ G? ] _ cpfaL(i) _ @;oig_[ G ] | 016
D, 2p, D, \2p, D, \2p,
avec :
. . s s , 44
D,, : diamétre hydraulique de I’écoulement () , donné par : D, = PZ ,

A, : section de passage du fluide dans le canal de combustible (m2 ) ,

f7p : facteur de frottement diphasique,

f€t S, @ facteurs de frottement monophasique,

@ : facteur de multiplication diphasique par rapport 4 la phase liquide,
CD;O . facteur de multiplication diphasique par rapport 2 la phase gazeuse.

Puisque la section de passage du canal est petite, donc on peut supposer que la
distribution de la pression dans la section de passage est uniforme, c’est-a-dire que la

pression des phases est la méme sur un plan radiale, alors :
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P =P, =P =4e, +(1-¢)P .

On néglige la variation axiale des forces visqueuses dans les phases, soit :

J
52—[5<azg> +(i—5}<az,)}—> 0 et
on introduit la définition du titre de I’écoulement comme suit :
m 3 PV A, &PV,

Xd = g = = .
my+iy p v, A +pvid e, +(1-5)pv,

Selon Ishii (1977) et Delhaye et al. (1980), on peut supposer que la moyenne du produit
des variables dépendantes dans le canal est identique au produit des moyennes, ce qui

représente une simplification conventionnelle. De plus, avec 1’approximation

sur<gpgv§><£pg>5<52 p§v§>, le deuxiéme terme de gauche de I’équation de

conservation de la quantité de mouvement du mélange (2.15), qui représente la perte de

pression par accélération peut-étre développée sous la foerme générale suivante :

2 2
dP 0 dliep,v 1-&)pyv
(%) = Zleewi+(-c)ont] - 2/(n) {0-c)ov]

gz &0, (1-¢)p,
G 2 2 (1-x,) ;
_01G G || 0 X UZA) ) ?—[i] , (2.172)
oz ep, (1-¢)p oz e, (1-¢)p, oz| p,,

ou:

représente la densité volumétrique de la quantité de

> (1-x,)7 T
0., = X5 +< — d)
M gpg (1_8)pl

mouvement du mélange (k% 3 }

Selon la définition de I’identité fondamentale de 1’écoulement diphasique (Ishii er Hibiki
2003) dans le modéle & écart de vitesse, la perte de pression par accélération peut

s’écrire de la facon suivante :
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(aP) B 3 | &P
{82t vt ] oo 2]
( G? 5
_(ﬁ} A S A N Y N (2.17b)
dz ),.. 0Oz\ p, ozl (1-¢)p, ©
Sachant que :
b P
= Loy et =y -—2= y
Vo=V, + o vy et v, =, i=2)p, Vy

v, - I’écart de vitesse entre les phases (% )

En utilisant ces définitions, I’équation de la quantité de mouvement du mélange

(2.15) devient sous la forme générale suivante :

2 2
aG"’+£P+—Gﬂ +(I>,20—f—’——G— +p,gcos(6) =0 . (2.18a)
ot oz Py D, \2p,

L’équation de la quantité de mouvement du mélange (2.15) sous la forme du modéle a
écart de vitesse devient :

2 2
G, P L 2G|, 01 28A ), q;lzo_fl_(i + p, g cos(6) = 0, (2.18b)
o &z o\ p, &| (1-¢) p,, D, \2p

en utilisant la définition de la chute de pression par accélération (2.17b), I’équation de la

quantité de mouvement du mélange devient :

dP dG, ( dP) ( dP) ( dP)
—_— = - Lt =] + =] +— ,
dz dt az ) . dz Fie N\ dz ) ys

avee |

-(%Z‘!i)élév B pm g COS<9} 5

(@)

terme (a) : représente I’accélération locale,
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terme (b) : perte de pression par accélération,
terme (c) : perte de pression par frottement,

terme (d) : perte de pression par élévation.

2.4 - Equation de conservation d’énergie thermique

En remplagant les propriétés telles que définies a la tableau 2.1, dans [’équation générale

de conservation, équation(Z.S) , on peut déduire I’équation de conservation de I’énergie

pour chaque phase, qui est donnée par :

0 1. - 0 . 1. .\
gt-&‘k L U +—2'Vk.Vk + 581( n,.p, uk+§vk.vk v, +

E%Ek <ﬁz.(zj; (-,

=]
+
il
S
>r<‘
R
~——
]
£
—_—
o
-
—~——
Y]
Ed
N
!
N
0Q
<
==
(]
@]
7]
==
D
Neceze”
—~——
1l

— [, (q,;—(—PkT+§k).ak)dA. (2.19)

L’expression de I’équation de conservation d’énergie en terme de D’enthalpie peut

s’écrire comme suit :

= i / =
) PI 1. 8 /. PI 1._).
b\ AT NN T S A&\ A hk“'@_ OV %)

o )

- 0 - = _ 0 . = - -
gz— £, <nz q,’c>+52— £, <nz P, I Vk>——a-z— &, <nz G, vk>—:9k <pk gV, cos{ﬁ}2=

e -~ RN g , ~
& ) & (6a)
= \
1o BT 1) 1o .,
& Qk>——_—fmkthk_ + SV, (A~ — |7, g, dd —
“-v—'<(6)g & P 2 J v
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%Jﬁk (Pﬁ—a).&de—é—Ai i, éf,’(dA—%A}; i (PI-5,) 7,4 . (2.20)

N 7 [N J \ J

(7¢) @ RS
L’explication physique des différents termes :

terme (1) : taux de variation de I’énergie totale de la phase (k),

terme (2) : variation de I’énergie totale par convection de la phase (),

terme (3) : transfert de chaleur par conduction thermique axiale dans la phase (k),

terme (4) : travail produit par les forces de pression dans la phase (k),

terme (5) : travail produit par les forces visqueuses dans la phase (k),

terme (6) : source d’énergie dans la phase (k),

terme (6a) : travail produit par les forces massiques dans la phase (k) suite a 1’élévation,
avee, §.V, = — gV, (Ecoulement vertical ascendant),

terme ( 7a): énergie transférée a travers ’interface entre les phases par vaporisation ou

condensation,

terme (7b) : transfert de chaleur par conduction a travers I’interface des phases,
terme (7c) : travail produit & travers I'interface des phases par les forces visqueuses et

de pression,

terme (8): chaleur transférée par conduction de la paroi & la phase (k),
terme (9) : comme la vitesse & la paroi du canal est nulle, alors ce terme est nul.
On pose 7, : D’énergie transférée & travers I'interface de la phase (k)par unité de

volume,

Lo, U P A
7, = ——_[n@, R RN AR +nk.{PkI—o'k}.vk a .
Vi P 2

L’équation de conservation de I’énergie thermique pour la phase vapeur est :
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o |p, ) 0 |5 0 /4
é5<pg hg> + 56‘(\? v;/\ - ——8<Pg> + —5<pg h, vg> +§€<%‘évg> + §g<q_g> -
%5<§gvg> - 6‘<Qgg> - 5<pg g.v cos(@)) = 7, - é j‘ﬁgw g,dA (2.21)

0
!
g(l—£)<€ivf v,> + gz—(l—g)<q:,> - —éa-z-(l—e)<52,v,> - (l—g)<Qg1> -

L Ul
(1—5)<p, g.v, cos(&)) == _[n,w gda . (2.22)

2.4.1 - Equation de conservation d’énergie du mélange

En additionnant les équations (2.21) et (2.22), on obtient 1’équation de conservation de

’énergie thermique du mélange :

aletn) =09 (o] glo (B ) <09 (2 ) -

R

@
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[(1-2)(p, 2 - 7 cos(8)) + (p, & .7, cos(6))] =
ay

(

i
> | . Goda . (2.23)

On considére que tous les paramétres et les variables sont moyennés sur le volume, donc

on peut enlever la représentation de la moyenne( > .

Le développement des différents termes de I’équation de conservation de l’énergie

thermique du mélange (2.23) donne :

0 0
terme (1) : E[apghg +(1—-g)p,h,:| =5thm>
2
Ol Pe 2 P 2 |G, X, (I_Xd) o( G,
. — —_— l_ s = = )
ferme (2) at!:g 2 s +(1-¢) 2 V’] at‘: 2 |ep, ¥ (1-€)p o\ 20,
terme (4) : —a—[aphv +(1—£)phv]=—?—hG
62 g'’g" g 1" 62 d~m *
3 3 -X 3 3
terme (5) : 2[8&v2+(1—6)&‘/’3:l=-6_ On | X4 ~+ (1-%.) - =£{_G-”_'2_il ,
oz| 2 2 oz| 2 (gpg) {(}—8)p,} 0z| 2p;

terme (9) : (ng +7, = O) , selon le théoréme de Kotchine,

i ”
terme (10) : _;/.Z Iﬁkw,qﬁl: dd = q" = a4,

P v

terme (11) : selon lidentité vectorielle Vev =vVVeo+¢VV,avec ¢ : une

-

fonction scalaire, etavec g= -V o , Vv, =v,i

z

et d’aprés I’équation de conservation

de la masse du mélange (2.10)on a:

L . - 0 0 ]
., - |2z, + 2 o),
égk o, & . V,cos(6) |:azgz nt S Pn 82 cos(6)

£
—
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/ L (=X )

Pi gp 2 {1 £) p,}

_ ep h, +(1-¢) phy W gp, v h, +(1-¢€) pv iy
ep, +(1-&)p, T epy, +(1-8)py,

avec |

p; : densité volumétrique de I’énergie (k% 3),
h, : enthalpie du mélange (%g) et

h, : enthalpie de I’écoulement (%g)

Selon Todreas et Kazimi (1990), on peut supposer que la conduction thermique axiale

dans la phase (k)est négligeable soit le terme (6) = 0; le travail causé par les contraintes
visqueuses dans la phase (k)est négligeable alors le terme (7)=0; et le volume du

fluide caloporteur dans les tubes de forces est trés petit par rapport au volume du

modérateur, donc on peut négliger la chaleur générée dans la phase (k),soit le terme

8)=0.
En utilisant ces simplifications, 1’équation de conservation de I’énergie devient :
GZ a 3 L4
2 o0, + -P+p,82 cos(9)1+— h,G, + G’"z +g2G,cos(0) |= a4, (2.25)
ot 2py ) oz 2p0;

En plus des équations de conservation qui composent un systéme de trois équations
différentielles non linéaires et couplées (2.10), (2.18) et (2.25); des équations
constitutives additionnelles sont nécessaires pour fermer le systéme d’équations &

résoudre dont : la corrélation du taux de vide en fonction du titre, le coefficient de perte
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de charge monophasique, le facteur de multiplication diphasique, etc. Elles sont

développées en détail dans le chapitre suivant.

Les équations d’états qui représentent les propriétés des phases ( p,) doivent également
étre déterminées. Elles sont données par les lois d’état des fluides, en général connues
sous la forme p, = f(P,,h,).

Une comparaison  détaillée entre les équations de conservation de la quantité¢ de
mouvement sous la forme générale (2.18a) (2 phase séparées) et a écart de vitesse
(2.18b) montre que seule la différence existe entre les termes de chute de pression par
accélération selon les équations (2.17a) et (2.17b). Dans cette recherche, pour une
premiére étude, et pour simplifier I’intégration des systemes d’équations, la meilleure
approche consiste & intégrer ’équation de conservation de la masse du mélange (2.10)
couplée avec I’équation de conservation de la quantité de mouvement sous la forme
générale (2.18a) et I’équation de conservation de I’énergie (2.25), (qui sera développé
sous la forme du modéle a écart de vitesse au chapitre du développement numérique).

En résumé, les équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de

Pénergie du mélange peuvent étre présentées respectivement comme suit :

0 0
—p + =G =0,
alm T
2 2
5Gm + _Q_[P_*_ _G_’"_:! + (I)Izoi[_c;_} + P & Cos(g) E 0,
5I aZ pM De'q 2 !

2 13 #
9 pmhm+—i——P+pmgz cos{@} ++a— n,G, +¥§’”7+ng”1 cos(@) =4 A, .
ot 204 0z 2p; 14

Avec la densité moyenne du mélange, le flux massique moyen, la densité volumétrique
de la quantité de mouvement, la densit€¢ volumétrique de I’énergie, 'enthalpie du

mélange et ’enthalpie de I’écoulement sont présentés respectivement par :

pngpg+{1_g}pl s szgpgvg+<1—g>plvl >
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o = X +{§—Xd)
" &0, (E—E}p!

L ep h, +(1—¢€) phy
" gp, +(1-8)p,

Pr

// X, (1-x,)
V(o) {(-2)a)

b o= &P Veh, +(1- g)plvlhl

2

gpgvg + (E - 8)plvl

31
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La plus grande partie du fluide caloporteur dans le canal de combustible est
monophasique, alors que durant les conditions des opérations normales, une faible
génération de vide est permise. L’analyse des transitoires des accidents causant une
génération significative de vide nécessite le passage au systéme diphasique, sachant que
la majorité des codes de calcul thermohydrauliques & une dimension (Carver 1995) sont
formulés en terme des équations de conservation (masse, quantité de mouvement et
énergie) résolues par la méthode semi-implicite sur des volumes de contréle.

Les approximations standard utilisées dans les codes de calculs thermohydrauliques

sont entre autres :

On suppose que I’écoulement monophasique est complétement développé, c’est-a-dire
que le profit de la vitesse de I’écoulement est indépendant de la position axiale.

En écoulement diphasique dans un canal sous haute pression et a une grande vitesse,
selon Delhaye et al. (1980), le modéle qui représente le plus de réalisme est le modéle
homogeéne, sachant que le modele homogene ne s’applique que s’il n’y a pas une

variation rapide des paramétres thermohydrauliques.

Selon Todreas et Kazimi (1990), on peut supposer que la pression du canal reste
inchangée durant les transitoires. Cette approximation est physiquement acceptable pour
plusieurs classes de transitoires des réacteurs qui ne sont pas liées au PERCA.

Selon Tye et al. (1995), en comparaison avec le flux thermique, on peut négliger le
terme d’énergie due 2 la variation locale et spatiale de ’énergie cinétique qui représente

’énergie mécanique dégradée en chaleur provenant du frottement sur la paroi.

Dans cette recherche, tous les termes cités précédemment sont considérés non

négligeable dans le but de minimiser I’erreur de calcul.
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CHAPITRE III - EQUATIONS CONSTITUTIVES

Différents modéles existent pour la simulation et ’analyse des écoulements diphasiques.
Les plus utilisés comprennent : le modéle homogene, le modéle d’écoulement a phases
séparées, le modele a écart de vitesse et le modele & deux fluides.

Le mode¢le de ’écoulement & écart de vitesse a une importance pratique (Ishii 1977,
Ishii et Hibiki 2003) dans I’analyse des transitoires des réacteurs nucléaires, ce modéle
est capable de traiter le déséquilibre dynamique entre les phases mais il nécessite
Péquation constitutive spécifiant le mouvement relatif entre les phases (I’écart de

vitesse) v, et les équations de fermeture qui présentent les relations pour le titre de
I’écoulement a une position dans le canal X,(z), le taux de vide &, le coefficient de
distribution C,, le coefficient de perte de charge monophasique /' et le facteur de

multiplication diphasique CIDI2 . C’est ce que ’on va identifier ici :

3.1 - Point de génération nette de vapeur (PGNV)

Le processus d’ébullition nucléée sous refroidie dans un canal est divisé en deux zones
comme présenté¢ dans la figure 3.1 ou la zone (I) commence par le début d'ébullition
nucléée 'Onset of nucleate boiling' (ONB). Cette zone est définie par une génération des
bulles de vapeur qui s’attachent ou qui glissent sur la paroi (Dix 1971). A cause du sous
refroidissement élevé du liquide dans cette zone, i.e., la température moyenne du liquide
est inférieure a la température de saturation, la condensation & la paroi est importante; de
ce fait, la formation nette de vapeur est négligeable. Selon Kureta et al. (2003), il
n’existe pas un modeéle appropri€ qui puisse déterminer le taux de vide dans cette région.
En analyse thermohydraulique, cette région est généralement négligée. Par contre, la
zone (II) commence par le point de génération nette de vapeur (PNGV), régi par les

deux facteurs opposés que sont la vaporisation et la condensation. Cette zone comporte
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le détachement et la migration des bulles de la paroi vers le centre du canal participant
ainsi & ’augmentation de I’enthalpie moyenne du liguide.
D’aprés I’évolution de I’ébullition le long du canal, le calcul du taux de vide doit suivre
trois étapes principales :

a) la localisation du point de génération nette de vapeur,

b) la détermination du titre de I’écoulement et

¢) Dutilisation d’une relation titre-taux de vide pour déterminer le taux de vide a

n’importe quel niveau du canal.

A cet effet, plusieurs modéles ont été élaborés ; ils sont divisés essentiellement selon
deux approches afin de quantifier la prédiction du taux de vide. La premiére approche
représente le modele théorique 'Mécanistique' (Griffith el al,, 1958, Bowring, 1962,
Larsen et Tong 1969, Ahmad 1970, Rouhani et Axelsson 1970 et Hancox et Nicoll
1971) qui est bas¢ sur une description phénoménologique du processus de transfert de
chaleur en ébullition. L’autre approche est empirique 'profil fit' (Zuber et al. 1966 et

Saha et Zuber 1974) pour le profil du titre de I’écoulement ou de I’enthalpie du liquide

entre le point de génération nette de vapeur (z,,) et le point d’équilibre

thermodynamique (z ;” ) .

En plus, dépendant des chercheurs, le point de détachement des bulles de vapeur peut
étre contr6lé thermiquement (Griffith ef al. 1958, Bowring 1962, Rouhani et Axelsson
1970, Ahmad 1970, Dix 1971 et Hancox et Nicoll 1971) ou hydrodynamiquement (Levy
1967, Staub 1968, Al Hayes et Winterton 1984 et Rogers ef al. 1987) ou les deux a la
fois (Saha et Zuber 1974, Qi et al. 2003 et Delhaye ef al. 2004) . Comme l'objectif de
cette recherche est l'analyse thermohydraulique du cceur des réacteurs CANDU dans les
différents modes d'opérations et en régime transitoire, nous estimons que les deux

phénoménes seront présents. Par conséquent, le modéle de Saha et Zuber (1974) s’avére

le plus intéressant.
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3.1.1 - Modéle de Saha et Zuber

Dans ce modéle, Saha et Zuber (1974) considérent que le détachement des bulles de
vapeur est contr6lé par deux phénomeénes, thermique et hydrodynamique.
En effet, sous un faible flux massique, la diffusion de chaleur contrdle le processus
d’évaporation et de condensation, ou le détachement des bulles est fonction seulement
des conditions thermiques locales qui déterminent le taux d’évaporation a la paroi et le
taux de condensation au liquide. Ces auteurs proposent que le taux d’évaporation 3 la
paroi soit proportionnel au flux de chaleur alors que la condensation est proportionnelle
au sous-refroidissement local. Le processus est régi par le nombre de Nusselt exprimé
selon la relation suivante :

u= 9' D, :

K (T —T;(2)

3.1)

Sous un haut flux massique, le départ des bulles et le transfert de chaleur sont contrdlés
par le transport hydrodynamique ot le modéle de détachement est basé sur le
balancement des forces exercés sur la bulle. Dans ce cas, le processus est régi par le

nombre de Stanton donné par :

"

f = q , 32
G T —T,(2) G-2)

avec :
cp : la chaleur massique du liquide (%g . Cj’

T  :latemperature de saturation (C) .

sat -
Pour déterminer quel nombre est le paramétre que caractérise I’écoulement, Saha et
Zuber (1974) ont tracé graphiquement, en utilisant leurs résultats expérimentaux, la
variation du nombre de Stanton en fonction du nombre de Peclet & partir du PGNV,
sachant que le nombre de Peclet est défini par :

Nu G D, cp
Pe = — = ——2 =L 33
St K, 3:3)

H
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Selon leurs résultats, il y a deux régions qui identifient et représentent les deux
conditions déja citées, i. e., contrdle thermique ou contrble hydrodynamique, ainsi ils ont

proposé le modéle thermique donné comme suit
Pour (Pe <7. 104) , le nombre de (St) varie linéairement a.‘vec{Pe"E } , ¢e qui indique

que le nombre de Nusselt est constant (Nu = 455),d’ot:
Myy(z,) = Ty ~T,(z,) = 0,002 L2 (34)
)

Pour le modele hydrodynamique, ils ont proposé :

Pour (Pe y7.10° ) , le nombre de Stanton est constant (St = 0,0065), alors :

~T,(z,) = 154 G—q— . (3.5)

p,

A]—.vs'ub(zsc) = Tv

at

Les données expérimentales utilisées par les auteurs couvrent les limites des paramétres
suivantes pour ’eau :

Pression P = (0.1a 13.8) (MPa),
flux massique G =(95.04 2760.0) (kg/m’s),
flux thermique  ¢" = (0.28 3 1.89) (MW/m?).

D’aprés le bilan d’énergie de la phase liquide, on détermine le point de transition entre la

zone de transfert de chaleur en convection monophasique liguide et la zone d’ébullition

sous refroidie(z,, ) :

, - G Déq Cpi[Tf(zsc)_f;n] ‘ (36)
sc 4 q” Dh

Le bilan d’énergie du fluide saturé permet de déterminer le point de transition entre la
zone d’ébullition sous refroidie et la zone d’¢bullition saturée(z, ):

m (b, — h,)
z D, q" '

z, = G.7)
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Finalement, le bilan d’énergie de la phase vapeur permet de déterminer le point de

transition entre la zone 4’ébullition saturé et la zone de transfert de chaleur en

convection monophasique dans la phase vapeur (z, ) :
m (h, —h,)

zZ, = ——— 3.8
v ﬂDhq" { )

3.2 - Titre de I’écoulement

Levy (1967) a proposé I’expression suivante du modele de "profil fit" pour le calcul du
titre de I’écoulement X ,(z). Ce titre commence & partir du point de génération nette de
vapeur, en fonction du titre thermodynamique a la position voulu X,(z) et du titre

thermodynamique du point de génération de vapeur X, (z,.) :

X,(2) = Xo(@) - Xu(z,). exp[;_eé_z% - 1] , (3.9)

ou le titre thermodynamique X, (z_), au point de détachement des bulles, i. e., PGNV,

a une valeur négative, est donnée par :

AT,
Xp(Ze)= — B el hs""(z“) ) (3.10)
/4

X, (z) estle titre thermodynamique 2 la position (z) du canal, ¢’est-a-dire :
Wz) - b,

hfg

X, (z) = (B.11h)

Au point de détachement des bulles (PGNV) z=z_, le titre de écoulement est nul,

sc 2
¢’est-a-dire X ,(z,)=0.
De la méme facon au point ot I’ébullition nucléée saturée commence, qui correspond &

z =z, donc, le titre thermodynamique X ,(z,)=0,0na:

X (z) ==X,(z,) . exp[-1] .



38

Aprés le début d’ébullition saturée X,h(é) » 0, le titre de ’écoulement s’approche

asymptotiquement du titre thermodynamique X ,(z) — X, (z).

3.3 — Le taux de vide

La détermination de la quantité de vapeur présente dans les régions d’ébullition sous-
refroidie et saturée représente une information importante dans [’analyse
thermohydraulique des systémes diphasiques et l'analyse de slireté des réacteurs
nucléaires. L’ébullition sous-refroidie est caractérisée par le non-équilibre
thermodynamique entre les phases. Ce phénomene est trés important dans les réacteurs
refroidis a ’eau pressurisée, ce qui exige un choix raisonnable de la corrélation entre le
titre de 1’écoulement et le taux de vide. Il existe deux catégories de corrélations, 1’une est

basée sur le rapport de glissement S et 'autre sur le paramétre de distribution C; et
I"écart de vitesse v,; . En utilisant la relation du taux de vide la plus recommandée pour

les écoulements a bulles et a bouchons, ¢’est-a-dire 1a corrélation de Chexal-Lellouche

(Chexal et al. 1992) a écart de vitesse définie par :

&= ——<i‘5>— , (3.12)
C, < ]) +v,
. , g e L . (jor)
ou: C, : coefficient de distribution diphasique définie par : C; =

£= <a> : e taux de vide moyen dans la section de passage,
< j> . Le flux volumétrique du mélange (vitesse superficielle) définie par:

<j>=<jg>+<j,), avec <jg>=g <vg> et {j)=(1-e}{v,) .

En utilisant ces définitions, I’équation du taux de vide selon le modéle & écart de vitesse

(3.12) deviem :
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Xy

£=—r (3.13)

C0{X4+<E—Xd)p;

Y
El+Ly_
PJ:I G ¥

Puisque le canal de combustible d'un réacteur CANDU est horizontal, alors on peut
négliger I’écart de vitesse (vg,. = 0) . Dongc, I’équation du taux de vide (3.13) devient :

X,

C, I:Xd +(1-Xd)£g_}

£= (3.14)

P

3.4 - Coefficient de distribution diphasique

Le modele retenu est celui de Chexal-Lellouche (Lellouche 1985) puisqu’il est 'un des
plus précis selon la littérature. Ces auteurs ont proposé une corrélation empirique basée

sur un calcul itératif du coefficient de distribution C en relation avec le taux de vide ¢

selon la formulation suivante :

L(e,P)
) = : (3.15)
K, +(1-K,)&"
ou
1+1.57 p/}
P
r= ,
1-B
L
Lig,P}=—,
(er)=2
avec

L =1-exp[-Ce] si Ce)80 alors =1,
L =l1-exp[-C;] si C )80 alors L,=1,

2 0.25
P g =B§+(E-B§}(Eg—] ,

C = ——
1 P(Pcrit —P) ip!



B, =min(038, 4)

Re=

Re,

_ (1-x,) G D,
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4 = ! ,

I+ EXpé_R%easo)

[Reg si Re )Re, ou Re, <0
si Re (Re, |’
. Re = 22GD
g /«lg

p - L arit N
P, : pression crifique ( /n 2).

3.5 - Ecart de vitesse

Plusieurs corrélations ont été développées pour le calcul de I’écart de vitesse entre les

phases en écoulement diphasique.

Généralement, ces corrélations dépendent

essentiellement du sens de I’écoulement et des conditions d’application. La corrélation

la plus recommandée fut celle de (Lellouche 1985), qui est valable pour différentes

configurations d’écoulement :

2

F 2

(vg) = 141 {M] (1-¢)" ¢, C, C, cos(8), (3.16)

oy, les ceefficients K|, C,, C, et C, sont donnés selon les expressions suivantes :

,

B,

K, =4 5i non,

I

Pour Reg >0

rnin[().éS, 0.5exp URe%)OOﬂ

N

A

Pour C;>1 )

E(i—exp(—Cs)}_l Pour C,<1 |’
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C5=\/150('9%),
c, = %—Cs}'

Pour un écoulement vertical ascendant, le facteur C, est donné par :

C, = max [0.50, 2 eXP(-R%OOOOﬂ ’

1 Pour C, 21
l—exp(—Cg))_1 Pour C,<1 |’

D 06
G, =( /Dhj ,avec D, =0.091m,

-

Pour un écoulement horizontal (9 =90° ) , NoUS avons <v g1> = 0.

3.6 - Rapport de glissement

On détermine ici le rapport de glissement dans I’objectif d’un éventuel développement
futur du modéle & phases séparées. Dans la relation 2 écart de vitesse du taux de vide -

titre de I’écoulement, il y a une définition implicite du rapport de glissement. Nous

avons :
Xd
£= Ik (3.17)
X, +S {1 -X, )——g—
£
Une simple combinaison des équations du taux de vide (3.13) et (3.17) nous donne :
X, G, -1 v,
S = s __d_[_"_];@ + Py , (3.18)
{LXd)pg G(1-X,)
. . y — %
Due # ia distribution non uniforme du taux de vide Due & la différence locale des vitesses

pour le canal de combustible horizontal, on obtient :
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X[Co-1lp _ve (3.19)

S =C, +
’ {E"Xd')pg Yy

3.7 - Vitesse relative entre les phases

La vitesse relative entre les phases sera présentée dans les termes de diffusion de
I’équation de conservation de 1’énergie pour le modele & écart de vitesse dans le
chapitre des développements numériques. Ishii (1977) a développé les expressions
suivantes pour la vitesse relative entre les phases vapeur et liquide :

c,-1). v,
V. =V, -V, = + )
roe (1—8 )J 1-¢

(Co=T)v, +v, |
(1—5)[1—5(‘0’;’"&)(@—1)}

3.8 - Coefficient de perte de charges monophasiques

vV, =V, -V, = - (3.20)

Afin de déterminer la perte de pression par frottement dans le canal en écoulement
monophasique, il est nécessaire de calculer le facteur de frottement de Darcy-Weisbach
donné par la relation suivante :
_{dP
( /dz) D,
f=—, (3.21)
pvV / 2

pour un écoulement laminaire totalement développé :

64
fer (3.22)

pour un écoulement turbulent, le facteur de frottement peut étre calculé selon la formule
de Swamee et Jain (1976) :

f= 1.325 , (3.23)

Bl
3.7 Re%
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cette corrélation est valable uniguement pour les conditions d’écoulement suivantes :

10° <¢/D, <107 et 5000 <Re <10°.

3.9 - Facteur de multiplication diphasique

Ce facteur de multiplication présente 1’effet de présence de la phase gazeuse pour le

calcul de la perte de pression par frottement en milieu diphasique. Plusieurs travaux ont

été fait afin d’¢établir des corrélations pour déterminer la chute de pression par frottement

en écoulement diphasique, & savoir entre autres : Lockhart et Martinelli (1949), Bankoff
(1960), Chishlom (1973) et Freidel (1979). De plus, selon Ould-didi et al. (2002) la

corrélation de Freidel (1979) développée pour les écoulements diphasiques adiabatiques

est probablement la formule existante la plus précise. Elle est la plus recommandée dans

le cas oli : (’U%JOOOO.
H

avec,

, _ (dp/de), . 324 F H

o (_dp/dz)zo - 0085 0035
. G’ D,
We : nombre de Weber, donné par: We = ,
G P
GZ
Fr : nombre de Froude, donné par: Fr = s
gD, p,

E, FetH: des coefficients donnés respectivement par les

0.224

suivantes: £ = (1-X,) + X2 Pty , F=X;"(1-X,)

€ Y
0.91 0.19 \070
H = _%_ (ﬁg_] (i _ﬁg_ E .
Pg H oMy

-1
X, 1-X
o, la densité homogeéne, donnée par: p, =1 —=+ 0.
i\ pg p!

(3.24)

expressions

et
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Comme on P’a présenté, pour déterminer le taux de vide moyen (3.13) on a besoin du
titre de 1’écoulement (3.9) qui est lui-méme en fonction du point de génération nette de
vapeur (3.4 et 3.5). De plus, le taux de vide moyen (3.13) est en fonction du coefficient
de distribution diphasique (3.15) et de ’écart de vitesse (3.16) lesquels sont en fonction
du taux de vide moyen. A cet effet, une itération est nécessaire pour effectuer ces
calculs. Une convergence de ['ordre de 10°° est assurée sur ’écart relatif du taux de vide

moyen entre deux itérations.
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Figure 3.1 : Profil axial du taux de vide, enthalpie moyenne, titre de I’écoulement

et titre thermodynamique dans un canal pour un flux de chaleur uniforme.
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CHAPITRE IV - TRANSFERT
CONVECTION

CHALEUR PAR
CEE

Dans les conditions d’opération normale des réacteurs CANDU, 1’ébullition locale sous-
refroidie permet d’améliorer le transfert de chaleur et par cela d’augmenter la puissance
du réacteur. Naturellement, la génération de vapeur peut affecter la modération et
I’absorption des neutrons, ce qui affecte la distribution du flux neutronique. De plus,
dans le processus de changement de phase, le coefficient de transfert de chaleur et le
facteur de chute de pression sont fortement dépendants du taux de vide. Lors de
I’ébullition dans un canal de combustible nucléaire, différentes configurations
d’écoulement peuvent exister dans différentes régions ou le fluide caloporteur subit la
transition (le changement de phase). Une prédiction correcte du transfert de chaleur

nécessite une approche qui prend en considération ces variations.

4.1 - Configurations des écoulements

Lors d’un changement de phase dans le canal, le liquide et la vapeur générée présentent
une variété de configurations qui dépendent des conditions de pression, de débit, de la
géométrie et du flux de chaleur. Le choix de la corrélation appropriée pour évaluer le
coefficient de transfert de chaleur est de grande importance et dépend essentiellement du
mécanisme d’échange de chaleur et du régime d’écoulement (turbulent ou laminaire).
Les écoulements diphasiques peuvent étre classés selon les phases en présence (liquide,
solide, gaz ou plasma (gaz ionisé)) ou selon la distribution spatiale des interfaces. Pour
le premier cas, les combinaisons possibles sont les suivantes :

a) - mélange gaz-liquide "vapeur-eau" (ébullition dans les réacteurs nucléaires);

b) - mélange de deux liquides non miscibles (échangeurs 2 contact direct);

c) - mélange solide-liquide (transport de boue, etc.);

d) - mélange gaz-solide (transport pneumatique comme dans les réacteurs chimiques).
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Pour le deuxiéme cas, on distingue les trois configurations d’écoulements horizontaux
suivantes :

1) - & phases dispersées (des bulles dans un liquide, gouttelettes dans un gaz "brouillard”
et particules dans un gaz ou un liquide "suspension");

2) - & phases séparées (film liquide, écoulement annulaire, jet ou écoulement stratifié);

3) - de transition (bouchons "slug", bulles dans le film "bubbly annular flow" et gouttes
dispersées dans I’écoulement d’un gaz "disperse annular flow").

En écoulement diphasique gaz-liquide, le calcul du coefficient de transfert de chaleur est
effectué pour chaque configuration donnée de l'écoulement. Ces configurations, appelées
cartes d'écoulement, sont basées sur la description des interfaces entre les phases. Lors
d'un écoulement diphasique horizontal gaz-liquide interne ot la phase continue est le

liquide, on distingue les configurations principales suivantes selon la figure 4.1.

Figure 4.1 : Configurations des d'écoulements diphasiques horizontaux air-eau

(Delhaye 1980).

(1) : écoulement & bulles; (2) : écoulement par poches de gaz (bulles allongées); (3) :
écoulement stratifié; (4) : écoulement par vagues (stratifi€ ondulé); (5) : écoulement par

bouchons ; (6) : écoulement annulaire dispersé.
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4.1.1 - Ecoulement a bulles

Lorsque le débit du liquide est important, les forces d'inertie qui s'exercent sur le gaz
engendrent la formation de bulles (Figure 4.1, partie-1). Cet écoulement appartient 4 la
classe des écoulements dispersés. La phase gazeuse est répartie sous forme de bulles
dispersées dans le liquide qui constitue la phase continue. Les dimensions de ces bulles
sont petites en comparaison avec le diametre de la conduite. Ce régime n'apparait que
pour de faibles vitesses superficielles de gaz et pour des vitesses superficielles du liquide

suffisamment élevées.

4.1.2 - Ecoulement par poches de gaz et par bouchons (écoulement
intermittent)

Ce type d'écoulement est observé pour des débits de gaz et de liquide "moyens". Sa
structure présente une succession de poches de gaz et de bouchons de liquide qui
contiennent de petites bulles (Figure 4.1, partie-2 et partie-5). C'est une configuration
mixte entre un écoulement stratifié et un écoulement 3 bulles. En augmentant le débit de
gaz, les bulles coalescent pour donner des poches séparées par des bouchons de liquide

de sections voisines de celle de la conduite.

4.1.3 - Ecoulement stratifié

L'écoulement en conduite horizontale est caractérisé par une quatrieme configuration
appelée "configuration stratifiée” (Figure 4.1, partie-3 et partie-4). Cette derniére est
causée principalement par une variation de la masse volumique entre le gaz et le liquide
provoquant leur séparation. En effet, cette différence de densité explique que le gaz
circule dans la partie haute de la conduite au dessus du liquide. Ce type d'écoulement se
renconire lorsque les débits de gaz et de liquide sont faibles. L'interface se présente sous
la forme d'une surface continue séparant les deux phases. La forme de l'interface est
contrblée par la compétition entre les forces d'inertie qui tendent & la déformer "champ

de vagues" et les forces de gravité et de tension superficielle qui tendent & la maintenir
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plane. Lorsque les premi¢res prédominent, on se trouve en écoulement dit stratifié¢ a
vagues "stratified wavy two phase flow" et dans le cas contraire, I'écoulement est appelé
stratifié¢ lisse "stratified smooth two phase flow". Dans la nature, on rencontre ce type

d'écoulement en mer (formation des vagues par le vent).

4.1.4 - Ecoulement annulaire dispersé

Lorsque le débit du gaz est important, les forces gravitationnelles sont fortement
négligeables devant les forces d'inertie. Le liquide mouille alors complétement la paroi
de la conduite en formant un film annulaire autour de I'écoulement de gaz (figure 4.1,
partie-6). L'écoulement est encore & phases séparées. De plus, a trés fort débit de gaz,
des gouttes de liquide sont arrachées et entrainées par la phase gazeuse. Cet écoulement
est dit annulaire dispersé. Le gaz circule & grande vitesse au centre de la conduite et

provoque la formation d'un film liquide ondul€ sur la paroi.

4.2 - Représentations graphiques des écoulements

Une carte d'écoulement, comme son nom lindique, est une représentation graphique
bidimensionnelle des domaines d'existence propres aux différentes configurations. Les
systtmes de coordonnées qui la définissent sont formés a partir des variables de
'écoulement diphasique. Ces derniers sont différents selon les auteurs et il n'existe pas
de consensus sur le meilleur systéme. Les paramétres qui sont souvent employés sont

ceux utilisés par l'expérimentateur d’aprés les quantités mesurées au laboratoire pour

contrdler I'écoulement, & savoir par exemple : les vitesses superficielles du liquide (J ,}

et du gaz (J p ) Les frontiéres entre les différentes configurations n'ont jamais ¢té bien

définies et les zones de transition sont relativement étendues, d'oul le caractére subjectif
de ces cartes d'écoulement. ‘

Plusieurs travaux empiriques ont été réalisés pour tracer des cartes représentants les
configurations des écoulements horizontaux. La premiére carte présentée dans la figure

4.2 fut celle de Baker (1954) donnée en fonction des flux massiques et des propriétés
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thermo-physiques des deux phases. La carte de Mandhane et al. (1974) (figure 4.3) a été
établie pour un écoulement horizontal gaz-liquide en conduite cylindrique. Celle-ci
adopte comme systéme de coordonnées les vitesses superficielles du liquide et du gaz et
utilise I’échelle logarithmique. Les frontieres de transition entre les différents régimes
sont encore moins précises sur cette carte.

D’autres modéles semi-théoriques sont réalisés dans I’objectif de favoriser le passage
entre les différentes configurations. Taitel et Dukler (1976) expriment les transitions en
termes de groupes adimensionnels qui sont fonction des variables indépendant du
systétme. Ces travaux qui ont été développés en régime transitoire représentent les
situations fréquemment rencontrées en thermohydraulique des réacteurs nucléaires
(Barnea et al. 1983). Ils recommandent ’utilisation directe d’un parameétre géométrique,
tel le taux de vide, pour la détermination de la configuration de 1’écoulement dans des
conditions transitoire, 1a ot le modéle le plus approprié est le modele a deux fluides

comme appliqué dans le code de calcul RELAP5-3D (The RELAPS-3D Code
Development Team 2001). RELAP5-3D utilise le taux de vide moyen (a) pour

caractériser la configuration de I’écoulement. Cette configuration est exprimée sous la
forme d’un tableau comme présenté dans la figure 4.4.

La majorité des récentes réalisations dans ce domaine sont basées sur des expériences
effectuées dans des conditions adiabatiques, (Breber ef al. 1980, Tandon ef al. 1982,
Hashizume 1983, Steiner 1993, Kattan ef al. 1998, Cavilliani et al. 2002, et Kim et
Ghajar 2002). Le mod¢le clef est celui de Taitel et Dukler (1976).
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oit les variables A et ‘¥ sont définies en fonction des propriétés thermophysiques par :

v -2

s
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La carte des configurations la mieux appropriée au canal de combustible du cceur d’un
réacteur nucléaire CANDU est celle utilisée dans le code de calcul RELAP5-3D pour un
canal horizontal (figure 4.4). Cette carte représente les configurations suivantes :
écoulement 2 bulles (BBY), par bouchons et ou poches (SLG), écoulement annulaire
(ANM), écoulement annulaire dispersé (MPR) et écoulement stratifi¢ (HST). Des
hachures indiquent les zones de transition afin d’éviter les discontinuités lors de passage
d’une zone a ’autre, avec :

&y =025, €,, =075, ¢£,=08 et ¢, =09999

4.3 - Mécanismes du transfert de chaleur

Si un flux thermique est imposé dans un canal de combustible (Figure 3.1), on observe
une augmentation de la température du liquide, alors que la température de la paroi reste
inférieure a la valeur nécessaire pour la nucléation. De ce fait, le transfert de chaleur
dans cette région se fait par convection forcée monophasique, c¢’est-a-dire sur la phase
liquide uniquement. A un certain point le long du canal, il y a formation de bulles de
vapeur par nucléation, ce qui amorce 1’ébullition nucléée. Initialement, ce processus
survient en présence du liquide sous refroidie ayant une surchauffe locale dans la région
de contact avec la surface chauffée. Le transfert de chaleur dans cette région est nommé
ébullition nucléée sous refroidie. A ’équilibre thermodynamique au point (z = z,), le
liquide atteint la température de saturation et 4 ce moment le titre thermodynamique est
nul (X, =0).

Ainsi, pour le canal de combustible du réacteur CANDU, il est possible d’identifier les
modes de transfert de chaleur suivants tel que représentés sur la figure 3.1:

a) - convection forcée en écoulement monophasique liquide (% ( 4, ),
b) - convection forcée en ébullition nucléée sous refroidie (h, < h <h,),

¢) - convection forcée en ébullition nucléée saturée(h = 5,).
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Pour des raisons de slireté nucléaire, la condition de vapeur surchauffée (X, =1} ne

doit pas exister.

Etant donné que la génération de vapeur varie le long du canal, le taux de vide varie
aussi axialement dans le canal, d’une maniére similaire a Ia courbe "ABCDE" de la
figure 3.1. La section "AB" représente I’effet de la paroi sur I’ébullition sous refroidie ou
le taux net de génération de vide est négligeable. La partie "BC" comporte le

détachement des bulles vers le milieu du canal sous refroidi jusqu'a 1’équilibre
thermodynamique au point "C", ¢’est-a-dire (X, =0), alors que le dernier trongon

"CDE" fait valoir le taux de vide dans la partie d’ébullition nucléée totalement saturée.

Nous nous sommes limités aux trois configurations de I’écoulement, a savoir : phase
liquide, écoulement a bulles et écoulement par bouchons. Les configurations des
écoulements annulaire, stratifié et vapeur saturée ne sont pas considérés présentement.
De cette maniére, dépendant des conditions locales et selon le titre de 1’écoulement, le

coefficient de transfert de chaleur doit étre déterminé différemment.

4.3.1 - Convection forcée en phase liquide

On considére que ’écoulement turbulent est hydrodynamiquement et thermiquement

totalement développé. Le flux thermique entre la paroi est le liquide est donné par :
q"=H,(Tw—Tm).
La corrélation utilisée pour le calcul du coefficient de transfert de chaleur dans cette
région du canal est celle de Dittus-Boelter (1930) :
H, = 0023 R Pt @1
D,
Cette équation est confirmée expérimentalement pour les conditions d’écoulement

suivantes :

% Lo
0.7<Pr<160, Re’> >10000, E—sz,

éq



55

ou:
- le diamétre hydraulique équival 14
D,, : le diamétre hydraulique équivalent (m), D, = Tl
v. D
Re: le nombre de Reynolds, Re = BI—'—"——“L
H

4.3.3 - Ebullition nucléée sous refroidie

Collier et Thome (1994) ont discuté la possibilité d’utiliser la corrélation de Chen (1963)
pour le calcul du coefficient de transfert de chaleur en ébullition nucléée sous refroidie.
Cette corrélation est donnée par :
q"=Hy(T,-T,)+H(T,-T,) , (4.2)
avec :
H,. :le coefficient de transfert de chaleur par convection forcée, déterminé selon

la corrélation modifiée de Dittus-Boelter exprimé par :

0.8
G (1-X,)D,
n(1-X4) D,y Pr,°'4——k’ F (4.3)
Ky D

éq

H, = 0.023 (

our: F est un facteur qui dépend du nombre de Reynolds (Chen 1963). Ce facteur
tient compte de ’amélioration de la turbulence due a la présence de vapeur. Il est
déterminé graphiquement selon la figure 4.5 en fonction du paramétre diphasique

de Lockhart-Martinelli.

H,; : le coefficient de transfert de chaleur par ébullition nucléée, déterminé

selon la corrélation de Forster er Zuber (1955) avec le facteur de suppression

(5):

T0,24 AP(}.75 , (44)

sal

g'(ko.w Cpo.45 ng)
H,, = 0.00122 S { Taen 0.24'} A

/2 pg

et
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Af;a! = va— T;al <°C> s

AP =P(T,)-P(T,,) (%2>’

P(Tw) : pression locale du caloporteur calculée 4 la température de la paroi
N
(i)

P (TS ) : pression correspondante 2 la température de saturation {% 5 ) ,

at

S : facteur de suppression (Forster et Zuber 1955), déterminé graphiquement
selon la figure 4.6 en fonction du nombre de Reynolds de I’écoulement
diphasique.

Pour la région ou se trouve [I’ébullition sous-refroidie, les valeurs de Fet S

respectivement sont données par (F=1) et S= 1 .
’ par (=) Al +25310% Re," )

4.3.2 - Ebullition nucléée saturée

Le flux de chaleur dans la région d’¢bullition nucléée saturée est exprimé sous la

forme suivante:

q"=Hyy (Ty —T) - (4.5)
Puisque la température moyenne du fluide est égale & celle de la saturation, le coefficient
de transfert de chaleur diphasique (H2¢> est donné par la somme du coefficient de

transfert de chaleur par convection forcée en ébullition nucléée (H,, )et du coefficient

de transfert de chaleur par convection forcée (H, ), ¢’est-a-dire :

H,, =Hy,+H, . (4.6)
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Plusieurs auteurs ont utilisé cette équation pour exprimer (H 5 ¢) comme un multiple du

coefficient de transfert de la phase liquide pour le mé&me flux massique total. On peut
entre autres, se référer aux travaux delJens et Lottes (1951), Bennet et al
(1961), Schrock et Grossman (1962), Collier et Pulling (1962), Chen (1963), Bjorge et
al. (1982) et Kim et Ghajar (2002). Le transfert de chaleur dans la région d’ébullition
saturée dépend du taux de génération des bulles & la paroi chauffée. Les corrélations
développées pour cette région sont généralement applicables méme pour la région
d’ébullition nucléée sous refroidie. La corrélation la plus populaire et la plus utilisée
pour un écoulement en ébullition saturée est celle de Chen (1963).

En ébullition saturée, le facteur F est déterminé graphiquement a partir de la figure 4.5.
Il peut-étre calculé approximativement par la relation suivante :

F=1 Pour (—1—( O.l) ,
Xu

L) {
F=2.35(0.213+——J Pour (——- > 0.1) ,
Xn Zﬂ

avec y, , le paramétre diphasique de Lockhart-Martinelli, donné par :

0.9 0.5 0.1
1 (___X a ) o (ﬁ) . 4.7
K 1-X, o H

Le facteur S peut-étre calculé approximativement par :

5= %} + 2.53 107 .Re;;’) ’ (4.8)

ol Re,, =Re, F'¥ | 4.9)

B G, (E——Xd)Déq
H

Re,

Il est important de noter que la transition d’une zone a D'autre (d’une région ou d’un
mode de transfert de chaleur vers un autre mode) se fasse par une interpolation linéaire

afin d’éviter des divergences et des instabilités dans les calculs (fluctuations).
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En récapitulatif, les équations utilisées pour calculer le flux de chaleur vers le fluide

caloporteur sont données par :

mode-1 : convection forcée en phase liquide qg"=H/(T,-T,),
mode-2 : ébullition nucléé sous refroidie  ¢" = Hy, (T, -7, )+ H. (T, - T, ).

mode-3 : ébullition nucléée saturée q"=H,(T,-T,).

Pt R
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Figure 4.5 : Variation du facteur F en fonction du paramétre de Lockhart-

Martinelli.
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Figure 4.6 : Variation du facteur de suppression S en fonction du nombre de

Reynolds des écoulements diphasiques.
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CHAPITRE V - M

PAR CONDUCTION

Une description précise de la distribution de la température dans la tige de combustible
d'un réacteur nucléaire est essentielle pour déterminer la réactivité et ainsi la puissance
dans le combustible. En effet, la température a un impact direct sur la thermalisation des
neutrons et sur le taux de réaction neutronique. Le taux de réaction dépend des éléments
de matériaux composant le combustible et des matériaux du modérateur (s'ils existent)
ainsi que ses températures.

L'objectif principal de I'étude de la conduction est de déterminer la distribution de la
température locale, le taux de transfert de chaleur et ses variations dans le temps.

L'étude de la conduction en régime transitoire tient en compte de la variation en fonction
du temps des propriétés du matériel, de la distribution de la source d'énergie interneg” ,
de la variation des conditions aux limites imposées a la surface extérieure de la gaine,
lesquelles dépendent de I'écoulement du fluide caloporteur, des modes de transfert de
chaleur par convection et de la géoméirie. Des efforts considérables ont €t€ fournis pour
résoudre ce probléme analytiquement pour des cas particuliers assez simples afin
d'obtenir une distribution de température avec les conditions aux limites et les équations
qui gouvernent ce phénomene. Suite aux complexités mentionnées et 4 cause de la non
linéarité, la solution analytique des équations devient assez difficile & résoudre. A cet
effet, le recours a la méthode numérique devient inévitable afin d'obtenir les

informations désirées.

5.1 - Equation générale de la conduction

On veut étudier le transfert de chaleur par conduction afin de déterminer la distribution
de température dans le solide en fonction de I'espace et du temps pour les conditions
initiales et aux limites données. Pour se faire, on applique le principe de conservation de

I'énergie et la loi de Fourier de la conduction 4 un élément différentiel.
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Selon l'équation de conservation générale, on peut écrire :

VYV +V T, —Se=0 , (5.1)

avec .

Y. énergic intermne, (Y =pu) etuen (k]kg) ,

J, : le flux de chaleur (équation de Fourrier ), (Jy, = §" = — k V1),

S, : la source totale d’énergie (S, = q"),
7 = 0 ( volume de contrdle indéformable).

Il faut mentionner que la source d’énergie S, = ¢” sera déterminée a partir du calcul

neutronique, ¢’est-a-dire, du taux de réaction de fission dans le combustible. Dans le cas
d’un travail éventuel de couplage entre la thermohydraulique et 1a neutronique ; ce terme
sera responsable d’une partie des calculs couplés.

En remplagant les variables définies antérieurement dans 1’équation (5.1), on peut
écrire :
0 =7 = m
—(pu) + Vg —-¢g"=0. (5.2)
ot
En remplagant 1'énergie interne u par ¢p . T et le flux thermique §" par ’équation de

Fourier, on obtient :

0 Y, o~ mo_
5;(,0 op T) -V (k Vr) -g¢" =0, (5.3)
ou: k, p, cpreprésentent respectivement la conductivité thermique, la densité et la

chaleur massique du matériel.
La conductivité thermique du combustible est affectée par l'irradiation, ¢’est-a-dire par
des changements de la composition isotopique du combustible. D’autre part, elle est

aussi une fonction complexe de la température, de la porosité, du rapport atomique
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d'oxygéne au métal, des effets de déformation des pastilles "cracking” et du taux de
combustion "burnup”. Dans cette ¢tude, on prend seulement en considération la variation
en fonction de la température.

La dérivation de I'équation générale de la conduction dans les tiges de combustibles en

coordonnées cylindriques nous donne :

1 0 orT 1 0 oT 0 oT o)

- —lkr—|+ 5 —lk—\|+ —|k— | +q" =— T) . 5.4
, ér( g 57‘) pe ae( aa) az( az) " =5 @ T) ShY

Comme le canal de combustible est divisé axialement en plusieurs volumes de contrfles

(N ), avec pour chacun une température moyenne a son centre, la tige sera divisée

axialement de la méme maniére en des trongons élémentaires. De plus, dans notre cas,
on ne traite pas le cas d'injection d'eau froide suite & un accident de perte de caloporteur
(reflooding). De ce fait, on peut négliger la variation axiale de température a I’intérieur

de chaque trongon élémentaire se trouvant a cdté d’un volume de contrdle, c’est-a-dire :

(6T)_0

2 )~

et I’équation de transfert de chaleur par conduction sera développée pour chaque trongon

>

élémentaire.
On considére que la chaleur générée suit une distribution angulaire uniforme sur

'angle § et que la conductivité thermique ne dépend pas de § , donc :

)

L'équation générale de transfert de chaleur par conduction dans chaque trongon donné

devient :
1 2 0
- —lkr — | +g" = — Ty, 5.5

ol :

r :distance radiale 2 partir du centre de la tige (m),
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T :température (°C),
t: témps (s).

On peut négliger la variation de la densité et de Ia chaleur spécifique en fonction du

temps ; alors I'équation pour chaque trongon élémentaire du combustible devient :
(5.6)

Pour des raisons de siireté des réacteurs, la température de la face externe de la gaine est
limitée a des températures de I’ordre de 400°C (tableau 5.1) afin d’éviter le phénomeéne
d’Hydrogénisation de I’alliage de Zircaloy. De ce fait, on peut négliger I'énergie due &
la réaction chimique entre la gaine et le fluide caloporteur.

Selon la structure de la tige de combustible, en considérant une distribution angulaire
uniforme de chaleur générée et a cause de la symétrie du probléme, on effectue notre
étude dans la direction radiale de la tige. Le point de symétrie simule une condition aux
limites adiabatique.

L’équation (5.6) est d’une forme parabolique dans le temps et elliptique dans I'espace.
On peut avoir une solution par le déplacement dans le temps "marching in time"
débutant par les conditions initiales.

Comme les propriétés sont variables en fonction de la température, I'intégration des

équations différentielles non lincaires du second ordre et couplées devient assez difficile.
A cet effet, la premiére étape doit étre la sélection de ces points (M } selon la figure 5.1.
Cela se fait par subdivision (discrétisation radiale) du domaine d’intégration en plusieurs
petites régions et en assignant a chacune un point de référence dans son centre. Chaque
point de référence représente une région dont la température est une moyenne.

D’aprés la figure 5.1, on distingue les points caractéristiques suivants :

- Le point (1) au centre de la pastille,
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- le point (M ) dans la partie extérieure de la gaine,
- le point (M —1) dans la partie intérieure de la gaine,

- le point (M —2) dans la partie extérieure de la pastille.

co

Figure 5.1 : Schéma représentatif de la discrétisation radiale de la tige de

combustible,
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Suite a4 la discrétisation spatiale expliquée ci-dessus, on a dans chaque région
d'épaisseur AR :

k=k(T), = —5—;{——>0.
or

A cet effet, le résultat est donné par (M) équations différentielles, dont (M —2) dansla
pastille et (2) dans la gaine. Elles sont représentées comme suit :

L'équation générale de conduction pour chaque région discrétisée de la pastille devient

linéaire, ¢’est-a-dire :

0T 1 or " 1 oT
{ + L - 2 (5.7

 r %k o, or
/ f

L'équation générale de conduction pour chaque région discrétisée de la gaine devient :

, (5.8)

Q®

N

+
~ | =

ou :

o : diffusivité thermique(m2 / s) exprimépar: @ = .
p cp

Dans I’intervalle entre la pastille et la gaine, il y a un transfert de chaleur assez complexe
qui prend en considération les trois modes de transfert de chaleur, a savoir la conduction,

la convection et le rayonnement.
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5.2 - Transfert de chaleur dans l'intervalle entre la pastille et
la gaine

Pour faciliter le montage durant la fabrication des tiges de combustibles, on prévoit
généralement un espace annulaire de l'ordre de 0.08 (mm) entre la gaine et les pastilles
d'UO,. Cet intervalle est rempli par un gaz inerte afin d'éviter 'oxydation et d'assurer le
transfert de chaleur a l'état initial, c’est-a-dire a I’état de combustible neuf. Aprés le
chargement dans le cceur du réacteur, au fil du temps et suite aux réactions nucléaires, il
y a des changements qui apparaissent au niveau de la composition chimique et de la
forme géométrique des pastilles. Cela est dii surtout aux gaz de fission comme le Xénon,
le Krypton et I’Argon, au gonflement des pastilles et & la différence d’expansions
thermiques entre le Zr-4 et 'UO,. Deux situations se présentent pour déterminer la
conductance thermique de cet intervalle, & savoir :

a) En début d'opération, puisque I'épaisseur de l'intervalle est assez petite et comme les
tiges de combustibles sont placées horizontalement dans les réacteurs CANDU, le
développement des courants de convection des gaz devient impossible. Alors, le
transfert de chaleur dans cet intervalle s’exprime généralement par une conductance
thermique qui tient compte des modes de transfert de chaleur par conduction et

radiation. On écrit alors :

qg" = H T, -T,), (5.9)
ol
T8 - T
=5 1 "1 f 1 (5.10)
51: ____+____E Tfa—z'ci_i
é’f gz:'

Selon Ross et Stoute (1962), I'épaisseur effective de l'intervalle est supérieure a
1'épaisseur réelle a cause de la discontinuit¢ de la température entre les molécules du gaz
et la surface des solides, due essentiellement & un échange d'énergie incomplet entre

elles. Cette épaisseur peut s’exprimer par :
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8,=e+ Ogy pt O

v Saut—ci k4

(5.11)

ou :

5, : épaisseur effective de l'intervalle (m),

6

Saut—ci

8 Sut-so» : zones de discontinuité des températures (m).

Selon leurs résultats expérimentaux sur l'intervalle entre 1'UO; et le Zr-2 4 la pression

atmosphérique, ils ont conclu que I’épaisseur totale Jg,,, = Jg,,_,, + S, est de l'ordre

Saut—ci

de 1210 (um).
Selon Kampf et Karsten (1970), la conductivité du mélange de deux gaz de fission est

donnée par

K, = (Ka)' (Kuwa) © (5.12)

K =4, 10077 (5.13)
ou:
T : température moyenne du gaz ('K),
A, : constante donnée pour chaque gaz. Ona: 4, =158, 4, =1.97, 4, =1.15et
4,,=0.72,
x, et x, : fractions molaires des gaz respectifs,

K

gazi

: conductivités thermiques des gaz pures dans l'intervalle d’Hélium & une

température moyenne {F/%m 0 K>'

D’aprés Ross et Stoute (1962), le transfert de chaleur par rayonnement dans l'intervalle
durant les conditions d'opérations normales est généralement petit et négligeable. Il est

de V'ordre de 0.35% du transfert par conduction. Alors, I’équation (5.10) devient :
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H, = K (wim K) . (5.14)
e, + Og,,

b) Suite & I'augmentation du taux de combustion et 4 cause des changements cités ci-
dessus, I'épaisseur de l'intervalle devient considérablement réduit et des points de
contacts se créent entre les pastilles et la gaine. Le transfert de chaleur en devient plus
compliqué. L’étude approfondie d’un tel phénomene n'est pas I'objectif de ce travail.
Plusieurs scientifiques ont effectué des travaux dans ce domaine. IIs ont développé des
corrélations pour le coefficient de transfert de chaleur, qui consistent en deux
composantes : la conduction thermique & travers les points de contact des solides, et la
conduction, la convection et le rayonnement 3 travers le gaz emprisonné entre ces points
de contact.

A cet effet, et pour faciliter ’intégration du systéme d’équations différentielles (5.7 et
5.8), I’équation de la conductance thermique de I’intervalle (5.14) sera utilisée. De plus
et afin de mieux fermer ce systéme d’équations, il est indispensable de définir et de

prendre en considération les conditions aux limites.

5.3 - Conditions aux limites

La résolution de ces équations différentielles nécessite I’application des conditions
initiales ainsi que des conditions aux limites imposées. Ainsi et pour des raisons de
symétrie au centre du combustible, on peut écrire :
[i=1 =>r=0 = ?E = 0} . (5.15)
' ¥ ir=0
A Tlinterface entre le combustible et la gaine, au niveau de la face externe de la
pastille, nous avons :

i=M-2 = ¢" =—k,—L =HV(TfO—TC,.)-E. | (5.16)

r=fo f@r
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A Tl'interface entre le combustible et la gaine, au niveau de la face interne de la gaine

ous avons ©

=H,(T,-T.)| . (5.17)
r=r,

i

En prenant en considération la continuité du flux entre ces régions, alorson a :

[q =", _, = H(T,-T, )] = (5.18)

A linterface entre la gaine et le caloporteur, il y a convection forcée. Comme nous
I’avons détaillé dans le chapitre précédent, il peut y avoir convection forcée
monophasique, convection forcée en ébullition sous refroidie ou saturée. Dans chaque
cas, le coefficient de transfert de chaleur doit étre calculé de fagon appropriée. On peut

écrire d’une fagon générale, cette condition aux limites comme suit :

=—k,—% =H(Tco"TﬂuiAe) > (5.19)

co

ou:
H ( / n12 °€ )
v . coefficient de transfert de chaleur dans l'intervalle d’Hélium )

H : coefficient de transfert de chaleur par convection forcée ( /”2 cJ,

k,, k, : conductivités thermiques de la pastille et de la gaine respectivément
w
e °K>,

. 1°C
T . température de la surface externe de la gaine ( >,
T, . e , . (¢

o : température de la surface interne de la gaine ,

T : température de la surface externe de la pastille ( C> ,
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. 3 Dg
T puie : température moyenne du fluide ( )

5.4 - Coefficients de températures et propriétés thermo-
physiques

La tige de combustible d'un réacteur CANDU est composée de pastilles de dioxyde
d'Uranium et de la gaine en Zircaloy-4. La température de la gaine doit étre inférieure a
une valeur maximale permise (de l'ordre de 400 "C) afin d'éviter le phénoméne
d'hydrogénisation du Zr-4 qui le rend assez fragile. L'UO; est un combustible largement
utilisé dans les réacteurs nucléaires de puissance a cause de ses bonnes caractéristiques :
dimension stable, bonne résistance aux irradiations, haut point de fusion et stabilité
chimique avec I'eau sous haute température. De plus, il retient la plus grande partie des
gaz de fission pour des températures inférieures & 1000 "C. Le facteur le plus
‘désavantageux est sa faible conductivité thermique et la variation de celle-ci en fonction
de la température.

Les pastilles cylindriques d'UO; sont fabriquées par un compactage sous haute pression

de la poudre de dioxyde d'Uranium. Puis, elles sont frittées sous haute température pour

augmenter la densité (généralement, la densité des pastilles est de l'ordre de (95%)de sa

densité théorique). Elles sont ensuite insérées dans un tube en Zircaloy-4 formant ainsi
une tige de combustible. Des travaux ont étés effectués, entre autres Hagrman ef
Reymann (1980) et Siefken et al. (1983), pour déterminer les propriétés de 'UO; en
fonction des facteurs ciiés ci-dessus. A cet effet, on présente une bréve explication,

nécessaire pour effectuer les calculs des propriétés thermiques de 'UO,.

- Conductivité thermique d'UQ; : Plusieurs facteurs affectent la conductivité thermique

d'UO,. Les éléments les plus importants sont la température, la porosité, le rapport
atomique d'Oxygéne-Uranium, la composition en produits de fission et le taux de

combustion "burnup”. Des travaux ont ét¢ effectués dans ce domaine pour déterminer la



conductivité thermique, entre autres Godfrey et al (1964), Kampf er Karsten (1970),
Berman et al. (1972), Lyons et al (1972) et Fenech (1981). On présente ainsi, la

corrélation proposée par Lyons (1972) sur I'évolution de la conductivité thermique a
{95 %} de la densité théorique en fonction de la température. Cette corrélation est donnée

par:

= 82 6125 100(T + 273) (5.20)

K
959 4024 + T
ou:

T : température moyenne du gaz (°C) .

- Densité d'UO, : Généralement, on considére la densité¢ de dioxyde d'Uranium comme

étant une fraction égale a 959 de la densité théorique, c’est-a-dire :
p = (95%) p, , (5.21)

avec: p, = 10970 (Kg/m3).

- Chaleur massique d'UQ, : La chaleur massique du dioxyde d'Uranium joue un role

important dans la détermination des séquences d'événements durant les transitoires
rapides. Dans cette étude, selon les équations différentielles de conduction pour les
régions discrétisées de la pastille (5.7), la chaleur massique n’est pas variable en

fonction de la température. A cet effet, on prend une valeur constante prise & une

température de 100("6’) ,donc: cp = 0247 (k]/Kg °C}.

- La gaine en Zircaloy-4 : Le matériel de la gaine dans les réacteurs CANDU est

fabrigué en utilisant I’alliage de Zircaloy-4 composé de (98.38%) de Zirconium, (1.3%)
d’Etain (Tin), (0.22%) de Fer (Iron) et (0.10%) de ChrOme. Il est caractérisé par sa faible
section efficace d'absorption pour les neutrons. Le tableau 5.1 présente les propriétés

thermiques du Zr-4.
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Dans le cadre de ce projet, une interpolation linéaire est utilisée pour calculer la

conductivité et la chaleur spécifique de la gaine en fonction de la température.

Néanmoins, on suppose que la densité est constante.

Tableau 5.1 : Propriétés thermiques du Zr-4.

(p)

(k)

(cp)

Point de fusion

(<€)

Temperature

maximale('C)

(kg/m’) | (W1m C)a (C) | (K kg C)a (C)
6570 12.7 (300) 0.328 (300) 1850 400
13.1 (400) 0.357 (650)
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CHAPITRE VI - DEVELOPPEMENTS NU

RIQUES

Dans ce chapitre, le développement numérique sera présenté afin d’intégrer les
équations différentielles, d’une part, du modele de I’écoulement dans un canal de
combustible et d’autre part, du modele de transfert de chaleur par conduction dans la tige
de combustible.

En pratique, le choix d’une méthode numérique d’intégration repose essentiellement sur
trois critéres : Derreur de troncature, la stabilité numérique et I’effort de calcul.
L’équilibre entre ces trois critéres sera choisi selon les besoins des analyses. Par
exemple, si plusieurs situations de natures trés diverses sont & prévoir, le critére de
stabilité pourra étre déterminant.

Pour la discrétisation temporelle, les méthodes les plus utilisées en modélisation et
simulation des transitoires thermohydrauliques sont : la méthode explicite, la méthode
implicite et la méthode semi-implicite.

Il est important de signaler que la méthode explicite est conditionnée par le critére de
stabilité, alors que du point de vue de D'effort de calcul, elle ne nécessite qu’une
multiplication d’une matrice par un vecteur pour obtenir la solution au prochain
intervalle de temps. De ce point de vue, la méthode explicite présente une grande
simplicité et un effort de calcul trés faible. Pour ce qui est de la méthode implicite, les
conditions de stabilité sont généralement toujours vérifiées, mais elle nécessite
Pinversion d’une matrice pour trouver la solution au prochain intervalle de temps. Cette
matrice peut changer 4 chaque pas de temps d’intégration. Donc, ’inversion devra étre
refaite chaque fois. De ce point de vue, la méthode implicite demande beaucoup plus de
temps de calcul que la méthode explicite, mais avec I’avantage de la stabilité
inconditionnelle. La méthode semi-implicite est aussi inconditionnellement stable.
Cependant, elle nécessite d’effectuer un choix judicieux en ce qui concerne la variable

qui sera assignée au nouveau temps (nt+1).
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6.1 - Intégration des équations différentielles du modéle de

P’écoulement

Dans cette partie, on effectuera le développement numérique dans I’espace et dans le

temps des équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de

Pénergie afin de résoudre numériquement, sur (N ) volumes de contrdle, les trois

équations différentielles (2.10, 2.18a et 2.25).

6.1.1 - Discrétisation spatiale

Les équations qui décrivent les transitoires d’écoulement diphasique requiérent
I’utilisation de méthodes numériques, telles que les méthodes de différences finies. Dans
notre cas, le canal de combustible est divisé axialement en plusieurs volumes de contrdle
(figure 6.1) ou les équations de volumes finis sont écrites pour chaque volume. Les
variables d’états comme la pression, I’énergie interne (I’enthalpie) et le taux de vide sont
déterminées aux nceuds, c’est-a-dire aux centres des volumes de contréle, alors que la
variable de flux massique (vitesse) est obtenue au niveau des interfaces, c’est-a-dire a
’entrée et 4 la sortie de chaque volume de contrdle.

Cette méthode, dite & volumes décalés «staggered control volume», consiste & exprimer
le bilan de la grandeur étudiée (masse, quantité¢ de mouvement et énergie) sur un volume
de contrdle. Elle offre I’avantage d’assurer une conservation intégrale des grandeurs
quelle que soit la taille du maillage. Naturellement, cette formulation constitue un
avantage fondamental de la méthode des volumes finis. Les volumes sont généralement
cylindriques et orientés | paraliélement aux lignes de coordonnées choisies pour
représenter le probléme. Cependant, il est possible d’utiliser des volumes de diverses
formes.

On considére qu’il n’y a pas de renversement du sens d’écoulement. Avec cette

configuration, selon Hsu (1994), I’expression de la moyenne sur une interface du

volume de contrdle () de la variable de vitesse, i.e., le flux massique, donne :
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V) =T v,y 6.1)
ou:
Y : représente une propriété thermophysique quelcongue.
L’entier ( J ) indique que la quantité (variable) est évaluée sur un nceud ¢’est-3-dire au
centre du volume de contrble, alors que le demi-entier représente 1’évaluation aux

interfaces.

Noeud Interface Volume de contrfie

\ Az, /

| - |

& l -® ® —
S A A

Figure 6.1 : Représentation unidimensionnelle des volumes de contréle et des

interfaces d’un canal de combustible.

Avec la relation (6.1), opérateur de divergence du flux massique, représenté par la
discrétisation spatiale, peut s’exprimer en fonction de la vitesse comme suit :
(Y v),1 —(Y v) 1

VAY v)= AZ : (6.2)

J

on peut I’écrire de la maniére suivante :

-G = 2 = : . 6.3)

ol :

Y :représente la densité en (k% 3),
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Az, la longueur du volume de contréie( j) (la distance entre deux interfaces
adjacentes) en (m).
Les équations de conservation de la masse et de I’énergie sont intégrées spatialement
sur le volume de contrdle entre une interface et une interface adjacente, alors que
I’équation de la quantité¢ de mouvement est intégrée entre un nceud & un neeud adjacent.

A partir de la représentation approximative d’une quantité différentielle selon 1’équation

(6.2), on peut développer les différentes équations de conservation comme suit :

6.1.1.1 - Equation de continuité du mélange

D’aprés 1’équation de conservation de la masse du mélange (2.10) et en utilisant
I’équation (6.3), on peut écrire : 4

6 G’" 1 - G"’ 1 P
[ Pm) __ 3 o9 (6.4)
j AZ]

ot oz "

6.1.1.2 - Equation de conservation de la quantité de mouvement du mélange

A partir de I’équation (2.18a) réécrite ici par convenance, on a :

2
0G, - _ op + O[Gn +F+p, g Cos(@) ) (6.5)
Ot Oz 0z \ Py

On, F est la force de frottement par unité¢ de volume(% 3). Pour un écoulement

diphasique, cette force est calculée selon la relation suivante :

2 /
F = @2 i(i} = Lf.ziji) _ (6.6)
Dy \2p, 4z ) e
A la sortie du volume de contrdle( /), on peut écrire :
[, G, G, |

56 \ 1 j-a-l i— H
7y =—|—|P ,-P |+ L — L+ F |+ p,gecos{f), (67
( ot jj+; [ AZj[ J+l 1:| AZj pMj 'DM/—I ,a% i { ) !

L‘ \

i
i
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1 . . e
avec, Az, = E(AZ ;tAz ) représente la distance entre deux noeuds consécutifs.

6.1.1.3 - Equation de conservation de I’énergie du mélange

En utilisant I’équatioh de conservation de I’énergie du mélange (2.25), repris ici par

convenance, ona :

9 G? | 2 G
—| ph, + —-P+p,gz cos(6) |+—| h,G, +=—"5+g2G,cos(6) | =
Ot 2p,, 0z.\ 2p;

q" A
= . (6.8
V (6.8)

avec,

#
" =i_;;w_’ chaleur externe d’origine nucléaire dégagée par unité de volume

q
()

p,, . densité du mélange (k% 3) et

A, : surface de chauffage du canal (volume de controle) (mz) :

En remplagant ces définitions dans 1’équation (6.8), on peut écrire :

b 9 G2 ]
-a?(me} + E(G'" {thd +§;§ +tgz cos(@)}j =gq". (6.9)
G> ]
{pmhm—% n__P+p,gz cos(6) ]
) _ 20, ‘ _J
avec E= )
O,

Au centre du volume de contréle, on peut €crire :
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5 , I G
CHoEl=— |G h +—1 197 oL —
(55,0," )j Az, i- ma T g é,-; g 2., cos(6)
{ G; [
Gm#:_ hy + —j;fzi + gz, cos(B)}| + ¢". (6.10)

E; J

6.1.2 - Discrétisation temporelle

L’implantation d’un algorithme numérique stable et bien posé comprend la sélection
d’une évaluation implicite des termes du gradient spatial au nouveau temps. Pour cela, la
méthode numérique appliquée pour résoudre le systéme d’équations du modele de
P’écoulement sera la méthode semi-implicite.

La technique d’intégration la plus simple est I’approximation de la dérivée en fonction
du temps par :

o® o™ — @7
()52

ot : DPindice (n) indique la valeur connue de la variable a I’instant courant,
I’indice (nt+1) indique que la variable est évaluée au temps nouveau (variable
inconnue).
@ : une variable arbitraire.
Selon Hsu (1994), on implante la méthode semi-implicite de fagon & ce que les
propriétés soient considérées a D’instant (n), alors que les variables d’états (pression,
énergie, vitesse) sont considérées a Iinstant ultérieur (n+1).

Sachant que les conditions aux limites sont : le flux massique moyen G/"'et le sous

refroidissement %™ 4 I’entrée du canal de combustible, la pression P™' 3 la sortie et la

source thermique ¢” (source neutronique) le long du canal.
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- La conservation de la masse du mélange, selon les équations (6.4) et (6.11), peut

s’écrire:

J J ntl_ antl _ 1 n ntl_ on n+l
At Az, !_Gm/—i Gm/*l] Az [ij_! Vm/-l Pn, anl —’ ’
2 2 J 2 2

J

ce qui nous donne :

Az,
n atl _ on n+l o _ J Lo B 6.12
P Vo ™ P Ve, = (pm,. p,,,,) (6.12)

-

Pour ’ensemble des (N ) volumes de contrdle, cette équation peut s’écrire sous la forme

matricielle suivante : [A][X] = [B]. sachant que les coefficients de la matrice carrée
[4] sont définis comme suit :

4;,=—p" , Pour (i=7),

J
4,=p" , Pour (j=i-1),

A =0 ,Pour (j=i-1)et(i=j),

Yy

n+l

les éléments du vecteur colonne[ X ] sont définis par : x, =v, y
2

3

les éléments du vecteur colonne [B] sont :

n+l

Az,
pour (j=1), nous avons: b, = —ATI [p,';:‘ —p;;l) - p;ovmy , sachant que:
: 2

G,, = ,0,';0 V,:; : représente une condition limite & ’entrée du canal de
2
combustible,
pour (j #1), nous avons : b, =__f-(p"+% —p )
J At mj, mj

Dans un réacteur nucléaire, le pressuriseur doit &tre connecté & la partie chaude qui

représente la sortie du coeur. Ainsi, ¢’est la pression de sortie du canal qui représente une
) 5

condition aux limites.
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- L’équation de conservation de la quantité¢ de mouvement du mélange avec la pression 2
la sortie du canal comme condition aux limites, selon les équations (6.7) et (6.11),

devient alors :

oG 1 |G, Ga
- - = P'+ P, o acEpp 2 + F o+ C g,
{ of )J*‘l AEJ[ g J:I ) Az;| Py, Pu,, i on, & cos(6)
i 1 i G:'M‘ G'iﬂl
- Gn+l ——'G:; - P’&I—P’f:l + i3 _ i _ F"+1— " os 9 ’ 613
At[ " J AEJ( e T R A (@), €1

en réarrangeant cette équation, on peut écrire :

Pn+1 + Pn+l _ Azj n n _ n n+l
-4 j+r = At pml. vmﬁ,_ pmjvm_ +
) Iy

2 2
n Vn+1 n vn+]
AE-J' {pmi—l mj—% } {pmj mﬂ—; A-Z— Fn+] A-Z— n (9) (6 34)
- —_ - - . . —_— 'pm g Cos . .
AZ}' P Mg Pu, ’ g Y

i

Pour ’ensemble des (N ) volumes de contrdle, cette équation peut s’écrire dans la forme

matricielle suivante : [C][P] = [D]. Sachant que les éléments du vecteur [D] sont

définis comme suit :

Pour (j=N), soit au dernier volume de contrle (N) du canal, sachant que

_ Az,
Az, =—2, nous avons :
2

; Az,
- n+i : N n n _ n n+4l
DN - -PNH - At p’"NV”'N+:_ pvam @ +
2

N+—
2
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2 2
- Hp } e }
N E N—Z _ L N*_l _ AZ Fn-'r! AE ”
| - - o, gcos{8),
Az, L Pu,, Pu, " N‘”% N T ( >

1 ) r 0,0 . s . N . U
P’ : représente la condition limite de pression & la sortie du canal controlée par
le pressuriseur.

Pour (j # N), nous avons :

D = AZ! pn v __pn vn+l +
/ At m; mj+,7 m; " om _;_

2 2
_ {P},%ﬂ} %ﬁ.%ﬂ}
ad : . R : - e — Az, F™' - AZ p, g cos(6).
Az, Pu P, 5 !

Les éléments du vecteur colonne [P] sont définis par : P, =P’}"" et les coefficients de la
matrice carrée [C ] sont définis comme suit :

C,=-1,pour (i=j),

C,=1,pour (j=i+1),

C, =0, pour (j#i+1) et (i j).

- Conservation de I’énergie du mélange : comme !’enthalpie (la température) a entrée
d’un canal de combustible d’un réacteur CANDU est contrdlée par le transfert de
chaleur dans le générateur de vapeur, I’équation de conservation de I’énergie du mélange

devient d’aprés les équations (6.8) et (6.11):

n+l

I
E_‘ n hn+1 + {p;/v”’m/z
At[ P, T, 2P,

> _p’}{”.g.p’:jgzjcoséﬁ} ——{p;ih;]-@-
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non 2 P
—_"(p”é;"ji]“) el g O] rlet, | ‘(Zmi;mjlvf) £ 2,.005(0)]-
2
P Vo | B2+ G V'"’*I‘/;> +gz, cos(0) l +q" . (6.15)
2(P§,> ]

On présente ici deux cas particuliers pour la résolution de I’équation d’énergie, a savoir
sans glissement entre les phases et avec glissement entre les phases :

a) Il n’existe pas de glissement entre les phases c’est-a-dire que I’écoulement est
homogéne. Ce cas particulier est caractéris€é par une vitesse relative entre les phases

nulle (Vr =0, v, = V/)‘ Done, P’enthalpie du mélange (statique) devient égale a
’enthalpie de I’écoulement. Avec une bonne approximation(hm = hd) , I'équation (6.15)

devient :

_ At n Vn+1 \h,,+1 + n + _Af__ ”n Vn+‘a hn+} _ FF (6 16)
Az Pryy Vi yp2 J e Pn, Az Pry Vinjyy My = 5000 '

2 2
n n n n+l
(p”’jv'”m/l) _pr |- (p”'j V”’j+1/2)

FF, = p:,jh;j_-i— oy ; 27 p)jm +
j J
( 2 2 )
P, Vo P Vo
—A—IJp,’;‘_lv,:j_lvz (——J—_,I——]/;)—-ngj_iCOS(G) —p,:jv;;’fw L#-i—gzjcos(ﬁ) +AM g7,
T 2 2C9

Pour ’ensemble des (N ) volumes de contrdle, cette équation peut s’écrire sous
la forme matricielle suivante : [E][#] = [FF]. Sachant que les coefficients de

la matrice carrée [E ] sont définis comme suit
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. . n At n 6+
Pour (i=j), E,,=p) +E'O”’1V"’z+}yz

J
At pn n+l
Az T Ty

4

Pour (j=i-1), E,, , =—

Pour (j=i-1) et (i = j), E

Les éléments du vecteur colonne [4] sont définis par : 4, = 7" et les éléments
J .
du vecteur [ FF| sont définis comme suit :

Pour (j=1),ona:

2
n n+l
pm Vm
(T a4l
L _p

n n +
szl 2PM1

_ At n n+l n+l1 n
FEI - ~A—Z-1— pmo Vm% hm + pmlhm +

2
n+l n n+l
At nel (p ™o '"vz) n+l ('D ™ V"'m)
” 4 gz,cos(6) ~ PV | 5

A | 2(en) 2(p)

£y

+gz,c05(6) |1+ At q

h:,;‘ : enthalpie qui correspond a la condition limite d’entrée du canal 4 l'instant

(n+1).
Pour (j#1),ona:

2
(p'rf " j+1/2 ) pr

n hn + . i _
P, 2p4, ' 9
J

FF, =

Ji

J

( - - |
APy ”’"" R I (”"”—V""*}”;ngfcos(@)}?wq?%
E\ pE ) 2(’02/) _Eji

b) Il existe un glissement entre les phases : Le modéle le plus approprié qui tient compte

de la vitesse relative entre les phases est le modéle & écart de vitesse. A cet effet, selon
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le terme (4) de I’équation de conservation d’énergie du mélange (2.23), il est nécessaire
de définir et d’expliquer I’identité fondamentale des écoulements diphasiques qui est
donnée pour un écoulement a4 une dimension par :

p.) ()
8<pghgvg>+(i —8)<p,hlv,> = <pm><vm><hm>+g(}—-3>a < ??0 ) <Vr>[<hg>—<h1>] {(6.17)
On considére que tous les parameétres sont moyennés sur le volume, donc :

E(l-¢ v
b= b ¢S4 PPV, (6.18)
pm Vm

o

(h . =h, - h,) (enthalpie de vaporisation),

v, . vitesse relative entre les phases (% ) ,

v, . vitesse moyenne du mélange (’% ) et

Pour diminuer la taille de I’équation de I’énergie thermique, on considére le

e(l-¢ 1%
terme suivant : Akl = ( 3 P £ ¥ by,
Pm Vi

[Vie)
kg
En remplacant DUenthalpie de I’écoulement (équation 6.18) dans P’équation de
conservation de !’énergie du mélange (6.15), on obtient :
l— n n+l 2
E § n hn-ﬂ {pmjvmfﬂﬂ }

|| P T e @) (i

2
n n+l
n+ pm-,vmv_l
or | (1 + hhf:)+———-< )

(P:,/_ Vin, s }2 1
“, A

205,

e’
S — |
1
™

~Pi+p, gzjcos(H)J
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"
+1/2
Y J n

2\ pg.

J

[ o v |
gzj_zcas(@}]—p;jv"” (hm>l+hh1:’>+(——’—i';>—+g z;cos(8) J-a-gf’. (6.19)

(.

En réarrangeant les différents termes de cette équation, on obtient I’équation sous forme

matricielle suivante :

At n n+ n+ n AZ n n+ n+
[—Zz_p V’""l*”Jh’""l‘ ' [p m * zz“pm,-",fvz]hm,-‘ = FF, (6.20)
f J

J
Pour ’ensemble des (N ) volumes de contrble, cette équation peut s’écrire sous la forme
matricielle suivante : [E ][h} = [FF ] Sachant que les coefficients de la matrice carrée

[E ] sont définis comme suit :

n

o At
Pour (i=j), E,, = Pa, +Ep'"fv

m]+}é
J
. . At n n+l
Pour (j=i-1), E, = —— Pa, Vo,

7
Pour (j=i-1) et (i=j), E;, =0 .
Les éléments du vecteur colonne [/] sont définis par: 4, = A" et les éléments
J

du vecteur [FF ] sont définis comme suit :

Pour(j=1},o0na:

(o5 v (on vi) At
FE] o - lsz’:IHl/Z +P;’+1 + p:;x hy:l +—12;£:-L—‘P;1 +E {p:% 'V:';zl [hh}.: +
1 1 1

|

(es, ) N N
z(pg))z +g 2, cos(6) |- o, Vm”l "+ 2(}922)2 +g z, cos( )EJ ,

£
—
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A+l \] A+l

At
At g+ —p, vi© IR,
ql (Azl pmo mi/zj )

h,:: : enthalpie qui correspond a la condition aux limites d’entrée du canal &

I'instant (n+1).

Pour(j#1),ona:

(pnvin) % )2 At -
FF, = ____——épi“ +P |+ o i +——ép;;:w —p" +Ej{p,',’,,_, Vo PPV, +

(pn Vn+1 )2 ( n n+l )2
mi M n n+l n My M
—_— 0 + g Zj_ICOS(H)] - pmj ijﬂ/2 hhl] +—'———'2—

+g z,cos(0) |r+Ar g7
2(p3, 2(pp

La résolution de ces (3xN) équations commence par la détermination des valeurs
initiales des variables dans tous les volumes de contréle et les interfaces. Ces valeurs
correspondent a I’état du régime permanent initial nécessaire de connaitre dans tout

probléme transitoire.

6.1.3 - Exécution numérique du modéle de I'écoulement

Puisque nous avons un canal de combustible avec des conditions aux limites (vitesse et
enthalpie & l’entrée et pression a la sortie) données en fonction du temps, selon Hsu
(1994) et Carver (1995), une boucle d’itération interne est ajoutée a I’algorithme pour
calculer et remettre a jour les parameétres. Dans cette méthode, selon I’organigramme de
calcul du modéle de ’écoulement (figure 6.2), la premicre étape consiste & proposer une

perturbation sur la distribution de la pression dans les volumes de contrbles au nouveau

temps (n+1).

En fonction de cette pression, les propriétés physiques sont calculées, d’aprés les

équations constitutives qui régissent les phénoménes des écoulements monophasiques et
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diphasiques, on détermine le taux de vide moyen en fonction du titre de I’écoulement, le
coefficient de perte de charge monophasique, le facteur de multiplication diphasigue,

€tc.

S’en suit le calcul des vitesses aux interfaces par la résolution de 1’équation de

continuité,

n n+1 n n+l J n+l
pmj_, Vin - pm Vm v (pm

" - P )
J—% / j*; At ’ i

La résolution de I’équation de la quantité de mouvement pour la détermination de la

nouvelle pression,

Pn+1 + Pn+1 _ AE‘J n n _ n n+1
iy 22 0 pm. Vm_ pmjvm | +

2 2

AZJ- / 3 _ oy — ntl a=—

. - ~ AZ, F™ - AZ,p;, g cos(6) .
AZ/ pMj-l pM e !

Et la résolution de I’équation d’énergie pour calculer I’enthalpie,
At n n+l n+l n At n  n+l n+l
- p’"‘-l V”’j‘l/zjhmj" + pml' + Az pml'vmi‘fl/2 h’"j -
n+l

Az, J
., 2 ) ( no,.n 2
o) / B o B N A P N

20}, 264, Az, N
; el 2 n n+l 2 —i
M’i;); +g 2z, ,c0s (9}] ~ O, V:,jfvz hhl® + MV;_) +g z,cos(9) l+ At g7
2(s;,) et |

La nouvelle pression sera utilisée pour recalculer a nouveau les valeurs des propriétés et
ensuite permettra de déterminer la nouvelle vitesse a partir de ’équation de continuité.
Une procédure vérifie la convergence de la vitesse (le flux massique) et valide la

condition stationnaire.
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En résumé, la nature itérative de la procédure de résolution de ces équations non
linéaires et couplées, joue deux réles différents. Premiérement, puisque nos équations
sont non linéaires et couplées, on les rend linéaire par rapport & une variable donnée (i.e.,
la continuité est linéaire par rapport a la vitesse, la quantité de mouvement est linéaire
par rapport & la pression et I’énergie est linéaire par rapport & I’enthalpie). Puis, on
calcule les propriétés physiques et les coefficients en fonction des résultats de I’itération
précédente sur les variables. Deuxiémement, ces équations algébriques linéaires pour

une variable dépendante sont résolues par la méthode d’inversion de matrices.

A la suite de I'exécution du programme, on a remarqué une convergence rapide sur la
vitesse (équation de continuité). Afin d'améliorer encore nos résultas, on a instauré le
processus d'itération et de vérification de la convergence sur la pression aussi (équation
de conservation de la quantité de mouvement) ainsi que sur l'enthalpie (équation de
conservation de I'énergie). Lorsqu'on vérifie la convergence sur l'enthalpie & une
précision relative de 107, tous les autres paramétres convergent en méme temps et le

résultat est beaucoup plus précis.
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Figure 6.2 : Organigramme de calcul du modéle de I’écoulement
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6.2 - Intégration des équations différentielles du modéle de

transfert de chaleur par conduction

Dans cette partie, on va intégrer numériquement les (M } équations différentielles de

discrétisation radiale dans la pastille et la gaine (5.7) et (5.8) en relation avec les

conditions aux limites présentées dans les équations (5.15), (5.16), (5.17) et (5.19).

6.2.1 - Formulation de I'équation de conduction sous la forme des
différences finies

Plusieurs méthodes sont développées pour la résolution numérique des équations de la
conduction & !'état transitoire (Yogesh er Kenneth 2003), a savoir : la méthode explicite
"Forward time central space" (FTCS) ou méthode d'Euler, la méthode de Crank-
Nicholson "Multipoint-time, central-space” (MTCS), la méthode implicite "Backward-
time, central-space" (BTCS) ou méthode de Laasonen et la méthode implicite & direction
alternative "Alternative directions implicit" (ADI). Pour cette étude, on applique la
méthode implicite dans le temps qui est reconnue par sa stabilité sans introduire de
contraintes sur l'intervalle du temps d'intégration. Selon cette méthode de différences
finies, les dérivées dans l'espace sont remplacées par l'approximation de différences
centrées des trois-points "Three-point central difference approximations”. La dérivée
dans le temps est remplacée par une différence en amont "Backward difference
approximation”. Ainsi, pour une variable arbitraire @, la représentation mathématique

est écrite selon le schéma suivant :

(5CD> _ ®, -9 (_@9) — Q-9 (@\ — o, -0,
or Juy AR T \or Y ’ ’



91

{/ @ig] ( acbj
(80 Y \or Y @, -2®,+ @, .
i\ P ).- = AR = {AR)Z et ’approximation de la

dérivée en fonction du temps selon I’équation (6.11).

Selon la discrétisation présentée dans la figure 5.1, les épaisseurs des régions
discrétisées sont données par :

Pour les régions de la pastille, c’est-a-dire pour(iSM —2), on a:

AR = i —3)

I’épaisseur de I’intervalle entre la pastille et la gaine est donnée pour (i =M —1)

par AR =
I’épaisseur de la gaine est donnée pour ( =M ) par AR = e , sachant que:
=r,+e,te, | r,=r,te, ro = AR (M -3)

6.2.1.1 - Discrétisation spatiotemporelle de l'équation de Ia conduction dans la
pastille du combustible

D’aprés la représentation mathématique ci-dessus et selon les équations discrétisées pour

les régions de la pastille (5.7), en prenant en compte les conditions aux limites, on peut

développer les équations régissant toutes les régions selon le cheminement suivant :

- Ay centre de la pastille

A cause de la symétrie vue sur la figure 6.3, en développant I'équation (5.15) avec la

condition aux limites pour (i =1)selon la série de Taylor, on a : 1 %Z i g T En
rorl., o
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remplagant cette condition aux limites dans ['équation (5.7) de conduction pour la

pastille avec (7,,, =T, } (symétrie), on obtient :

o

¥l n - o
?} f [2 Tn*l _ Tm-i—j_'_ [2 Tn+1 2 z;n+1—§+ g{q s (621)

i+l

(AR ’

i+l

At

cette équation peut s’écrire comme suit :

. 4afAt
TR Ty

Figure 6.3 : Discrétisation au centre de la pastille de combustible.

- A l'intérieur de la pastille

A Vintérieur de la pastille, ¢’est-a-dire pour [:]i (i { (M —2)] et en utilisant I'équation
(5.7) nous avons :

(gg“_) = LT, -2+ T) + [T, - T, ]+ 2 (623)

o );  (aR) " 27, AR K,

en remplagant la dérivée temporelle de cette équation (6.23) par la formulation implicite,

on obtient :
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]-;m-l _ ?:n

uf n+l n+l n+l a‘f n+l n+l 1 af qm
Iy =217 + T i+ =T i+ 6.24
At {AR}Z[ i ’ ! ] 2r AR[ T K, ’ (629

cette équation peut s’écrire comme suit :

2i -3) o, At 2a, At
_':( ) f -lirz;-l _i_{ f +]} T;mi _

2 (1-1) (AR’ | (AR)

2i —-1) a, At a, At g”

2 (i-1) (AR) K,

-Ala surfaée de la pastille

Afin de développer I'équation pour la condition aux limites (5.16), c’est-a-dire,
(z' =M-2,T,=1T, M_z), on suppose une température imaginaire (Tx) a une distance

(AR) du point (M ~2) représentée & la figure 6.4. En incorporant cette nouvelle

température, on obtient :

K

g (T - Tn) = BT - 1) (6.26)

avec,

T, =Tfa =Tyo » T,=T,5 ., T,=T,, e = AR {M":;) = (i-) AR,
en remplagant ces définitions dans I'équation de la conduction (5.7), on obtient :
T /;;H -1 a; r

— Tn+1 _ 2Tn+1 + Tn+l +
A[ (AR}Z L x fo M—3]

vaf n+l n+ af q”’
S S N O
2(i-1)(aR)’ [ -Tn] -

J

, (6.27)
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en éliminant (1’;”“ ) de ces deux équations (6.26) et (6.27), le résultat peut étre écrit de la

maniére suivante :

- 20@?&* T+ }+2afz§f+avaAti+____} T~
(AR) (AR) K, (AR (M-3)AR)| "

H, At At g"
ﬁf_z__[_z_ + ;H T = {Tf'.; + R . (6.28)
K, |AR  (M-3)AR | K,
!
]; .
T,
TM—3

Figure 6.4 : Discrétisation a la surface de la pastille.
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6.2.1.2 - Discrétisation spatiotemporelle de I'équation de la conduction dans la gaine

de combustible

Sachant que la température de la gaine joue un role important dans la siireté du réacteur,
surtout celle de la face externe en contact avec I’eau lourde, il nous faut déterminer la

température au niveau des deux faces de la gaine de combustible.

- Au niveau de la nartie interne de la gaine

Comme pour le calcul de la température externe du combustible, pour

(i=M-1, T, =T, .1 ), on propose une température imaginaire (Ty)e‘l une distance
(eg) au point (M —2) représentée a la figure 6.5, puis on développe I'équation de la

condition aux limites (5.17). On obtient ainsi :

2 e HV n+ n+
- —5;—— (T - 1) (6.29)

g

(TCZ-H _ z—;n+1) —

La discrétisation spatiotemporelle de 1’équation (5.8) sur la face interne de la gaine

donne :
i VA
A (e)

En remplacant I’équation (6.29) dans I'équation de conduction (6.30) afin d’éliminer

Z[Tym _ 2T;+x + T;ﬂ] +%—[T£+l _ Tyn+1:| ) (6.30)

(Ty m+ ) On obtient :

H, At 2o At
_ {fg__“__ [l - iJJTfTI <11+ g +

! K e 7

E_ g g ci

| " 2a, Ar|
It | S = T (63D)
L
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- Au niveau de la nartie externe de la gaine

De la méme maniére que pour le calcul de la température interne de la gaine, pour

co

(i=M, T,=T,), on propose une température imaginaire (7} & une distance (eg)

dans le fluide caloporteur représentée 2 la figure 6.6. L'équation de la condition aux

2e H
K

4

limites (5.19) devient : ("' - T/} = - (T2 = Thee) » (6.32)

La discrétisation spatiotemporelle de I’équation (5.8) sur la face externe de la gaine
donne :
ntl __ gn
Tco Tco - 1 . [Z:Hl _ 2Tc:+1 + T;nﬂ:l +2 1
At (eg) T €

[Tznﬂ _ TC:HI:I ) (6.33)

En remplagant I’équation (6.32) dans I’équation (6.33) afin d’éliminer(il;”” ) , on obtient:

2o, At 2a, At a, H At
- _G_tg_z__ T+ 11+ £+ £ (_2;_+i) T =
(eg) (eg) Kg eg rco

a H At
T + -5 —2; + —1— Tj;';;e . (6.34)
Kg e, 7,



Figure 6.6 : Discrétisation au niveau de la partie externe de la gaine.
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6.2.2 - Exécution numérique du modele de transfert de chaleur par
conduction

En combinant les équations de conduction discrétisées (6.22), (6.25), (6.28), (6.31) et
(6.34), on obtient un systéme d'équations qui forme une matrice tri-diagonale de
coefficients appelée SS, un vecteur colonne des variables de température appelé T a

déterminer et un vecteur colonne des constantes appelé DD .
_A,T:—I:Fl + Bi ];!H] _ C’- Tn+i — D .

i+1 i

Le systéme peut s’écrire :

B -C, 0 . 0 0 T D,
-4, B, -C, 0 0 7, D,

0 .

0 =
0 0 AM—i BM—I _CM—I TM—l DM—§
0 0 0 -4, B, T, D,
Matriciellement, on peut écrire I’égalité suivante :
[ss] [T] = [DD], (6.35)

Pour diminuer l'erreur de calcul, il suffit davoir : 4, )0, B )0, C )0 et
B Y (4+C,) ,avec [SS“. =0 , Pour |i-j ]>i],
[T] : représente le vecteur des températures & déterminer,

"1 : température & la position (i) et au temps(n +1),

7" : température & la position (i) et au temps(n),

sachant que les éléments de la matrice SS et du vecteur DD sont définis comme suit :



-Pour(i = 1)
{4%4\; ] [405,,&]
4 =0, B = - +11, C= 5 {
(ar) | (aR)" |
- pour (1<i<M—2}:
4_{(21—3)&/,&_3 {2afm
ey T T

2af At

a, H, At

K;

|

a, At g"
+ L q}’
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2 1

AR T (M -3)AR

)
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"E 1
PR T N L L (—241) C, =0
(&) (e) s

-
o, HAt (2 1)]]

D=| T8 + T 5 1 2=+ — 111,
i co Jluide K {e VJ}

g g co

Le systéme tri-diagonal qui en résulte (6.35) peut étre résolu par un algorithme basé sur
la méthode d'élimination de Gauss connue sous le nom d'algorithme de Thomas.

On procéde par une itération sur le systéme d’équations linéaires. Les coefficients de

température sont €valués au temps {t + At) , ce qui rend les équations non linéaires. On
peut démarrer le processus itératif pour calculer ces coefficients durant le temps
précédent (¢) afin de rendre le probléme linéaire et puis utiliser l'algorithme de la

matrice tri-diagonale (TDMA) pour obtenir la distribution de température au temps

(t+ Al) , ce qui résulte de la premiére itération. On peut améliorer la précision de ce

calcul par l'emploi des nouvelles températures pour recalculer les propriétés et les
coefficients qui se substituent aux anciennes valeurs jusqu'a une convergence sur les

températures de ’ordre de 107,
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DE CALCUL

CHAPITRE VII - VALIDATION DU C

Ce chapitre couvre une introduction sur la structure du programme de calcul ainsi
qu’une procédure de validation utilisant des résultats expérimentaux de Aubé (1996)
pour les écoulements monophasiques et diphasiques (vertical ascendant) dans une
section d’essai chauffée. De plus, une simulation compléte d'un canal de combustible
horizontal avec un flux de chaleur de forme co-sinusoidale, pour les mémes conditions

d'opérations nominales que ceux d’un réacteur nucléaire de type CANDU-6, sera

présentee.

7.1 - Présentation du programme de calcul

Le programme de calcul a €té écrit en FORTRAN 90 (Compaq Visual Fortran). Comme
présenté dans ’annexe 4, il est composé d’un programme principal MAIN qui gére
I’ensemble des sous routines et des fonctions. Il fait appel au module INITIAL, aux sous
routines SELECTION, PROPSUB, SATPROP, CARACT, MASSE, VMAT,
MOUVEMENT, ENERGIE, VERIF, CONDUCTION et 4 la fonction RHOMI.

Module INITIAL : Ce module déclare les entiers, les réels, les paramétres et les

variables qu’on peut allouer ultérieurement dans le programme principal et les autres

sous-routines.

Sous-routine SELECTION: Ce sous-programme sélectionne quelle orientation
d’écoulement (horizontale, verticale oti inclinée) sera utilisée. Il effectue aussi la lecture

des données initiales et de géométrie, et prépare la structure des résultats de sortie.
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Sous-routines PROPSUB et SATPROP : Ces sous-programmes de I’Institut de génie
nucléaire sont utilisés pour le calcul des propriétés thermo-physiques de ’eau a ’état

sous refroidie et a la saturation respectivement.

Sous-routine CARACT : Ce sous-programme effectue le calcul du point de génération
nette de vapeur, titre thermodynamique, titre de I’écoulement, taux de vide, écart de
vitesse, rapport de glissement, vitesse relative, coefficient de perte de charge

monophasique et facteur de multiplication diphasique.

Sous-routine MASSE : Ce sous-programme effectue la résolution de 1’équation de

conservation de la masse d’aprés le modéle de I’écoulement qui a été choisi.

Sous-routine VMAT : Ce sous-programme a pour fonction I’inversion des matrices.

Sous-routine MOUVEMENT : Ce sous-programme résolve I’équation de conservation
de la quantité de mouvement selon le modele de I’écoulement choisi, en tenant compte

de la pression donnée a la sortie du canal comme condition aux limites.

Sous-routine ENERGIE : Ce sous-programme permet la résolution de I’équation de

conservation de I’énergie d’aprés le modéle de I’écoulement choisi.

Sous-routine  VERIF : Ce sous-programme vérifie si le critére de convergence d’une

variable donnée 2 atteint la consigne de précision voulue.

Sous-routine CONDUCTION : Ce sous-programme présente le modéle de transfert de
chaleur par conduction dans une tige de combustible. Il fait appel au module
TEMPINITIAL et aux sous-routines suivantes : SOLIDPROP, CONVECTION, COEFF,
TDMA et VERIF.
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Module TEMPINITIAL : Ce module permet la déclaration des paramétres et des
variables spécifiques au modele de transfert de chaleur par conduction dans la tige de

combustible.

Sous-routine SOLIDPROP : Ce sous-programme effectue le calcul des propriétés
thermomécaniques de la gaine en Zircalloy-4 et de la pastille de dioxyde d’Uranium. II

fait appel a la sous-routine GAPE.

Sous-routine GAPE : Ce sous-programme effectue le calcul de la conductance thermique

de Pintervalle entre la gaine et la pastille dans une tige de combustible.

Sous-routine COEFF : Ce sous-programme permet le calcul des coefficients de la

matrice tri diagonal du modele de transfert de chaleur par conduction.

Sous-routine TDMA : Ce sous-programme implémente [’algorithme utilisé pour
résoudre la matrice tri-diagonale et permet le calcul des nouvelles températures du

modele de transfert de chaleur par conduction.

Sous-routine CONVECTION : Ce sous-programme détermine le coefficient de transfert
de chaleur par convection forcée entre le fluide caloporteur et la tige de combustible. II

fait appel a la fonction HMONT et a la sous-routine HTP1.

Fonction HMON1 : Cette fonction effectue le calcul du coefficient de transfert de

chaleur par convection forcée en écoulement monophasique.

Sous-routine HTP1 : Ce sous-programme permet le calcul du coefficient de transfert de
chaleur par convection forcée en écoulement diphasique dans les conditions d’ébullition

sous refroidie et d’ébullition saturée. 11 fait appel 4 la fonction SATPRESS.
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Fonction SATPRESS : Cette fonction détermine la pression de saturation de I’eau en

fonction de la température.

7.2 - Procédure de validation

Pour I’exécution de ce programme de calcul, il est nécessaire d’effectuer la sélection des
paramétres de calcul suivants :

- critére de convergence,

- nombre de volumes de contréles dans le canal et nombres de régions radiales

dans la tige de combustible, et

- intervalle du temps (pas d’intégration).
Lors de la validation du programme, nous avons fait varier volontairement ces
paramétres numériques et ce dans I'objectif de s'assurer que le résultat obtenu n’était pas
significativement affecté. Pour l'exécution de ce programme, ces parametres sont a
choisir par l'analyste et les résultats de calcul doivent étre essentiellement indépendants
d’eux.
Une importante vérification de la validité du programme de calcul est effectuée par une
caractérisation physique et une comparaison des résultats de simulations avec des
données expérimentales existantes. On a procédé selon deux étapes principales a savoir,
la validation du modele de I’écoulement en écoulement monophasigue et en écoulement
diphasique, et la validation par la simulation compléte d’un canal de combustible
horizontal avec un flux de chaleur de forme co-sinusoidale pour les mémes conditions
d'opérations nominales que ceux d’un réacteur nucléaire CANDU-6.
De plus, des simulations basées sur la variation de la distribution initiale de pression, de
température et de flux massique ont montré et confirmé que la solution finale obtenue

aprés la convergence est indépendante de la distribution de départ. Des variations du pas

de temps d'intégration (Ar) et du pas de discrétisation en espace ont été effectués afin de

s'assurer de la stabilité de la méthode numérique et de la convergence. Des essais
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concluants ont été effectués avec un (Ar) allant de 10™(s) jusqu’ & 10 (s) et pour

différents nombres des volumes de contrdles (10, 20 et 100).

Pour qualifier le modele de I'écoulement, on s’est basé sur des expériences déja réalisées
a Ilnstitut de Génie Nucléaire de I'Ecole Polytechnique de Montréal (Aubé 1996)
concernant les effets du chauffage au niveau de la paroi des tubes (écoulement vertical
ascendant) sur les pertes de pression par frottement dans les écoulements monophasiques
et diphasiques pour des conditions de pression de sortie situées entre 10 et 45 (bars) et
pour deux différents diamétres intérieurs de tube, i.e., 13.4 et 22.9 (mm). On a effectué la
comparaison des résultats de simulations avec les résultats expérimentaux tout en
prenant la méme configuration et appellation des expériences. On a procédé de la
maniére suivante : on fixe la donnée de pression de sortie de la section d’essais (comme
une condition aux limites) en fonction des résultats expérimentaux en prenant la pression
d'entrée rehaussée de la chute de pression totale (expérimentale). Avec les mémes
conditions expérimentales de température d'entrée (sous refroidissement a I'entrée), de
pression de sortie, de flux massique a l'entrée et de flux thermique additionné, on
implante une discrétisation (24 volumes de contrdles pour ces simulations) , puis une
distribution initiale quelconque des variables (température, pression et flux massique).
Pour diminuer le nombre d'itérations, on initialise la distribution par les conditions aux
limites, ¢’est-a-dire, la distribution initiale respective de la pression et de la température
dans les volumes de controle comme la pression de sortie et la température d’entrée du
canal. On initialise aussi la distribution du flux massique dans les volumes de contréle
avec le flux massique & I’entrée du canal. On lance I'exécution jusqu'a la convergence
pour atteindre I'état stationnaire. Une fois I'état stationnaire assuré, on pourrait lancer

une transitoire voulue par la variation dans le temps de l'un des paramétres
suivant(jjou!’ Gin> q" ou in) °
L'objectif principal de cette comparaison est de vérifier le choix des différents modéles

et corrélations appliqués. Les principaux éléments vérifiés et comparés sont : la chute de
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pression, le profil axial du taux de vide, le titre de I'écoulement et la titre

thermodynamique.

7.2.1 - Ecoulement monophasique

On a choisi pour chaque tube deux expériences effectuées en écoulement
monophasiques pour des flux massiques situés entre 1000 et 11000 (kg/m’s) et pour des
flux de chaleur situés entre de 0 et 3500 (kW/m?).

En effet, les expériences simulées pour un tube de 22.9 (mm) sont : l'expérience M6 en
¢coulement monophasique adiabatique et lexpérience MI0 en écoulement
monophasique non adiabatique. De plus, pour un tube de 13.4 (mm) s’ajoute I'expérience
M35 en écoulement monophasique adiabatique et l'expérience M60 en écoulement
monophasique non adiabatique.

Les conditions expérimentales de chaque expérience sont présentées en annexe 1. La
comparaison des résultats de calculs obtenus (Annexe 2) par rapport aux valeurs
expérimentales (figures 7.1, a 7.4) pour la chute de la pression axiale montre qu'elles
sont pratiquement similaires, ce qui vérifie et confirme le bon choix de la corrélation

(équation 3.23) utilisée pour le calcul du coefficient de perte de charge monophasique.

7.2.2 - Ecoulement diphasique

On a effectué la simulation avec les conditions expérimentales (Annexe 1) des
écoulements diphasiques non adiabatiques pour des tubes de différents diameétres, pour
une gamme de pression variant entre 10 et 45 (bars), pour des flux massiques variant

entre 1000 a 10000 (kg/m’s) et pour des flux thermiques situés entre 0 et 3500 (AIW/m?).

Les expériences simulées pour la section d’essais de 22.9 (mm) sont identifiées par (1, 2,
3b et 22). Pour chacune est disponible une mesure simultanée et détaillée de la
distribution axiale de la pression, du taux de vide et de la température au niveau de la
paroi externe du tube (Annexe 3). Ces données sont confrontées avec les résultats de

simulation de chaque expérience.
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Les figures (7.6, 7.9, 7.12 et 7.15) montrent la comparaison des résultats (de simulations
et expérimentaux) pour I'évolution du taux de vide le long de la position axiale de la
section d’essais respectivement pour les expériences (1, 2, 3b et 22). On peut noter en
analysant ces figures que le modéle de calcul sous-estime le point de génération nette de
vapeur dans le cas d’un faible flux thermique. Cela est probablement di au fait que le
modele néglige la zone (I) montrée dans la figure 3.1 qui correspond au début

d'ébullition nuciéée sous refroidie.

Les figures (7.5, 7.8, 7.11 et 7.14) montrent les résultats (de simulations et
expérimentaux) de I'évolution de la pression le long de la section d’essais. On note une
nette concordance, ce qui vérifie et confirme les capacités du modéle et le bon choix de
la corrélation utilisée pour le calcul du facteur de multiplication diphasique et de la perte

de pression par accélération.

Les figures (7.7, 7.10, 7.13 et 7.16) montrent l'évolution du titre de I'écoulement et du
titre thermodynamique le long de la section d’essais. Pour toutes ces expériences, les
trois modes de transfert de chaleur sont présents et on remarque bien le passage de la
convection en écoulement monophasique & I'ébullition nucléée sous refroidie puis le
passage vers I'ébullition nucléée saturée. Ces résultats sont essentiellement obtenus pour

les conditions d'ébullition sous refroidie et saturée pour des valeurs faibles du titre.

En considérant en méme temps les courbes d’évolution de la pression et du profil du
taux de vide pour chaque expérience, on peut identifier clairement le changement de la
pente de chute de pression lors d’un changement de phase, ce qui confirme la bonne

application des corrélations.

Les expériences simulées pour la section d’essais de 13.4 (mm) sont identifiées par

(35V, 44V, 50V et 55V). Pour chacune est disponible une mesure simultanée et détaillée



de la distribution axiale de la pression, du taux de vide et de la température au niveau de
la paroi externe du tube (Annexe 3). Ces données sont confrontées avec les résultats de

simulation de chaque expérience.

Les figures (7.18, 7.21, 7.24 et 7.27) montrent la comparaison des résultats (de
simulations et expérimentaux) pour 'évolution du taux de vide le long de la position
axiale de la section d’essais respectivement pour les expériences (35V, 44V, 50V et
55V). On peut noter en analysant ces figures que lorsque le taux de vide moyen atteint
les 75%, le modéle de calcul devient incapable de suivre les résultats expérimentaux.

Ceci peut étre dii aux limites de la corrélation appliquée (Chexal et al. 1992).

Les figures (7.17, 7.20, 7.23 et 7.26) montrent les résultats (de simulations et
expérimentaux) de l'évolution de la pression le long de la section d’essais. On note une
bonne concordance pour la chute totale de pression entre ’entrée et la sortie de la
section d’essais et une déviation de la courbe de simulation au milieu de la section. Ceci

est dii principalement & la sous-estimation du taux de vide 4 la sortie.

Les figures (7.19, 7.22, 7.25 et 7.28) montrent I'évolution du titre de I'écoulement et du
titre thermodynamique le long de la section d’essais. Pour toutes ces expériences, les
trois modes de transfert de chaleur sont présents et on remarque bien le passage de la
convection en écoulement monophasique a I'ébullition nucléée sous refroidie puis le
passage vers 1'ébullition nucléée saturée. Ces résultats sont essentiellement obtenus pour
les conditions d'ébullition sous refroidie et saturée pour des valeurs du titre allant jusqu'a

3%.

De la méme maniére que pour la section d’essais de 22.9 (mm), en considérant en méme
temps les courbes d’évolution de la pression et du profil du taux de vide pour chaque
expérience, on peut identifier clairement le changement de la pente de chute de pression

lors d’un changement de phase, ce qui confirme la bonne application des corrélations.
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7.2.3 - Canal de combustible horizontal avec flux de chaleur de forme
co-sinusocidale

Aprés les qualifications partielles du modele de I'écoulement & I’aide des données
expérimentales (Aubé 1996), une simulation compléte d'un canal de combustible
horizontal avec un flux de chaleur de forme co-sinusoidale pour les mémes conditions
d'opérations nominales que ceux d’un réacteur nucléaire CANDU-6 (Tableau 7.1)
s'avére encore plus intéressante pour qualifier et valider ce code de calcul vis-a-vis d’un
flux thermique variable.

A cet effet, on procéde par une exécution instantanée, couplée et compléte de tous les
modéles avec un flux thermique de la forme co-sinusoidale, 4 savoir, le modéele
d'écoulement monophasique et diphasique dans le canal, le modéle de transfert de
chaleur par convection forcée en mode monophasique, en mode d’ébullition nucléée
sous refroidi et en mode d’ébullition saturée, et le modele de transfert de chaleur par
conduction dans la tige de combustible.

Afin de déterminer l'évolution des variables localement dans le canal et la tige, on
implante une discrétisation axiale (de N = 24 volumes de contrdle) du canal de
combustible suivi d'une discrétisation radiale (de M = 10 troncons élémentaires) et
axiale de la tige de combustible comme présenté dans la figure 7.29. Comme il est
important de connaitre les températures locales de la gaine et du centre du combustible,
on présente dans la figure 7.30 I'évolution des températures dans le canal de
combustible. A partir de cette courbe, on observe que la température du fluide augmente
continuellement de l'entrée vers la sortie. Cependant, les températures de la surface
externe et de la surface interne de la gaine, la température de la surface externe de la
pastille et les températures a l'intérieur de la pastille (centre de la pastille) augmentent le
long de la premiére moitié du canal et atteignent des valeurs maximales dans la seconde
moitié. [l existe deux raisons pour lesquelles les maximums ne sont pas atteints au centre
du canal ou la génération de chaleur est maximale. Premicrement, la température du

fluide continue d'augmenter le long du canal. Deuxiémement, le flux linéique, ayant la
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forme d’un cosinus, décroit aprés la médiane du canal. De plus, en comparant les
températures & l'entrée et & la sortie, il est clair que, suite & l'augmentation de la
température du fluide caloporteur le long du canal, il y a augmentation des températures

des faces externe et interne de la gaine et des températures de la pastille.

Il est intéressant de noter que les maximums de température ne sont pas 4 la méme
position axiale. Ainsi, pour une discrétisation axiale du canal de 24 volumes de
contrdles, le maximum de la température au centre de la pastille se trouve au volume de
contrdle 14 (1582.191 °C), le maximum de la température a la surface interne de Ia
gaine est au volume de contréle 15 (387.065 °C) et le maximum de la température a Ia

surface externe de la gaine est au volume de contrdle 16 (360.425 “C).

Pour la validation des résultats obtenus, des calculs semi-analytiques ont été effectués
avec les équations qui régissent le transfert de chaleur par conduction a [’état
stationnaire. En considérant que les propriétés thermomécaniques du combustible et de
la gaine sont constantes, le coefficient de transfert de chaleur par convection et la
conductance thermique de I’intervalle ont des valeurs constantes prises dans les résultats
numériques. On obtient, en appliquant les équations analytiques (Tapucu 2000) répétées
ici par commodité :

Température externe de la gaine 7, :

_r \
7= Lot o Lo [ GopZ o LeospZ]
2 2. 8inp h ¥ h
ve: g H S 5 Tk
T B 27

T, :température a ’entrée du canal (“C ) ,

1,

T :température a la sortie du canal (°C }

ouf °

La position de la température externe maximale de la gaine Z, est :
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Z=—h%arctany,

et la température externe maximale de la gaine 7, :

T +T T -T 1 3
T = M _—ow 4 Cow _in | Ginlarcian + —Cos{arctan .
coMAX 2 2 Slnﬁ [ ( 7/) y ( y)J

La température a la surface du combustible 7, est calculée par :

7, = lotla Tt Sin2B~ + L cos2pZ)
2 2 Sinp /4 J
avec: — = _1_ + ﬁ PCanal hl_rc_a + ﬁ PCanal .
7/, y T K ( out )h rci 74 r H ( out 7:n)h

Ainsi, la position de la température maximale a la surface du combustible Z est donnée
par :

Z = Eh_ arctany’ ,

m

et la température maximale 2 la surface du combustible 7,

2
Tf(,MAX — ’Z;n + ]:ml + 71am‘ —Tl'n 1__{_ _1_’ .
2 . 2 Sinf 4

La température au centre du combustible 7, est calculée par :

7= Lot T Sn2/3—— + —1—Cos2,3
2 2 Sinf 7"

— _}_ + ﬂ PCanal
?/” }/P T Kf ( out )h

Ainsi, la position de la température maximale au centre du combustible Z’ est donnée

par :

h ”
Z" = oY arctany” ,

i

et la température maximale au centre du combustible T,
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2
TfCMAX — ?;ﬁ + 7:7111 + T;ut - T:'n ‘E_i_ _i_ y
2 2 Sinp 7"

avee .

4 : Longueur active du combustible (),
k' : Longueur extrapolée (Réflecteur) (m),

P.... : Puissance thermique d’un canal de combustible (kI¥).

L’application numérique de ces équations analytiques donne les valeurs suivantes

Z,=380(m), T,.= 36046 (C),  Z,=338(m), Ty, =74059 (C),

Ci

Z!=329(m),  Th,= 158275 (*C),
au milieu du canal : T,, =353.43 (°C), T,=730.53 (°C), T,=1540.69 (°C),
3 la sortie du canal : T,, =325.92 ('C), T,= 51165 (*C), T,= 77638 (°C).

Ces résultats sont trés proches des résultats numériques obtenus par le programme de
calcul (figure 7.30). On présente une comparaison pour les valeurs maximales
seulement :

Le programme de calcul donne les résultats suivantes : 7, = 1582.191 (“C ) ;

T = 360425 (°C). Ce qui présente une différence entre les résultats de

simulation et les calculs semi analytiques inférieur a 0.6 (°C )

Les résultats obtenus dans ce chapitre sont trés intéressants et confirment le bon
comportement du modéle numérique. Néanmoins, d'autres simulations devront étre

réalisées pour les écoulements diphasiques & I'état transitoire.



Tableau 7.1 : Conditions d'opération nominale d’un réacteur nucléaire

(INFC/WG 8/CAN/DOC 2)

Canal de douze grappes avec trente sept crayons de combustible :

Débit massique : 24 (kg/s),

température du fluide a l'entrée : 267 ("C ) ,
pression de sortie : 10.3 (MPa),

puissance nominale : 6.5 (MW ),

diamétre interne du canal : 103 (mm),
longueur active : 480 (mm) par grappe,
diamétre externe de la pastille : 12.154 (mm),
diamétre externe de la gaine : 13.08 (mm),

épaisseur de la gaine : 0.419 (mm).

113

CANDU-6
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Figure 7.1 : Evolution de la pression (Expérience M10, écoulement monophasique

non-adiabatique).
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Figure 7.2 : Evolution de la pression (Expérience M6, écoulement monophasique

adiabatique).
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Figure 7.6 : Profil du taux de vide pour ’expérience 1.
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I

C Résuitats expérimentaux

—— Simulation

nOOOO

1.0 12 14
POSITION AXIALE (m)

1.6

1.8 20 22 24
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Figure 7.10 : Profils des titres de ’expérience 2.
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Figure 7.11 : Evolution de la pression pour ’expérience 3b.
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Figure 7.12 : Profil du taux de vide pour I’expérience 3b.
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Figure 7.14 : Evolution de la pression pour 1’expérience 22.
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Figure 7.15 : Profil du taux de vide pour I’expérience 22.
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Figure 7.20 : Evolution de la pression pour ’expérience 44V,
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Figure 7.21 : Profil du taux de vide pour ’expérience 44V.
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Figure 7.23 : Evolution de la pression pour I’expérience 50V.
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Figure 7.24 : Profil du taux de vide pour I’expérience 50V.
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Figure 7.25 : Profils des titres de 1’expérience 50V.
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Figure 7.26 : Evolution de la pression pour I’expérience 55V.
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CONCLUSION

L’objectif de cette recherche était d’élaborer et de développer un programme de calcul
thermohydraulique capable de modéliser et de simuler numériguement ’écoulement
diphasique dans un canal de combustible d’un réacteur nucléaire CANDU en régime

transitoire.

Ce travail constitue une étape importante dans le développement des outils de calcul et
d’analyse des transitoires propres aux canaux de combustibles des réacteurs CANDU.
De plus, il sera, dans un futur proche, une partie importante dans le couplage
neutronique thermohydraulique appliqué aux réacteurs nucléaires CANDU de nouvelle

génération.

Ce code de calcul est composé des modeles suivants :

a) le modele de l'écoulement dans un canal de combustible et les équations
constitutives qui régissent les phénomenes des écoulements monophasiques et
diphasiques,

b) le modele de transfert de chaleur par convection entre les crayons combustibles
et le fluide caloporteur et

¢) le modele de transfert de chaleur par conduction dans une tige de combustible.

Ces modéles sont développés numériquement selon le schéma numérique semi-implicite
4 volumes de contrdle décalés pour permetire 'obtention de la solution des transitoires
du modéle thermohydraulique de ’écoulement et selon le schéma de différences finies
totalement implicite "méthode de Laasonen" pour intégrer les équations différentielles

du modéle de transfert de chaleur par conduction.
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Le code de calcul présenté dans ce mémoire est en mesure de simuler les phénoménes
thermohydrauliques suivants :
v les écoulements monophasiques et diphasiques dans un canal de combustiblie
nucléaire similaire aux canaux de combustible des réacteurs CANDU,
v les différents modes de transfert de chaleur, a savoir :
a) la convection forcée en écoulement monophasique,
b) la convection forcée en ébullition sous refroidie,
c) laconvection forcée en ébullition saturée,
d) le transfert de chaleur par conduction & travers la tige de combustible.
v' De ce fait, le code peut prédire I’évolution des paramétres thermohydrauliques
locaux le long d’un canal tout en considérant les variations des propriétés

thermo-physiques dans ’espace et dans le temps.

Nous avons démontré que la solution numérique converge toujours de facon
indépendante des conditions initiales et du pas d'intégration. Les différentes simulations
qui ont été effectuées ont permis de prouver la validité des modéles et des corrélations
choisis. De plus, les résultats obtenus démontrent la bonne implantation des méthodes
numériques que nous avons utilisées. Ces comparaisons montrent encore que les

résultats de simulations sont en accord avec les résultats expérimentaux.

Généralement, la distribution axiale de la densit¢ de puissance dans un canal de
combustible d’un réacteur nuciéaire est influencée par les mécanismes de contrdle de la
réactivité, le chargement et le déchargement des grappes de combustible et la variation
de la densité volumétrique du caloporteur et du combustible. Dans le but de mieux
analyser les effets d'une perturbation thermohydraulique (la rétroaction des températures
du combustible et du caloporteur de méme que Pinfluence du taux de vide) sur la
distribution spatiale du flux neutronique et réciproquement, on propose les

recommandations suivantes:



136

Recommandations

a)- Rendre le modéle de écoulement totalement & écart de vitesse et effectuer la

comparaison avec les résultats existants,

b)- développer un modele pour déterminer le point de génération nette de vapeur dans le

cas d’un écoulement en ébullition nucléée sous refroidie
5

c)- dans le but de valider complétement ce code, effectuer des analyses d’incertitude,

d)- effectuer des simulations en mode transitoire pour des exemples d’accidents

hypothétiques et

¢)- finalement, passer & I’étape d’un couplage de ce programme thermohydraulique avec
les codes de calculs neutroniques existants au niveau de I’institut de génie nucléaire et ce

3 Pétat transitoire des réacteurs CANDU.
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ANNEXES

Annexe 1 : Conditions expérimentales (Aubé 1996)
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Nom exp. M6 M10 M35 Moo
Diametre (mm) 22.9 22.9 13.4 13.4
Press. sort. (MPa) 42472 42278 4.2160 4.1952
Temp. Entrée (° C) 100.9 100.9 99.4 100.0
Flux mass. (kg/m*s) | 2027 2064 5076 5899
Flux chal. (kW/m°) 0.0 1203 0.0 1037
Experiences en écoulement monophasique
Nom exp. 1 2 3b 22
Press. sort. (MPa) 1.0167 1.067 1.0573 4.2386
Temp. Entrée (° C) 174.1 168.8 163.0 232.2
Flux mass. (kg/m°s) | 3181 3156 3205 3181
Flux chal. (kW/m") 423 798 1178 1552

Expériences en écoulement diphasique non adiabatique dans le tube de 22.9 mm

Nom exp. 35V 44V 50V 55V
Press. sort. (MPa) 1.0205 1.0111 1.0629 1.0474
Temp. Entrée °C) | 192.2 162.8 186.1 169.0
Flux mass. (kg/m” s) | 4601 4523 6013 6013
Fiux chal. (kW/m°) 1649 3312 2310 3562

Expériences en écoulement diphasique non adiabatique dans le tube de 13.4 mm
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Annexe 2 : Expériences en écoulement

monophasique



Z{m) 0.080 ! 0.180  0.270 [ 0.450 | 0.630 | 0.810 |0.9¢0
Press. (MPa)| 4.2706| 4.2696 4.2685| 4.2665, 4.2644| 4.2623 | 4.2602
Z{m) 1.170 | 1.350 | 1.530 [ 1.710 1 1.890 | 2.070 | 2.16
Press. (MPa)| 4.2581| 4.2560| 4.2540| 4.2519| 4.2498| 4.2477 | 4.2472
Expérience, M6
Z(m) 0.090 | 0.180  0.270 |0.450 | 0.63C | 0.810 | 0.990
Press. (MPa)| 4.2503| 4.2493| 4.2483 | 4.2463| 4.2443| 4.2423| 4.2403
Z(m) 1.170 [ 1.350 | 1.530 |1.710 | 1.890 | 2.070 | 2.16
Press. (MPa)| 4.2383| 4.2363| 4.2343 | 4.2323 4.2303| 4.2283| 4.2278
Expérience, M10
Z(m) 0.080 | 0.180 | 0.270 0.450 | 0.630 | 0.810 | 0.990
Press. (MPa)| 4.2703| 4.2679| 4.2655| 4.2607| 4.2559| 4.2510| 4.2462
Z(m) 1.170 | 1.350 | 1.530 | 1.710 | 1.890 | 2.070 | 2.16
Press. (MPa)| 4.2414| 4.2365| 4.2317| 4.2269| 4.2220| 4.2172| 4.2160
Expérience, M35
Z(m) 0.080 | 0.180 | 0.270 1 0.450 | 0.630 | 0.810 {0.990
Press. (MPa)| 4.2608| 4.2579| 4.2550| 4.2491| 4.2433| 4.2375| 4.2317
Z(m) 1.170 | 1.350 | 1.530 | 1.710 | 1.890 | 2.070 | 2.16
Press. (MPa)| 4.2258| 4.2200| 4.2142| 4.2083| 4.2025| 4.1567| 4.1952

Expérience, M60

152
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Annexe 3 : Expériences en écoulement diphasique
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Z{m) 0.080 0.180 0270 | 0450 |0.630 |0.810 0.990
Press. (MPa)| 1.0500 | 1.0480 | 1.0478 | 1.0453 | 1.0428 | 1.0402 | 1.0377
£ 0.0000 | 0.0000 |0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000
Xq 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000
Xth -0.0045 | -0.0044 | -0.0043| -0.0039| -0.0033]| -0.0027 | -0.0021
Z(m) 1.170 1.350 1530 1710 [1.890 |2.070 |[2.16
Press. (MPa)| 1.0351 | 1.0324 | 1.0292 | 1.0257 | 1.0219 | 1.0178 | 1.0167
£ 0.0059 | 0.0379 |0.0895 | 0.1511 | 0.2152 | 0.2771
Xd 0.0000 |0.0002 |0.0006 |0.0011 | 0.0016 | 0.0023
Xth -0.0014 | -0.0008 | -0.0001 | 0.0006 | 0.0013 | 0.0020
Expérience 1, tube de 22.9 mm
Z(m) 0.090 0.180 0.270 |0.450 |0630 |0.810 |0.990
Press. (MPa)| 1.1100 | 1.1095 | 1.1082 | 1.1055 | 1.1028 | 1.1002 | 1.0971
g 0.000C | C.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0019 | 0.0392
Xd 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 |0.0003
Xtn -0.0081 | -0.0080 | -0.0075] -0.0064 | -0.0053 | -0.0041 | -0.0028
Z(m) 1.170 1.350 1530 [ 1.710 |1.890 |2.070 |2.16
Press. (MPaj| 1.0935 | 1.0893 | 1.0847 | 1.0796 | 1.0742 | 1.0685 | 1.067
£ 0.1030 | 0.1773 | 0.2514 | 0.3201 | 0.3811 | 0.4345
Xa 0.0007 | 0.0014 |0.0021 | 0.0029 | 0.0038 | 0.0047
Xen -0.0016 | -0.0005 | 0.0007 | 0.0019 | 0.0030 | 0.0041

Expérience 2, tube de 22.9 mm
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Z(m) 0.080 0.180 0.270 |0.450 |(0630 |0.810 |0.990
Press. (MPa)| 1.1077 | 1.1063 | 1.1049 | 1.1021 | 1.0882 | 1.0860 | 1.0922
£ 0.0000 | 0.0000 |0.0000 | 0.0000 | 0.0012 | 0.0379 | 0.1037
Xd 0.0000 | 0.0000 |0.0C000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0003 | 0.0007
Xtn -0.0061 | -0.0060 | -0.0055| -0.0045| -0.0034 | -0.0022| -0.0011
Z{m) 1.170 1.350 1530 |1.710C |1.890 |2.070 |2.16
Press. (MPa)| 1.0877 | 1.0827 |1.0773 | 1.0715 | 1.0654 | 1.0590 | 1.0573
g 0.1796 | 0.2542 |0.3224 | 0.3826 | 0.4347 | 0.4799
Xy 0.0014 | 0.0021 |0.0030 | 0.0038 | 0.0047 | 0.0056
Xin 0.0001 | 0.0012 |0.0022 | 0.0033 | 0.0043 | 0.0053
Expérience 3b, tube de 22.9 mm
Z(m) 0.090 0.180 0.270 0450 |0.630 |0.810 |0.990
Press. (MPa)| 4.2799 | 4.2786 |4.2774 | 4.2740 | 4.2709 | 4.2676 | 4.2641
£ 0.0000 | 0.0000 |0.0104 | 0.0357 | 0.0708 | 0.1117 | 0.1555
X4 0.0000 | 0.0000 |0.0003 | 0.0010 | 0.0021 | 0.0034 | 0.0050
Xin -0.0103 | -0.0102 | -0.0090| -0.0065| -0.0040| -0.0015| 0.0010
Z(m) 1.170 1.350 1530 | 1.710 |1.890 |2.070 |2.16
Press. (MPa)| 4.2604 | 4.2566 |4.2526 | 4.2484 | 4.2441 | 4.2397 | 4.2386
g 0.1999 |0.2432 |0.2847 | 0.3238 | 0.3602 | 0.3941
Xq 0.0067 | 0.0086 |0.0106 | 0.0127 | 0.0148 | 0.0172
Xen 0.0035 |0.0060 |0.0086 | 0.0111 | 0.0136 | 0.0161

Experience 22, tube de 22.9 mm
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Z{m) 0.080 ¢.180 0.270 0450 0630 |0.810 [0.990
Press. (MPa)| 1.5677 | 1.5626 | 1.5569 | 1.5410  1.5154 | 1.4817 | 1.4407
£ 0.0000 |0.0002 |0.0217 | 0.1405 | 0.2879 | 0.4167 | 0.5202
Xy 0.0000 | 0.0000 |0.0002 0.0015 | 0.0036 | 0.0081 | 0.0090
Kin -0.0016 | -0.0013 | -0.0006 0.0013 | 0.0035 | 0.0061 | 0.0090
Z(m) 1.170 1.350 1530 |1.710 1890 |2.070 |2.16
Press. (MPa)| 1.3929 | 1.3383 | 1.2770 | 1.2085 | 1.1315 | 1.0444 | 1.0205
£ 0.6011 | 0.6644 |0.7148 | 0.7561 | 0.7908 | 0.8208

Xd 0.0121 |0.0152 |0.0183 | 0.0213 | 0.0243 | 0.0270

Xin 0.0121 | 0.0152 | 0.0183 | 0.0213 | 0.0243 | 0.0270

Expérience 35V, tube de 13.4 mm

Z(m) 0.090 0.180 0.270 |0.450 |0.630 |0.810 |0.990
Press. (MPa)| 1.5790 | 1.5737 | 1.5685 | 1.5543 | 1.5317 | 1.4980 | 1.4548
£ 0.0000 | 0.0000 | 0.0046 | 0.0886 | 0.2392 | 0.3920 | 0.5110
Xq 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0009 | 0.0028 | 0.0056 | 0.0088
Xtn -0.0053 | -0.0049 | -0.0038| -0.0013| 0.0017 | 0.0051 | 0.0085
Z{m) 1.170 1.350 1530 |1.710 [1.880 |2.070 |2.16
Press. (MPa)| 1.4042 | 1.3473 | 1.2838 | 1.2126 | 1.1319 | 1.0379 | 1.0111
g 0.5979 | 0.6630 |0.7142 | 0.7563 | 0.7627 | 0.8257

X4 0.0120 |0.0152 |0.0183 | 0.0214 | 0.0245 | 0.0277

Kin 0.0119 |0.0151 |0.0183 | 0.0214 | 0.0245 | 0.0277

Expérience 44V, tube de 13.4 mm
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Z{m) 0.080 g.180 0.270 0450 |0.630 |0.810 |0.990
Press. (MPa)| 1.7340 | 1.7274 | 1.7208 | 1.7055 | 1.6818 | 1.6465 | 1.5999
£ 0.0000 |0.0000 |0.000C |0.0475 | 0.1678 | 0.3114 | 0.4377
Xd 0.0000 | 0.0000 | 0.0000 | 0.0005 |0.0020 | 0.0043 | 0.0072
Xin -0.0046 | -0.0041 | -0.0032|-0.0011| 0.0013 | 0.0040 | 0.0071
Z(m) 1.170 1.350 1530 |1.710 |1.880 |2.070 |2.16
Press. (MPa)| 1.5435 | 14782 | 1.4036 | 1.3181 | 1.2185 | 1.0986 | 1.0629
g 0.5370 |0.6144 |0.6765 |0.7284 | 0.7736 | 0.8152
Xy 0.0103 | 0.0135 | 0.0168 | 0.0201 | 0.0236 | 0.0273
Xtn 0.0103 | 0.0135 |0.0168 | 0.0201 | 0.0236 | 0.0273
Expérience 50V, tube de 13.4 mm
Z(m) 0.080 0.180 0.270 0450 (0630 |0.810 |0.990
Press. (MPa)| 1.8278 | 1.8200 | 1.8122 | 1.7965 | 1.7782 | 1.7473 | 1.6999
& 0.0000 | 0.0000 |0.0000 |0.0000 | 0.0606 | 0.2114 | 0.3719
Xq 0.0000 | 0.0000 |0.0000 | 0.0000 | 0.0007 | 0.0027 | 0.0059
Xin -0.0091 | -0.0086 |-0.0074-0.0047|-0.0017| 0.0016 | 0.0054
Z(m) 1.170 1.350 1530 |1.710 |1.890 |2.070 |2.16
Press. (MPa)| 1.6374 | 1.5619 | 1.4735 | 1.3705 | 1.2483 | 1.0958 | 1.0474
£ 0.5007 |0.5976 |0.6719 |0.7314 | 0.7821 | 0.8299
Xq 0.0095 |0.0134 |0.0174  0.0214 | 0.0255 | 0.0301
Ken 0.0093 |0.0133 | 0.0173 | 0.0213 | 0.0255 | 0.0301

Expérience 55V, tube de 13.4 mm
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Annexe 4 : Logiciel de calcul
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REactor Dynamics for Thermal Hydraulics Analysis
! * REDTHA *

{ * *
H EERE SRS S AR R EEEESEEEEEERNEREESEEEEEEEEREEEESEEREESEEEEEEEREEEEEEESSERESERER]

PROGRAM MAIN
USE INITIAL
IMPLICIT NONE

OPEN(1,FILE="C:\DATA\NOREDDINE\CARAVANE\DATA-PRES-SORT\DATALl1l-.DAT', &
& STATUS='UNKNOWN®)

OPEN(4,FILE='"DISTRIBUTION.DAT',STATUS="'UNKNOWN")

READ(1,*)N, K

ALLOCATE (TMFLUID(1:N),GM(1:N),P(1:N),HMZ{1:N),TMFLSAT{(1l:N))

ALLOCATE (TIN(1:K),HMZ0(1:K),GMO(1:K),POUT(1:K),PIN(1:K),FLTHTOT (1:K))
PRINT*, 'QUELLE PRESSION MOU== 1 POUR LA SORTIE AUTRE POUR L''ENTREE'
READ* , MOU

CALL SELECTION{(THETA,L,MOU, ERRR,DT)

IF (MOU==1) THEN

READ (2, *)LONGTOT, TMFLUID, GM, P,TIN, GMO, POUT, FLTHTOT, DEQ
ELSE

READ (2, *) LONGTOT, TMFLUID, GM, P,TIN, GMO, PIN, FLTHTOT, DEQ
ENDIF

ILONGTOT: (M) ,GM: (Kg/M2*S),P: (MPA),TIN: (C),POUT: (N/M2),FLTHTOT: (Kw/M2) ,DEQ: (M)

ALLOCATE (DZ(1:N),AECH(1:N),Z(1:N),LON(1:N))

DO 5 J=1,N

DZ (J)=LONGTOT/N
IF (J==1) THEN
Z{J)y=DZ (J)

ELSE
Z{J)=Z(J-1)+DZ(J)
ENDIF
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IF(L==20)THEN

CANDU

APASS=(PIL/4.}*(0.103*%2-37.*0.01308*%2)
AECH(J)=37.*PI* D~GAINE~EXT *DZ(J)
AECH(J)=37.*0.01308*PI*DZz(J)
PERIM=PI*( D-INSIDE-PRES-TUDE + 37.* D-GAINE-EXT)
PERIM=PI* (0.103+37.*0.01308)

ELSE

APASS=(PI*DEQ**2) /4.

AECH (J)=PI*DEQ*DZ (J)

PERIM=PI*DEQ

ENDIF

CONTINUE

DO J=1,N

IF (J==1)THEN

LON (J)=-LONGTOT/2.
ELSEIF(J<(N/2))THEN
LON(J)=LON(J-1)+DZ (J)

ELSEIF (J==(N/2)) THEN

LON{J)=0.

ELSE

LON (J)=LON (J~1)+DZ (J)

ENDIF

ENDDO

T=0.

DP=1.E-4

ALLOCATE (RHOL(1:N),RHOG(1:N),HL(1:N),HG(1:N),HFG(1:N),CPL(1:N),NUL(1:N),¢&
&NUG(1:N),SIGMA(1:N),KL(1:N),FLTH(1:N),QVOL(1:N),XTHR(1:N),XD(1:N), &
RHOME (1:N),RHOH(1:N),XTHRR(1:N},VM(1:N},VL(1:N),VG(1:N),HM{1:N),HD(1:N)
&GLIS(1:N),FRL(1:N),FRTP(1:N),EPS(1:N),RHOM(1:N),RHOE(1:N),VTSRV(1:N), &
&PNPU(1:N),VMNPU (1:N),HMNPU{(1:N), RHOMNPU (1:N), RHOLNPU (1:N), RHOGNPU (1:N)
§AMAS (1:N,1:N),BMAS(1:N),CMAS(1:N),AMOV(1:N,1:N},BMOV{(1:N},CMOV(1:N),&
&AENER(1:N,1:N),BENER(1:N),CENER{1:N), RHOLSUB (1:K),HLSUB(1:K), &
&CPLSUB({1:K),HH(1:N}))

;&

, &

PRINT*, '"M=10 LA DISTRIBUTION RADIALE DE LA TEMPERATURE DANS LA TIGE®
READ*, M

ALLOCATE (TMRADIALE (1:M})
DO 21 KK=l1,K

CALL PROPSUB({

TIN(KK),PIN(KK),RHOLSUB{KK),6 HLSUB (KK),CPLSUB (KK))
HMZO (KK)=TIN (KK)

*CPLSUB (KK)
CONTINUE

DO 1 KK=1,K-1

!A L'ENTREE DU CANAL A L'INSTANT (KK)

ITERR=0
Do J=1,N
{CANDU

IF(L==20)THEN

FLTH (J)=FLTHTOT (KK)

LONNN = LONGTOT+REF

FLTH (J)=FLTH({J)*COSD({180.* LON{(J))/LONNN)

FLTH (J)=FLTH(J)*SIND((180.* Z{J))/LONNN)
ELSE
IF(J==1 .OR. J==2 )THEN
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FLTH(J)=0.

ELSE

FLTH (J)=FLTHTOT (KK) / (N-2)
ENDIF

ENDIF

ENDDO

DO 2 J=1,N

CALIL SATPROP(P{(J),TMFLsat (J),RHOL(J),RHOG(J}  HL(J) ,HG({J) ,HFG(J),CPL(J), &
&NUL(J) ,NUG(J) ,SIGMA(J),KL(J))

1ICI TMFLsat (J) EST UNE TEMPERATURE DE SATURATION

IF({ITERR>0) THEN
GOTO 18
ENDIF

IPROPOSER UN CALCUL DE L ENTHALPIE AU DEBUT DANS LES VOLUMES HMZ (J) EN KJOULE

F(KK>1) THEN

GOTO 18

ENDIF

IF(J==1) THEN

HMZ {(J) =HMZO (KK) +AECH (J) *FLTH (J) / (GM (J) *APASS)
ELSE

HMZ (J)=HMZ (J-1)+AECH (J) *FLTH(J) / (GM(J) *APASS)
ENDIF

1Saha et Zuber (1974)

18 IF( ) THEN
Pe=GM( }*DEQ*1000.0*CPL () /KL (])
IF (Pe<=7.E+4) THEN
Nu=455.
DTSC=0.0022*FLTHTOT (kk) *1000.0*DEQ/KL (3)
ELSE
5t=0.0065
DTSC=154.*FLTHTOT (kk)*1000.0/ (GM(j)*CPL(3j)*1000.0)
ENDIF
XTHSC1l=-CPL(j)*1000.0*DTSC/ (HFG(3)*1000.0)
TSUBFLUD=TMFLSAT (J)~DTSC
F(TSUBFLUD<=TIN (KK} )then
Z3UB=0.
ELSE
i ZSUB=GM (J) *DEQ*CPL (J)*1000.0* (TSUBFLUD-TIN(KK) )/ (FLTHTOT (kk)*1000.0)
7Z3UB=GM (J) *DEQ*CPL (J) *1000.0*DTSC/ {FLTHTOT (kk)*1000.0)
ENDIF
PRINT*, "P{1)=",P(J), zZ8SUB=',ZSUB, '’ DTSC=",DTSC
PRINT*, "TMFLsat (1)=" ,TMFLsa+('}
PRINT*, "TMFLUID(1)=",TMFLUID(3)
ELSE
ENDIF
XTHSC=XTHSC1
{PGNV

)y RHOL(J),RHOG(J),HL(J),HG(J),HFG(J),
), J) ,DEQ,XTHSC,XTHR (J) ,XD(J), &

J}, VM(J) VTSRV (J) ,VL({J),VG(J), HM(J) ;&
) » GRAV, THETA)

CALL CARACT(Z(J),zSUB,P(J),TMFLUID(J
&CPL(J) ,NUL(J) ,NUG(J),SIGMA(J) ,HMZ ({J
&EPS(J),CZERO, RHOM (J) , RHOME (J) , RHOE
&HD (J),GLIS(J),RHOH{J),FRL(J),FRTP(J
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2 CONTINUE

ION PROPOSE UNE PRESSION (MPA) A (N+1) ET ON CALCUL LES NOUVELLES PROPRIETES
DO 14 J=1,N
PNPU (J) =P (J)-DP
IF(EPS (J)==0.)THEN

CALL PROPSUB (TMFLUID(J),PNPU(J),RHOLNPU(J),HLSUB, CPLSUB)
RHOMNPU (J) =RHOLNPU (J)

ELSE

CALL SATPROP(PNPU(J),TMFLsat (J),RHOLNPU(J),RHOGNPU(J),HL (J),HG(J),HFG(J),
&CPL(J) ,NUL(J) ,NUG(J),SIGMA(J) ,KL(J))

RHOMNPU (J)=EPS (J) *RHOGNPU (J}+(1.-EPS (J) ) *RHOLNPU (J)
ENDIF

14 CONTINUE
CALL MASSE (AMAS, BMAS,N,DT,DZ, RHOM, GMO (KK+1) , RHOMNPU)

CALL VMAT (AMAS,BMAS,CMAS,N)
VMNPU=ABS (CMAS)

IF (MOU==1) THEN

CALL MOUVE (AMOV, BMOV,RHOM, RHOME, RHOL, VMNPU, VM, FRL, FRTP, POUT (KK+1}) ,N, DT, &
&DZ, DEQ, RHOLSUB (KK) , GMO (KK+1) , GRAV, THETA)

ELSE

CALL MOUVEMENT (AMOV, BMOV, RHOM, RHOME, RHOL, VMNPU, VM, FRL, FRTP, PIN (KK+1)} ,N, &
&DT, DZ, DEQ, RHOLSUB (KK) , GMO (KK) , GMO (KK+1) , GRAV, THETA)

ENDIF
CALL VMAT (AMOV,BMOV, CMOV, N}

PNPU=ABS (CMOV*1.0E-3)
P=P*1.E+3

{*P(KPA) ="'
! *PNPU (KPA) ="
ILA PRESSION EN (N/M2)

PNPU=PNPU*1.0E+3
P=P*1.E+3

CALL ENERGIE (L,DEQ,AENER,BENER,N,DT,DZ, FLTH, P, PNPU, RHOM, RHOME, RHOL, RHCG, &
&RHOE, HMZ, HG, HL, VM, VISRV, VMNPU, EPS, GMO (KK+1) , RHOLSUB (KK) , HMZ0 (KK+1) , &
&GRAV, THETA, Z, QVOL)

CALL VMAT (AENER, BENER,CENER, N)
HMNPU=ABS (CENER*1.E-3)

I "HMZ (KJ/KG) ="
! 'HMZNPU (KJ/KG) ="
!LA PRESSION EN (MPa)
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PNPU=PNPU*1.0E-6
P=P*1.E-6
TMFLUID=HMNPU/CPL
TMFLUID=HMNPU/CPL (1)
PRINT*, "TMFLUID®, TMFLUID

{VERIFIER LA CONVERGENCE SUR LYENTHALPIE, SI C'EST OK DONC GOTO 13

431
432
433

LA

CALL VERIF {HMZ, HMNPU, ERRR, INDD, N)

IF(INDD==0) THEN

PRINT*, "AHHAH. .CONVERGE-CONVERGE. ...ITERR=', ITERR

WRITE (3, *)

WRITE (3,*) "LES TMPERATURES RADIALES DE 1 A 10 SONTS

WRITE (3,*) 'TEMPS =', ‘'LES VOLUMES DE CONTROLES DE 1 A N°

WRITE (3,432) KK,N

WRITE(3,*)7Z2(J)*'," TMFLUID(J) ‘,' TFC *,* TRAD(5)',* TFO ','TCI ','TCO’
DO J=1,N

CALL CONDUCTION (M,XD(J),XTHR(J),RHOL{J),RHOG(J) ,NUG(J) ,NUL(J),CPL{(J),&
&KL (J),GM{J),DEQ,SIGMA(J) ,HFG(J),DT,QVOL(J), TMFLUID(J) ,HH (J), TMRADIALE)

WRITE(3,431) Z2(J),TMFLUID(J}, TMRADIALE(1l),TMRADIALE (5),TMRADIALE(8),¢&
&TMRADIALE (9) , TMRADIALE (10}

ENDDO

WRITE(3,433)HH(J)

FORMAT (1X,¥F4.2,3X,6(F8.3,2X))
FORMAT (/,1X,2(5X,I4),/)
FORMAT (1X, F15.6)

GOTO 13

ELSE

ITERR=ITERR+1

PRINT*, *ITERR=', ITERR
HMZ=HMNPU

PRESSION EN (MPA)

P=PNPU

VM=VMNPU
GM=RHOM*VM
PRINT*, "HMZ ', HMZ
PRINT*, 'VM',VM
PRINT*, 'P’,P

IREVENIR A L'EQUATION DE LA MASSE

31
16

GOTO 12

ENDIF

IF (KK==3) THEN

WRITE(3,™*)

WRITE(3,*)' Z(J) *,* TMFLUID',* HMNPU',' PNPU .7 VMNPU',* ZSUB',&
&' XD, ' XTHR®, XTHSC', | EPS"

DO 16 J=1,N

WRITE(3,31) Z(J),TMFLUID(J),HMNPU(J),PNPU(J),VMNPU(J),ZSUB,XD(J},XTHR(J),
&XTHSC, EPS (J)

FORMAT (1X,F5.3,2(2X,F8.3),2X,F7.4,2X,F7.4,2X,F6.3,2X,4(F7.4,2X))

CONTINUE
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ENDIF

T=T+DT
CONTINUE

CLOSE (3)
CLOSE (4)
END

ER AR S SRS EE RS R R EERESE LSRR R EEEEEEREREERESSEEEEE SRS

EQUATIONS CONSTITUTIVES

x *
* *
* *
* Elaboré par: Noreddine MESMOUS *
* *
* Novembre 2004 *
* *
* *

R R SRS R LA EE S SRS RS R R EEE SRR LR R R

SUBROUTINE CARACT (Z0UZ,ZSUBZ,P,TMFLUID,RHOL,RHOG, HL, HG, HFG, CPL, NUL, NUG, &
&SIGMA, HMZ, GM, DEQ, XTHSC,XTHR, XD, EPS, CZERO, RHOM, RHOME, &
SRHOE, VM, VISRV, VL, VG, HM, HD, GLIS, RHOH, FRL, FRTP, GRAV, THETA)

REAL P,TMFLUID,RHOL,RHOG,HL, HG, HFG, CPL, NUL, NUG, SIGMA, HMZ, GM, DEQ, XTHR, JJ, &
&XTHSC,XD,EPS,CZERO, RHOM, RHOME , RHOE, VM, VTSRV, VL, VG, HM, HD, GLIS, RHOH, FRTP, &
&JL, JG,ERR,EPS11,PCR,C1,L1,L2,A1,B1,K0,R,E,F,H, Fr,We, FRL, FRG, REL, REG, GRAV

CPL EST EN KJ/...,H AUSSI EN KJ/...

XTHR= (HMZ-HL) /HFG
XTHR=MIN(0.999999, XTHR)

IF(XTHR < XTHSC)THEN
IF(Z20UZ < ZSUBZ)THEN

XD=0.
ELSE

IMODEELE & ECART DE VITESSE

XD=XTHR - XTHSC * EXP(XTHR/XTHSC-1.)
PRINT*, 'LEVY-XD=',XD

XD=(XTHR~XTHSC*EXP (XTHR/XTHSC~1.))/ (1.-XTHSC*EXP (XTHR/XTHSC-1.})
PRINT*, 'AHMAD-XD=', XD

ENDIF

XD=MAX (0.0,XD)
¥XD=MIN({0.999999,XD)

IF(XD > 0..AND.XTHR <= 0.)THEN
PRINT*, "EBULLITION SOUS REFROIDIE'
PRINT*, "XD="',XD, "XTHR=',XTHR
ELSEIF(XD > 0..AND.XTHR > 0.)THEN
PRINT*, '‘EBULLITION SATUREE®
PRINT*, "XD="',XD, "XTHR=',XTHR

ELSE

PRINT*, 'CONVECTION FORCEE'
PRINT*, 'XD=',XD, 'XTHR="', XTHR
ENDIF



{MODEELE HOMOGENE (juste pour comparaison)

H EPS=XD/ (XD+ (RHOG/RHOL) * (1.-XD))
! EPS=MIN(0.99,EPS)
i EPS=MAX{0.,EPS)

{MODELE & KCART DE VITESSE
EPS=1.E-6
ERR=1.E-7
K=1
i PCR (bar)
PCR = 221.2
! PP(bar)=10.*P (MPa)
PP=10.*P
Cl = 4.*PCR**2/{PP* (PCR~PP} )
10 Ll=1.~EXP(-C1*EPS)
IF ((C1l*EPS) > 80.0) THEN
Ll = 1.0
ENDIF
L2=1.~-EXP(~-C1l)
IF {(Cl > 80.0) THEN
L2 = 1.0
ENDIF
RELQ = (1.-XD)*GM*DEQ/NUL
REGZ = XD*GM*DEQ/NUG
IF ((REGZ > RELQ) .OR. (REGZ <= 0.0))
RE = REGZ
ELSE
RE = RELQ
ENDIF
Al = 1. / (1. + EXP(-RE/60000.))
Bl = MIN(0.8,Al)
R = (1.+1.57* (RHOG/RHOL))/{1.-Bl)
KO = Bl + (1.-B1l)*(RHOG/RHOL)**(0.25

CZERO = (L1/L2}/(KO+(1.-KO)*EPS**R)

IF(REGZ >=0.)THEN
K1=Bl1

ELSE
K1=MIN(0.65,0.5*EXP(ABS (REGZ)/4000.))
ENDIF

C5=8QRT (150.*RHOG/RHEOL)
C6=C5/(1.-C5)
IF(C5>=1.)THEN

c2=1.

ELSE
C2=1./(1.-EXP(-C6))
ENDIF

IF(THETA==0.) THEN
C3=MAX(0.50,2.*EXP (-RELQ/60000.))
ELSE

C3=0.

ENDIF
C7=(0.091/DEQ)**0.6
c8=C7/(1.-C7)
IF(C7>=1.)THEN

Cé=1.

ELSE
C4=1./(1.-EXP(-C8))
ENDIF
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UGJ=1.41* { (GRAV*SIGMA* (RHOL-RHOG) /RHOL**2)**Q.25)* ({1.-EPS) **K1) *C2*C3*¢

&C4*COSD(THETA)

JG= XD * GM / RHOG

JL = GM * (1. - XD) / RHOL

J3 = JL + JG

EPS1l = JG / (CZERO * JJ+UGJ)

EPS11 = XD/ {(CZERO* (XD+{1.-XD)* {RHOG/RHCL) )+ (RHOG*UGJ/GM) }
EPS11=MIN(0.99,EPS11)

EPS11=MAX (0.,EPS11)

IF(ABS(EPS-EPS11)>ERR) THEN
EPS=EPS11

K=K+1

GOTO 10

ENDIF

EPS=EPS11

PRINT*, 'EPS=',EPS
IF(EPS==0.)then
CALL PROPSUB(TMFLUID, P,RHOL, HL,CPL)

ENDIF

RHOM=EPS*RHOG+ (1.-EPS) *RHOL

IF(EPS==0.)THEN

RHOME=RHOL

RHCE=RHOL

GLIS=0.

ELSE

RHOME=1./ (( (XD**2)/ (EPS*RHOG) )+ ({1.~XD)**2)/((1.~-EPS)*RHOL))
RHOE=1./SQRT (XD**3/ (EPS*RHOG) **2+ (1.-XD)**3/ ( (1.-EPS) *RHOL) **2)

GLIS=(CZERO+ XD* (CZERO-1.)*RHOL)/ ((1.~XD) *RHOG)

ENDIF

VM=GM/RHOM

VISRV = ((CZERO-1.)*VM + UGJ)/({1.-EPS)*(1.-EPS* ((RHOL~RHOG)/RHOM) *&
& (CZERO-1.)))

VTSRV = MAX(0.0,VTSRV)

VL= (GM-EPS*RHOG*VTSRV) / (EPS*RHOG+ (1.~EPS) *RHOL)

VG=VTSRV+VL

HM=(EPS*RHOG*HG+ (1.-EPS) *RHOL*HL) /RHOM

HD= (EPS*RHOG*VG*HG+ (1.-EPS) *RHOL*VL*HL) / (EPS*RHOG*VG+ (1.-EPS) *RHOL*VL)
RHOH = 1.0 / (XD / RHOG + (1.0 - XD) / RHOL)

REL = GM * DEQ / NUL
REG = GM * DEQ / NUG

Rugosite, tube de diametre de 22.9mm

FRL = 1.325 / (LOG(4.0E-5 / (DEQ * 3.7) + 5.74 / (REL**0.9)))**2
FRG = 1.325 / {LOG(4.0E~5 / (DEQ * 3.7) + 5.74 / (REG**0.9)))**2

Rugosite, tube de diametre de 13.4mm



FRL = 1.325 / (LOG(2.6E~5 / (DEQ * 3.7) + 5.74 / (REL**0.9)))**2
FRG = 1.325 / (LOG(2.6E-5 / (DEQ * 3.7) + 5.74 / (REG**0.9)})**2
E = {(1.-XD)**2 + (XD}**2 * RHOL * FRG / (RHOG * FRL)

F = (XD**0.78) * ((1.-XD)**0.224)

H = ((RHOL/RHOG)**0.91)* ( (NUG/NUL)**0.19)* ((1l.~-(NUG/NUL))**0.7)

Fr = GM**2 / (GRAV * DEQ * RHOH**2)

We = GM**2 * DEQ /

(SIGMA * RHOH)

FRTP = E + 3.24 * F * H /(Fr**0.045 * We**(.035)

RETURN

END

i
!
!
i
i
!
i
i
!
t

! CALCUL

bt
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*
*
*
*
*
*
*
*
*

SUBROUTINE -ENERGIE-

EQUATION DE CONSERVATION D'ENERGIE

*
*
*
*
Elaboré par: Noreddine MESMOUS *
*
Novembre 2004 *

*

*
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SUBROUTINE ENERGIE(L,DEQ,A,B,N,DT,DZ,FLTH, P, PNPU, RHOM, RHOME, RHOL, RHOG, &

REAL, DIMENSION
REAL, DIMENSION

REAL, DIMENSION

(1:N,1:N)::A
(1:N)

&VTSRV, HG,HL,DZ, VMNPU, VM, P, PNPU
{O:N) :: HH1,Z

REAL BBBB,AAAA,CCCC,DDD1,DDD2,DT, DEQ

DO 1
DO 2
I

DES ELEMENTS DE LA MATRICE A(N,N)

A(I,J)=RHOM{J)+(DT/DZ(J))*RHOM(J) *VMNPU (J)

ELSEIF(J==1 .AND. I==2)THEN

A(I,J)=-(DT/DZ(J))*GMO

ELSEIF(J==(I-1))THEN

A(I,J)=-(DT/DZ(J))* (REOM(J-1)*VMNPU(J~1))
ELSE

A(I,J)=0.

ENDIF

CONTINUE

CONTINUE

i CALCUL DES ELEMENTS DE LA MATRICE B(N,1)

DO 5 J=1,N

&RHOE, HM, HG, HL, VM, VISRV, VMNPU, EPS, GMO, RHOLSUB, HMZO0, &
&GRAV, THETA, Z, QVOL)

::B,QVOL, FLTH, EPS, HM, RHOG, RHOL, RHOE, RHOME, RHOM, &
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ITAUX DE TRANSFERT DE CHALEUR PAR CONDUCTION & L'INTERFACE PAR UNITE VOLUME

IF{L==20) THEN

LCANDU

! QVOL=4 *QNOMINAL/37*LONGTOT*PI*DFUEL**2
QVOL=(4.*6.5E+3)}/(37.%5.76%3.14%0.012154**2)

ELSE

QVOL (J)=4.*FLTH(J) /DEQ
ENDIF

IF(J==1)THEN

! RHOLSUB,EPS(J-1)=0,HMZ0O=HMNPU(J-1)
AAAA=RHOM (J) *HM (J) *1000.+ ( (RHOM(J) *VM(J) ) **2) /(2 .*RHOME (J) ) -P (J)
BBBB=( {RHOM(J) *VMNPU (J) ) **2)/ (2. *RHOME (J) ) ~-PNPU (J)
HH1 (J-1)=0.
DDD1= HH1(J-1)+(GMO**2)/(2.*RHOLSUB**2)

HH1 (J)=EPS{J)* (1.~EPS(J)) *RHOG (J) *RHOL (J) *VTSRV (J) *1000.* (HG(J) ~HL(J) )} /&
& ((RHOM (J) **2) *VMNPU (J) )

DDD2= HH1(J)+ { (RHOM(J)*VMNPU(J))**2)/(2.*RHOE (J)**2) + GRAV*Z(J)*s&
&COSD (THETA)

CCCC={(DT/DZ (J))* (GMO*DDD1-RHOM (J) *VMNPU (J) *DDD2)

B (J)=AAAA-BBBB+CCCC+DT*1000.*QVOL (J)+(DT/DPZ (J)) *GMO*HMZ0*1000.
ELSE

AAAA=RHOM (J) *1000.*HM (J)+ ( (RHOM(J) *VM (J) } **2) /(2. *RHOME (J) ) -P (J)}
BBBB=( (RHOM (J) *VMNPU (J) ) **2)/ (2. *RHOME (J) ) ~PNPU (J)

HH1({(J-1)=EPS(J-1)*(1.-EPS(J~1))*RHOG({J-1)*RHOL{J~1)*VTSRV(J-1)*1000.*¢
& (HG(J-1)=-HL{J-1))/(VMNPU (J-1) *RHOM (J-1) **2)

DDD1=HH1 (J-1)+ ( (RHOM{J-1) *VMNPU (J-1))**2)/{(2.*RHOE (J-1)**2)+GRAV*Z (J-1) &
&*COSD(THETA)

HH1 (J)=EPS(J)* {1.-EPS(J))*RHOG (J) *RHOL(J) *VISRV(J) *1000.* (HG (J)~HL(J)) /&
& { (RHOM (J) **2) *VMNPU (J) )

DDD2=HH1 (J)+ ( (RHOM (J) *VMNPU (J) ) **2) / (2. *RHOE (J) **2) +GRAV*Z (J) &
&*COSD(THETA)

CCCC=(DT/DZ (J) ) * (RHOM (J-1) *VMNPU (J-1) *DDD1-RHOM (J) *VMNPU (J) *DDD2)
B(J)=AAAA-BBBB+CCCC+DT*1000.*QVOL(J)

ENDIF
5 CONTINUE
END

§ I R R R R R R E R R EE R E SR EEEEEEEEREEEEEEEE S AR EE SRS SRR

! * MODULE INITIAL *

i * *



MODULE INITIAL
IMPLICIT NONE
REAL, PARAMETER
INTEGER

REAL

REAL, ALLOCATABLE,

REAL, ALLOCATABLE,

END MODULE INITIAL

LSRR RS S ESEE RS EEEEREEEESEEEREEEEEREREEEREREEEEEEEESEREEEEEEESES]

*
*
*®
*
*
*
*
*

Elaboré par: Noreddine MESMOUS

Novembre 2004

PI=3.14,

&T,DT, DP,APASS,CZERO, THETA, TSUBFLUD, ZSUB, LONNN

DIMENSION (:

DIMENSION {:

SUBROUTINE VMAT

EER R RE S EEEESERERESEREREEEEESESEREERERSEEESEEE RS

GRAV=0.81,REF=1.
J,K,L,N,KK, ITERR, INDD, MOU, M
LONGTOT, DEQ, RHOM1, LONG, Pe, Nu, St, XTHSC1,XTHSC, DTSC, &

&ERRR, PERIM, HCV, HNCL, FACT, SACT, XTT, TW, TSAT, DEP, DTST, &

)

’

H)

*
*
*
*
*
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TMFLUID,GM, P, HMZ, XTHRR, 2, TMFLsat, &
&TIN,HMZ0, GMO, POUT, PIN, FLTHTOT, VL, &
&QVOL, VG, HM, HD, GLIS, FRL, FRTP, HMON, &
&HTP, FLTH, XTHR, XD, EPS, RHOM, RHOME, &
&RHOE, VM, VTSRV, RHOH, RHOL, RHOG, HL, &
&HG, HFG, CPL,NUL,NUG, SIGMA, KL, AECH, &
&PNPU, VMNPU, HMNPU, RHOMNPU, RHOLNPU, &
&DZ, RHOGNPU, RHOLSUB, HLSUB, CPLSUB, &
&HH, BMAS, BMOV, BENER, CMAS, CMOV, LON, &

&CENER, TMRADIALE

AMAS,AMOV, AENER

Elaboré par: Noreddine MESMOUS

Novembre 2004

SUBROUTINE VMAT (A,B,C,N)

INTEGER I,J,K,N
REAL, DIMENSION
REAL, DIMENSION
REAL, DIMENSION
REAL ALPHA,BETA
M=2.*N

INITIALIZE THE REDUCTION MATRIX

CONTINUE
D(I,N+I)
CONTINUE

It
—

DO THE REDUCTION

N,1:N) ::A,AINV
) ::B,C
N,l:(Zf*N)) :D

INVERSER ET MULTIPLIER LES MATRICES

R R R R RS RS E SR E LSS EEEEEEREEREEREEEEEEEEEEREEEEEEERE SRS S



4]

@

14

13
END

Do 3 I = 1,N
ALPHA = D
IF (ALPHA =
DO 4 J = 1
D(I,3) =D
CONTINUE
DO 5 K =
IF ((K-1I)
BETA = D
DO 6 J =

D(K,J) =
CONTINUE
CONTINUE
CONTINUE

I,I)
= 0.) GOTO 14
.M
(I,J)/ALPHA
1,N
=0) GOTO 5
K,I)
1,M
D(K,

{

-~ BETA*D(I,J)

COPY RESULT INTO OUTPUT MATRIX

DO 7 I 1I,N

DO 8 J = 1,N
AINV(I,J) = D(I,J+N)
CONTINUE

CONTINUE

MULTIPLICATION DES MATRICES

C=MATMUL (Ainv, B)

GOTO 13

PRINT *, "ERROR:
PAUSE

RETURN

SINGULAR MATRIX

-BAYE BAYE'

R EEEE LSS SRR ERESEESSEREEES R R ESESELEEEEEEEEESEEE S

SUBROUTINE
EQUATION DE CONSERVATION DE LA MASSE

~MASSE-

Noreddine MESMOUS

Novembre 2004

*
*
H
*
* Elaboré par:
*
*
*
*

R SRS E SR A SRR SRR SRR SRR R E R R RS EE R RS R E R

SUBROUTINE MASSE(A,B,N,DT,DZ,RHOM, GMO, RHOMNPU)

REAL, DIMENSION
REAL, DIMENSION (1:N)
REAL DT,GMO

[w
O

4

1
1,
)

o

I=
J

H N

N
o] =1,N
F J)} THEN

H

(
A(I,J)=-RHOM(J)
ELSEIF (J==(I-1))THEN

A(I,J)=RHOM(J)

(1:N,1:N)

cA
B,

DZ,

RHOM, RHOMNPU

*
*
*
¥
*
*
*
*
*
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ELSE
A(I,J)=C.
ENDIF
CONTINUE
CONTINUE

DO 5 J=1,N
IF(J==1)THEN

B{J)=(Dz(J)/DT)* (RHOMNPU (J) -RHOM (J) ) ~GMO
ELSE

B(J)=(DZ (J)/DT)* (RHOMNPU (J) ~RHOM(J) )
ENDIF

CONTINUE

END

R R SRS SRS SRR R RS EEEEEE RS EREEERE R

SUBROUTINE -MOUVE- PIN DONNEE
EQUATION DE QUANTITE DE MOUVEMENT

* *
* *
* *
% *
* flaboré par: Noreddine MESMOUS *
* *
* Novembre 2004 *
* ks
* *

EE AR R R R R EAEER RS ES SRR R EEEREEREEEREEE SRR EREEEEREEESSEE]

SUBROUTINE MOUVEMENT (A, B, RHOM, RHOME, RHOL, VMNPU, VM, FRL, FRTP, PIN, N, DT, DZ, &
&DEQ, RHOLSUB,GM00O, GMO1, GRAV, THETA)

REAL, DIMENSION (1:N,1:N) :: A
REAL, DIMENSION (1:N) :: B,RHOM,RHOME, RHOL, VMNPU, VM, FRL, FRTP, DZ
REAL DT,DEQ,DDD, BBB,CCC, PIN,DZM,GM00, GMO1

DO 1 I=1,N
DO 2 J=1,N
IF(I==J) THEN
A(I,J)=-1.

ELSEIF(J==(I-1)})THEN

A{I,J)=1.
ELSE
A(I,J)=0.
ENDIF
CONTINUE
CONTINUE

DO 5 J=1,N
IF(J==1) THEN
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DZM=DZ (J) /2.

DDD=(DZM/DT) * (GMO1~GMOO)

L ENTREE RHOME (0)=RHOLSUB

BBB=(DZM/DZ (J) )} * ({ (RHOM(J) *VMNPU{J) } **2/RHOME (J) ) - (GMO1**2/RHOLSUB) )

CCC=DzZM* (FRTP (J) *FRL(J) /DEQ) *GMO1**2/ (2. *RHOLSUB) +DZM*REOLSUB*GRAV&
&*COSD(THETA)

B(J)=~PIN+DDD+BBB+CCC

ELSE

DZM=(DZ (J)+DZ (J~-1))/2.

DDD=(DZM/DT) * (RHOM (J-1) *VMNPU {J-1) ~RHOM (J~1) *VM (J-1))

BBB=(DZM/DZ (J) ) * { (RHOM{J) *VMNPU (J) ) **2/RHOME (J) - (RHOM (J-1) *VMNPU (J-1) ) &
&**2/RHOME (J-1))

CCC=DZM* (FRTP (J-1) *FRL{J~-1)/DEQ) * (RHOM (J-1) *VMNPU (J-1))**2/ (2 .*RHOL(J-1) &
&) +DZM*RHOM (J-1) *GRAV*COSD (THETA)

B (J)=DDD+BBB+CCC
ENDIF

CONTINUE
END

R E RS S ESSEEEEEEREREEE SRR EREREREREREEEESE SR RS EEEESES?

SUBROUTINE -MOUVE- POUT DONNEE
EQUATION DE QUANTITE DE MOUVEMENT

* *
* *
* *
* *
* Elaboré par: Noreddine MESMOUS *
* *
* Novembre 2004 *
* *
% *

S SRR EEEEEEEEEEESESESESEEEEEEEREEREEESEEEEEERE SRS

SUBROUTINE MOUVE (A, B,RHOM,RHOME, RHOL, VMNPU, VM, FRL, FRTP, POUT,N, DT, DZ, DEQ, &
&RHOLSUB, GMO, GRAV, THETA)

REAL, DIMENSION (L:N,1:N) :: A
REAL, DIMENSION (1:N) :: B, RHOM, RHOME, RHOL, VMNPU, VM, FRL, FRTP,; D2
REAL DT, DEQ,DDD,BBB, CCC, POUT, DZM

po 1 I=1,N
DO 2 J=1,N
IF(I==J)THEN
A(I,J)=-1

ELSEIF(J==(I+1))THEN
A{I,J)=1.

ELSE
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A(I,J)=0.
ENDIF

CONTINUE
CONTINUE

DzZM=DZ (J) /2.
DDD= (DZM/DT) * (RHOM {J) *VM (J) ~RHOM (J) *VMNPU (J) )

BBB=(DZM/DZ (J))* { {RHOM(J-1) *VMNPU (J~1) ) **2/RHOME (J-1) - (RHOM ({J) *VMNPU (J) ) &
&**2/RHOME (J))

CCC=DZM* {(FRTP (J) *FRL (J) /DEQ) * (RHOM (J) *VMNPU (J} ) **2/ (2. *RHOL (J)} ) +DZMs&
&*RHOM (J) *GRAV*COSD (THETA)

B(J) =~POUT+DDD+BBB-CCC

ELSEIF(J==1) THEN

DZM=(DZ (J)+DZ (J+1)) /2.
DDD=(DZM/DT) * (RHOM (J) *VM (J) ~-RHOM (J) *VMNPU (J) )

L'ENTREE RHOME (0)=RHOLSUB

BBB=(DZM/DZ {J) ) * (GMO**2/RHOLSUB- (RHOM (J) *VMNPU (J) ) **2/RHOME {J) )

CCC=DZM* (FRTP (J) *FRL (J) /DEQ) * (RHOM (J) *VMNPU (J} ) **2/ (2 . *RHOL {J) ) +DZM* &
&RHOM (J) *GRAV*COSD (THETA)

B(J)=DDD+BBB-CCC

ELSE

DZM={(DZ (J)+DZ (J+1)) /2.
DDD=(DZM/DT) * (RHOM (J) *VM (J) -RHOM {J) *VMNPU (J) )

BBB=(DZM/DZ (J))* ( (RHOM{J~1) *VMNPU (J-1) ) **2/RHOME (J-1) ~ (RHOM (J) *VMNPU (J) ) &
&**2/RHOME (J))

CCC=DZM* (FRTP({J) *FRL (J) /DEQ) * (RHOM(J) *VMNPU (J) ) **2/ (2. *RHOL (J) ) +DZM* &
&RHOM (J) *GRAV*COSD (THETA)

B{J)=DDD+BBB-CCC

ENDIF

CONTINUE

END

REAL FUNCTION RHOML (EPS,RHOL, RHOG)

RHOM1=EPS*RHOG+ (1.-EPS) *RHOL
END

IR R RS E AR ERSES SRR RS S EEEEESERESEEEEEESEEEEEEEIE]
* *



* PROPRIETES DE L'EAU & L'ETAT DE SATURATION *
* PREPARE & L'INSTITUT DE GENIE NUCLEAIRE *
* *
ERE R R R ESESEEESEREEEREEEEESEREREEEEEEEEEEEEE SR RS SR
FR R R R S R R RS E R LR R EEEEEE R EEREEE R R R R RS EE TR R R R I I

*  THERMAL CONDUCTIVITY OF WATER KL (W/M*K) AS A FUNCTION OF *
*  TEMPERATURE AND PRESSURE. *
* *
#  p MUST BE GREATER THAN P OF SATURATED WATER. *
* *
*  RANGE OF APPLICABILITY : 0 < TMFLsat < 350 C. *
* %
* 100 < PXPA < 20000 KPA *
*  MAXIMUM ERROR : 208 . *
* PKPA=PIN*E+3 , P (MPA) *

EEE EEEREEE LS RS EEEEEREEREEEEE RS EEEEEEREEESEES SRS EEEEEEEEE RS EEEEE]

SUBROUTINE SATPROP (P, TMFLsat,RHOL,RHOG, HL, HG, HFG, CPL, NUL, NUG, SIGMA, KL)

REAL P,TMFLsat,RHOL,RHOG, HL, HG,HFG, CPL, NUL, NUG, SIGMA
REAL*4 A(5).,B(5),C(5),KL

EE R R RS EE S SRS RS SR TESERFEESEREEREEEEEEEEEEEEESSEEREREEEESS

* SATURATION TEMPERATURE TMFLsat (C) *

EEA R EEEES SR ESEEESEESEREEEEREEES SRR EEREEEEEREEEEEEEEEEESEES ]

IF(P .GE. 0.07 .AND. P .LT. 0.359) THEN

TMFLsat = 236.2315 * P ** (0.1784767) - 57.0
ELSE IF(P .GE. 0.359 .AND. P .LT. 1.676) THEN
TMFLsat = 207.9248 * P ** (0.2082705) - 28.0
ELSE IF (P .GE. 1.676 .AND. P .LT. 8.511) THEN
TMFLsat = 185.0779 * p ** (0.2323217) - 5.0
ELSE IF (P .GE. 8.511 .AND. P .LT. 17.69} THEN
TMFLsat = 195.1819 * P ** (0.2241729) - 16.0
ELSE IF ( P .GT. 17.69) THEN

TMFLsat = 227.2963 * P ** (0.201581) - 50.0
END IF

DATA A /-922.47,2839.5,-1800.7,525.77,-73.440/

DATA B /-.9473,2.5186,-2.0012,.51536,0.0/

DATA C /1.6563E-03,-3.8929E-03,2.9323E-03,~-7.1693E-04,0.0/
PKPA=P*1.E+3

W=3.2437814

.86826E~03

.1702379E-08

=2.1878462E-03

KEL=TMFLsat+273.15

X1=647.1-TKEL

X2=(X1/TKEL) * (WH+X*X1+Y*X1**3) / (1.+2%X1)

X3=10.**X2

PS=22120./X%3

SUM1=0.

sSUuM2=0.

SUM3=0.

Do 1 I=1,5

SUM1=SUMI+A(I)* (TKEL/273.1
SUM2=SUM2+ ( (PKPA-PS) /100.)
SUM3=3UM3+ ( (PKPA-PS) /100.)
CONTINUE

KL= (SUM1+SUM2+SUM3)*.001

X=5
Y¥=1
Z2=2
TKE

5)**(1-1)
*B(I)* (TKEL/273.15)** (I-1)
*C{I)*(TKEL/273.15)**(I-1)

R R R EEE R E R P EEEEE SR EEEEESEEEREEEEEEE RS EERE S EEEEEEEERESE S

* DENSITY OF LIQUID PHASE RHOL( kg/m**3) *
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IS SRR AR SRR SRR R R SRS RS R R TR R E R RREE R SRR

IF ( P .GE. 0.075 .AND. P .LE. 1.0) THEN

VL = 1.2746977E-4 * P ** (0.464433%) + 0.001

ELSE IF {( P .GT. 1.0 .AND. P .LE. 3.88) THEN

VL = 1.0476071E~4 * P ** (0.5651090) + 0.001022
ELSE IF ( P .GT. 3.88 .AND. P .LE. 8.84) THEN

VL = 3.2836717E-5 * P + 1.12174735E-3

ELSE IF ( P .GT. 8.84 .AND. P .LE. 14.463) THEN
VL = 3.3551046E-4 * EXP(5.8403566E-2 * P) + 0.00085
ELSE IF ( P .GT. 14.463 .AND. P .LT.18.052) THEN
VL = 3.101462E-8 * P ** (3.284754) + 0.00143

ELSE IF ( P .GE. 18.052 .AND. P .LT. 20.204) THEN
VL = 1.5490787E-~11 *» P ** (5.7205) + 0.001605
ELSE IF ( P .GE. 20.204) THEN

VL = 4.1035988E-24 > P ** (15.03329) + 0.00189
END IF

RHOL = 1.0 / VL

ER SRS R E SRR SRS EEEEESESEEEEEENEEEEREREREEEREEEEEEEEEEREREEEEE]

* DENSITY OF GAS PHASE RHOG(kg/m**3) *

PR RS SRR S EREEEEESSEEERESSESEEEREMESEELEREEEREEEEREEEREEESEEE

IF (P .GT. 0.085 .AND. P .LT. 1.112) THEN

RHOG = 5.126076 * P ** (0.9475862) + 0.012

ELSE IF ( P .GE. 1.112 .AND. P .LT. 3.932) THEN
RHOG = 4.630832 * P ** (1.038819) + 0.52

ELSE IF ( P .GE. 3.932 .AND. P .LT. 8.996) THEN
RHOG = 2.868721 * P ** (1.252148) + 3.80

ELSE IF ( P .GE. 8.996 .AND. P .LT. 14.628) THEN
RHOG = 0.5497653 * P ** (1.831182) + 18.11

ELSE IF ( P .GE. 14.628 .AND. P .LE. 18.21) THEN
RHOG = 8.5791582E-3 * P ** (3.176484) + 50.0
ELSE IF ( P .GT. 18.21 .AND. P .LE. 20.253) THEN
RHOG = 3.5587113E-6 * P ** (5.66093%) + 88.0
ELSE IF ( P .GT. 20.253) THEN

RHOG = 3.558734E-16 * P ** (13.03774) + 138.0

END IF
D L R AR R R R R R R R R 2 e L s
* SPECIFIC ENTHALPY LIQUID PHASE HL(kJ/kg) *

IEE SRR SR LSS EEEERSERE R RS EEEEEEEEEEE SR REREEEREEEEEEEEEEEESSES

IF ( P .GT. C.075 .AND. P .LT. 0.942) THEN

HL = 912.1779 * P ** (0.2061637) ~ 150.0

ELSE IF ( P .GE. 0.942 _AND. P .LT. 4.02) THEN
HL = 638.0621 * p ** (0.2963192) + 125.0

ELSE IF ( P .GE. 4.02 .AND. P .LT. 9.964) THEN
HL = 373.7665 * P ** (0.4235532) + 415.0

ELSE IF ( P .GE. ©2.964 .AND. P .LT. 16.673) THEN
HL = 75.38673 » P ** (0.8282384) + 900.0

ELSE IF ( P .GE. 16.673 .AND. P .LT. 20.3%6) THEN
HL = 0.1150827 * p ** (2.711412) + 1440.0

ELSE IF ( P .GT. 20.3%6) THEN

HL = 9.1417257E-14 * P ** (11.47287) + 1752.0
END IF

HL(J/kg)
HL =HL *1.0E+3

IEEEES S S REREEEEESSERERESEREEREEEEERERES SR EREEERSEREREEEEESS;

* SPECIFIC ENTHALPY OF GAS PHASE HG({kJ/kg) *

IEE R EEEE SRS RS R ER SRR RS SRS AEERERESEEE RS RS REEEEESESERS]

IF ( P .GE. 0.075 .AND. P .LE. 0.348) THEN

HG = -4.0381938E-6 * (3.0 - P) ** (15.72364) + 2750.0
ELSE IF ( P .GT. 0.348 .AND. P .LE. 1.248) THEN
HG = -0.5767304 * EXP(-1.66153 * (P - 3.2)) + 280C.0

ELSE IF ( P .GT. 1.248 .AND. P .LT. 2.955) THEN
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HG = -7.835986 * (3.001 - P) ** 2 + 2.934312 * (3.001 - P) + 2803.71
ELSE IF ( P .GE. 2.955 .AND. P .LE. §.522) THEN
HG = =~1.347244 * (P - 2.999) ** 2 - 2.326913 * (P - 2.999) + 2803.35
ELSE IF ( P .GT. 6.522 .AND. P .LT. 16.487) THEN
HG = -0.9219176 * (P -~ 9.0} ** 2 - 16.38835 * (P - $9.0) + 2742.03
ELSE IF ( P .GE. 16.497 .AND. P .LT. 20.193) THEN
HG = -3.532177 * (P - 8.0) ** 2 + 29.81305 * (P - 8.0) + 2565.0
ELSE IF (P .GE. 20.193) THEN
HG = -22.92521 * (P - 18.0) ** 2 + 44.23671 * (P - 18.0) + 2415.01
END IF

HL {J/kg)
=HG *1.0E+3

IR R R RS SR A S SR EREREEEEEREES SR ERELERESEREEREEREREESEREEEREEEEEEREEE]

* SPEFIFIC ENTHALPY OF PHASE CHANGE HFG(kJ/kg) OU EN (J/kg)*
EE RS RS S EEEEEEEEELE LRSS EEEEREEER SRR SR SRR LR REREEEEEESSEEESE S
HFG = HG - HL
PR SRR R RS RS RS S S S SRR EREEEEREEEREREEESEEEEEEEREEERESEEEEESEER
* SPECIFIC HEAT OF LIQUID PHASE CPL(kJ/kgK) *
EE SR ESEEEELEESEESEEERERFEFEELESEEEREE SR ESEEEREREEEEEEEEERRERESEXE!]
IF ( P .GE. 0.030 .AND. P .LT. 0.671) THEN
CPL = 0.247763 * P ** (0.5704026) + 4.150
ELSE IF ( P .GE. 0.671 .AND. P .LT. 2.606) THEN
CPL = 0.179305 * ** (0.8967323) + 4.223
ELSE IF ( P .GE. 2.606 .AND. P .LT. 6.489) THEN
CPL = 0.09359843 * P ** (1.239114) + 4.340
ELSE IF ( P .GE. 6.489 .AND. P .LT. 11.009) THEN
CPL = 0.01068888 * P ** (2.11376) + 4.740
ELSE IF ( P .GE. .009 .AND. P .LT. 14.946) THEN
CPL = 1.333058E-4 * P ** 3.707294 + 5.480
ELSE IF ( P .GE. 14.946 .AND. P .LT. 18.079) THEN
CPL = 6.635658E-3 * (P - 10.0) ** 3.223323 + 7.350
ELSE IF ( P .GE. 18.079) THEN
CPL = 4.6844786E-6 * EXP( 0.7396875 * P) + 10.020
END IF :
CPL (J/kgK)

oty XN O Y

[

CPL =CPL *1.0E+3

R EEEE S LA RS E RS SR ELEEEERERESESESEREESSEREESEEREESEEEEEEERESESEE]

* DYNAMIC VISCOSITY LIQUID PHASE NUL({kg/m s) *

IEEEE R SRR EE S S L ERESEESEREESREEEEEEEERELEEEEEERESESESEESESEESE]

IF ( P .GE. 0.035 .AND. P .LT. 0.960) THEN

NUL = (111.5993 * P ** (~0.342588) + 38.0} * 1.E-6

ELSE IF ( P .GE. 0.960 .AND. P .LE. 3.948) THEN

NUL = (134.5288 * P ** (-0.28483) + 15.0) * 1.E-6

ELSE IF ( P .GT. 3.948 .AND. P .LT. 9.514) THEN

NUL = (141.5415 - 25.91353%*L0G(P)) * 1.E-6

ELSE IF ( P .GE. 9.514 .AND. P .LT. 15.074) THEN

NUL = (113.4599 * EXP(-0.03279562 * P)) * 1.E-6

ELSE IF ( P .GE. 15.074 .AND. P .LT. 18.868) THEN

NUL = (110.0 - 17.67922 * EXP(0.05556056 * P)) * 1.E-6
ELSE IF ( P .GE. 18.868 .AND. P .LT. 20.430) THEN

NUL = (9.12152 * P - 0.3159837 * P ** 2) * 1.E-6

ELSE IF ( P .GE. 20.430) THEN

NUL = (64.0 - 0.00261596 * EXP(0.4010038) * P) * 1.E-6

END IF

PR EEE X EE R EE TR EEEEEREFEEEERSEEEREEEEESEE S SRS ER SRR R SIS S
* DYNAMIC VISCOSITY OF GAS PHASE NUG(kg/ms) *

TSR A EEEEELEEE TR R R EEEEEEEE SR A S SRR R AR E SRR AR ESEEEEE]

IF ( P .GE. 0.040 .AND. P .LE. 2.207) THEN

NUG = (7.473620 * P ** (0.2050149) + 7.6) * 1L.E-6
ELSE IF ( P .GE. 2.207 .AND. P .LE. 5.480) THEN
NUG = (3.375163 * P ** (0.3916208) + 11.8) * 1.E-6



ELSE IF ( P .GT. 5.480 .AND. P .LT. 9.585) THEN

NUG = (0.9169410 * P ** (0.7644731) + 15.0) * 1.E-6
ELSE IF ( P .GE. 8.585 .AND. P .LT. 14.351) THEN

NUG = (5.030544 * EXP{0.0504523% ~ P} + 12.0) * 1.E-6
ELSE IF ( P .GE. 14.351 .AND. P .LT. 81.385) THEN

NUG = (0.4423761 * EXP(0.1458726 * P) + 18.8) * 1.E-6
ELSE IF ( P .GE. 18.385 .AND. P .LE. 20.347) THEN

NUG = (0.0108222% * EXP(0.3071918 * P} + 22.2) * 1.E~6
ELSE IF ( P .GT. 20.347) THEN

NUG = (6.6753655E~6 * EXP(0.63477 * P) + 25.1) * 1.E-6

END IF

IR R R EE R RS EEREEEEREEEEESEEEEERSEESESEEEEEEEESEESESEEEEEESEERESES]
* SURFACE TENSION SIGMA (N/m) *

RS R R RS S LSRR RS EEEEEEERESEREREEEREESEEEEREEERESEREEEEEESES SRS

TC = 647.15
TDEGK = TMFLsat + 273.16

X = (TC - TDEGK) / TC

SIGMA = 235.8E-03 * (X**1.256) * ( 1. - .625 * X )
RETURN

END

R R E R EEEEEEREEEEEREEEESSREREREEEEEREESERESEEEESS]
* *

* PROPRIETES DE L'EAU & L'ETAT SOUS REFROIDIE*
* PREPARE & LFINSTITUT DE GENIE NUCLEAIRE *

* *
PR R R E SRS RER S SR RS AREEEEREEEREREEESESESEESEES]

EEE R R SRR R SRR R R LR R SRR R EE R EEE RS R EREEEERESEEEEEEERESERSESE]

THERMAL CONDUCTIVITY OF WATER KL (W/M*K) AS A FUNCTION OF
TEMPERATURE AND PRESSURE.

P MUST BE GREATER THAN P OF SATURATED WATER.
RANGE OF APPLICABILITY : 0 < TIN < 350 C.
100 < PKPA < 20000 KPA

MAXIMUM ERROR : 2%
PKPA=PIN*E-3 ; PIN (MPA)

PR EREE EEEEEEEEREEEREEEEEEEEEEEEREEESEEEEERESEESEEEEEEEEEEEEIEI SRS

SUBROUTINE PROPSUB(TIN,PIN,RHOLSUB,HLSUB,CPLSUB)

REAL*4 A(5),B(5),C(5),KL

! (PIN EST EN Pa)

PINI=PIN*1.E-6

1 ({PINI EST EN MPa)

DATA A /~922.47,2839.5,-1800.7,525.77,-73.440/
DATA B /-.9473,2.5186,-2.0012,.51536,0.0/

DATA C /1.6563E-03,-3.8929E-03,2.9323E~-03,~-7.1693£-04,0.0/
PKPA=PINI*1.E+3

W=3.2437814

X=5.86826E-03

Y=1.1702379E-08

7=2.1878462E-03

TKEL=TIN+273.15

X1=647.1-TKEL
X2=(X1/TKEL) * (W+X*X1+Y*X1**3) / (1.+Z2%X1)
X3=10.**X2

PS=22120./%3

ICI BPS (KPa)

SUM1=0.

*
*
*
*
*
*
*
*
*
*
*
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SUM2=0.

SUM3=0.

DO 1 I=1,5

SUM1=SUML+A (I)* (TKEL/273.15)** (I~-1)
SUM2=SUM2+ ( (PKPA~-PS)/100.}*B(I)* (TKEL/273.15)** {I-1)
SUM3=SUM3+ ( (PKPA~PS) /100.)*C (I} *(TKEL/273.15)** (I-1}
CONTINUE

KL= (SUM1+SUM2+SUM3)*.001

[EEEREEESSEEEEEREEEEEEEEEEEREEESEERAESEREEERESEEEEEEEESEEEREES RS

* SATURATION PRESSURE (MPA) AS A FUNCTION OF TEMPERATURE (C)*
PR EERE P ERSEEEEESREELEEEREELEESELELESEEAEESESEEEEEEEEEEEEEEEESEEEE
IF(TIN .GE. 65.965 .AND. TIN .LT. 139.781) THEN

PS = ((TIN + 57.0)/236.2315)**5.602972

ELSE IF(TIN .GE. 139.781 .AND. TIN .LT. 203.662) THEN

PS = ((TIN + 28.0)/207.98248)**4,778504

ELSE IF(TIN .GE. 203.662 .AND. TIN .LT. 299.407) THEN

PS = ((TIN + 5.0)/185.0779)*%*4.304376

ELSE IF(TIN .GE. 299.407 .AND. TIN .LT. 355.636) THEN

PS = ((TIN + 16.0)/195.1819)**4.460843

ELSE IF(TIN .GE. 355.563 .AND. TIN .LT. 373.253) THEN

PS = ((TIN + 50.0)/227.2963)**4.360785

END IF

R R R R SRS S SRR N ESEE SRR EEEER SRR EEEREREESREEEREEEEEETELESEEEEEEE]

* DENSITY OF LIQUID PASE RHOL( kg/m**3) *
IR S RS EE R RS EEREERE RSN EEEERNEEEEEESEREELESEESEEEREEESEREEEESE SRS
IF ( PS .GE. 0.075 .AND. PS .LE. 1.0) THEN

VL = 1.2746977E-4 * PS ** (0.4644339) + 0.001

ELSE IF ( PS .GT. 1.0 .AND. PS .LE. 3.88) THEN

VL = 1.0476071E-4 * PSS ** (0.5651090) + 0.001022

ELSE IF ( PS .GT. 3.88 .AND. PS .LE. 8.84) THEN

VL = 3.2836717E-5 * PS + 1.12174735E-3

ELSE IF ( PS .GT. 8.84 .AND. PS .LE. 14.463) THEN

VL = 3.3551046E~-4 * EXP(5.8403566E-2 * PS) + 0.00085

ELSE IF ( PS .GT. 14.463 .AND. PS .LT.18.052) THEN

VL = 3.101462E-8 * PS ** (3.284754) + 0.00143

ELSE IF ( PS .GE. 18.052 .AND. PS .LT. 20.204) THEN

VL = 1.5490787E-11 * PS ** (5.7205) + 0.001605

ELSE IF ( PS .GE. 20.204) THEN

V. = 4.1035988E-24 * PS ** (15.03329) + 0.0018%

END IF

RHOLSAT = 1.0 / VL

RHOLSUB = RHOLSAT + ((170.0/(375.0 - TIN)) - 0.2)*(PINI - PS§)
R AR FF AT R T XA TR I AT AT A A A A AL LTI I I I A RA AR AT I AT I AT I Thdrohdrd s
* SPECTIFIC ENTHALPY LIQUID PHASE HL(kJ/kg) *

IR R E TR R LR RS SRR R RS AR R AR EE RS EEEEEEEEESEESERESEEEEEEEE R EEE S

IF ( PS .GT. 0.075 .AND. PS .LT. 0.942) THEN
HL = 912.177% * pPS ** (0.2061637) ~ 150.0
ELSE IF ( PS .GE. 0.942 .AND. PS .LT. 4.02) THEN

HL = 638.0621 * P3 ** (0.2963192) + 125.0 )

ELSE IF ( PS .GE. 4.02 .AND. PS .LT. 9.964) THEN

HL = 373.7665 * PS ** (0.4235532) + 415.0

ELSE IF ( PS .GE. 9.964 .AND. PS .LT. 16.673) THEN
HL = 75.38673 * PS ** (0.8282384) + 900.0

ELSE IF {( PS .GE. 16.673 .AND. P3 .LT. 20.396) THEN
HL, = 0.1150827 * PS ** (2.711412) + 1440.0

ELSE IF {( PS .GT. 20.396) THEN

HL = 9.1417257E-14 * PS ** (11.47287} + 1752.0

END IF
HLSAT = HL
HLSUB = HLSAT + (1.4 - (169.0 /(369.0 - TIN)))*(PINI - PS)

PR R R R e R RS S AN EE SR EEEEEEEE R EE SRR SRR RS R SRR i
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i * SPECIFIC HEAT OF LIQUID PHASE CPL{kJ/kgK) *
i R e R R R RS

IF ( PS .GE. 0.03C .AND. PS .LT. 0.671) THEN

CPL = 0.247763 * PS ** (0.5704026) + 4.150

ELSE IF { PS .GE. 0.671 .AND..PS .LT. 2.606) THEN

CPL = 0.179305 * PS ** (0.8967323) + 4.223

ELSE IF {( PS .GE. 2.606 .AND. PS .LT. 6.489) THEN

CPL = 0.09359843 * PS ** (1.239114) + 4.340

ELSE IF { PS .GE. 6.489 .AND. PS .LT. 11.009) THEN

CPL = 0.01068888 * PS ** (2.11376) + 4.740

ELSE IF ( PS .GE. 11.009 .AND. PS .LT. 14.946) THEN

CPL = 1.333058E~-4 * PS ** 3.707294 + 5.480

ELSE IF ( PS .GE. 14.946 .AND. PS .LT. 18.079) THEN

CPL = 6.635658E-3 * (PS ~ 10.0) ** 3.223323 + 7.350

ELSE IF ( PS .GE. 18.079) THEN

CPL = 4.6844786E-6 * EXP( 0.73%6875 * PS) + 10.020

END IF

CPLSAT = CPL

CPLSUB = CPLSAT +(0.0018 ~ (76./((364.0 - TIN)**1.8)))*(PINI - PS5)
RETURN

END

EE SRS S ELEREESELSSSEREEEEE AR R E RS REREEREEEEESEREESEEES

MODELE DE TRANSFERT DE CHALEUR
PAR CONDUCTION

* *
* *
* *
* *
* Elaboré par: Noreddine MESMOUS *
* *
* Novembre 2004 *
* *
* *

RS S SR EEEEE LSS EEEEEREREESEEEE SR EERESEEEEEEEEEESS

SUBROUTINE CONDUCTION (M, XDC,XTHRC, RHOLC, RHOGC, NUGC, NULC, CPLC, KLC,GMC, &.
&DEQ, SIGMAC, HFGC, DT, QVOLC, TMFLUID, HH, TM)

USE TEMPINITIAL

IMPLICIT NONE

INTEGER M, I,ITER

REAL XDC, XTHRC, RHOLC, RHOGC, NUGC, NULC, CPLC, KLC, GMC, DEQ, SIGMAC, HFGC, DT, &
& QVOLC,TMFLUID,HH,TCO,H1,H2,RFO,RCI,RCO,EV,EG, zz

REAL, DIMENSION (1:M) HEN
ALLOCATE (TF(1:M-2),TNPU(1:M))
DATA RFO,RCI,RCO,EV,EG/0.006032,0.006121,0.00654,0.000089,0.000419/

! INITIALISATION INITIALE DES TM COMME LA TMFLUID

DO I=1,M
TM(I)=TMFLUID
ENDDO

ALLOCATE (KFUEL(1:M-2),ALFAF(1:M-2),KGAINE (M-1:M),CPGAINE (M-1:M), &
& ALFAG(M-1:M),DR{(1:M))

20 CALL SOLIDPROP({M,TM,TF,TCO,RFQ,EV,EG,DR,KFUEL,RFUEL, CPFUEL,ALFAF, KGAINE, &
& RGAINE,CPGAINE,ALFAG,KV,HV)

CALL CONVECTION(XDC,XTHRC, RHOLC,RHOGC,NUGC,NULC, CPLC, KLC, GMC, DEQ, SIGMAC, &
& HFGC,TCO,TMFLUID,H1,H2,HH)



ALLOCATE (A(1:M),B(1:M),C{1:M),D{1:M))

CALL COEFF{M,TM, DR, EG,RCO,RCI,RFO,KFUEL, ALFAF, KGAINE, ALFAG, HV, DT, HH, &

& QVOLC, TMFLUID,A,B,C,D)

CALL TDMA (A,B,C,D,M,TNPU)
DEALLOCATE (A,B,C,D)

CALL VERIF({TNPU,TM,EPSS, INDC, M)

IF({INDC==1)THEN
TM=TNPU
ITER=ITER+L
GOTO 20

ELSE

ENDIF

TM=TNPU

WRITE (4,*)° POSITION = *,° ™(I)= "'
zz=0.

DO I=1,M

WRITE(4,4)zz ,TM{(I)

FORMAT (1X,F10.8,2X,F8.3, 2X)
IF(I<M-2)THEN

zz=zz+dr (i)

ELSEIF (I==M-2)THEN

Z2Z=7ZZ+EV

ELSEIF (I==M-1)THEN

2Z=ZZ+EG

ENDIF

ENDDO

DEALLOCATE (TF, TNPU,KFUEL,ALFAF,KGAINE,CPGAINE,ALFAG,DR)
END

RS SRR R R RS ESEREAEEERERREEEEERPEEEESESEEEEEEESEEERES ]

* COEFFICIENTS DES MATRICES *
* TRANSFERT DE CHALEUR PAR CONDUCTION *
* *
* Elaboré par: Noreddine MESMOUS *
* *
* Novembre 2004 *
* *
EEEE SRS EEEEEREEEEEREEERESEEEEEEEESEREEEEEEEREESEE]

SUBROUTINE COEFF(M,TM,DR,EG,RCO,RCI,RFO,KFUEL,ALFAF, KGAINE, ALFAG, HV, &

&DT, HH,QVOLU, TFLUIDENPU, A, B;C, D)

IMPLICIT NONE
INTEGER I, M,J
REAL DT, QVOLU,HV,EG,RCI,HH, RCO, TFLUIDENPU, RFO

REAL, DIMENSION (1:M) :: DR,A,B,C,D,TM,DD
REAL, DIMENSION (1:(M-2)) :: KFUEL,ALFAF

REAL, DIMENSION (M-1:M) :: KGAINE,ALFAG
REAL, DIMENSION (1:M,1:M) ::88

IQVOLU est en (kw/m3) donc il faut corriger SOIT MULTIPLIER PAR 1.E+3

QVOLU=QVOLU*1.E+3
DO 5 I=1,M
IF(I==1)THEN
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A{I)= 0.
B(I)= 4.*ALFAF(I)*DT/(DR(I)**2)+
C{I)= 4.*ALFAF{I)*DT/({DR(I}**2)

D(I}= TM(I)+ALFAF(I)*DT*QVOLU/KFUEL(ZI)

ELSEIF({I>1 .AND. I<{M-2))THEN

A{I)= (2.*I-3.)*ALFAF(I)*DT/(2.*(I-1.)*DR(I)**2)
B(I)= ZE*ALFAF(I)*DT/(DR(I)**2)+1.

C(I})= (2.*I~1.)*ALFAF(I)*DT/(2.*{I-1.)*DR(I)**2)
D(I)= TM(I)+ALFAF(I)*DT*QVOLU/KFUEL(I)

LSEIF (I==(M-2))THEN

A(I)= 2.*ALFAF(I)*DT/(DR(I)**2)

B(I)= 1.+ 2.*ALFAF(I)*DT/(DR(I)**2) + (ALFAF(I}*HV*DT/KFUEL(I))*(2./&
&DR{I)+1./RFO)

C({I)= (ALFAF(I)*HV*DI/KFUEL{I))*(2./DR(I)+1./RFO)

D(I)= TM(I)+ALFAF(I)*DT*QVOLU/KFUEL(I)

ELSEIF (I==(M-1))THEN

A(I)= (ALFAG(I)*HV*DT/KGAINE(I))*(2./EG-1./RCI)
B(I)= 1.+ 2 *ALFAG{(I)*DT/(EG**2) + (ALFAG(I)*HV*DT/KGAINE(I))*(2./&
&§EG-1./RCI)
C(I)= 2. *ALFAG( Yy*DT/ (EG**2)
D(I)= TM(I
ELSE
A(I)= 2.*ALFAG(I)*DT/(EG**2)
B(I)= 1.+ 2.*ALFAG(I)*DT/(EG**2) + (ALFAG(I)*HH*DT/KGAINE(I))*(2./&
&EG+1./RCO)
C{I)= 0.
D{(I)= TM(I)+TFLUIDENPU* (ALFAG{I)*HH*DT/KGAINE(I))*(2./EG+1./RCO)
ENDIF
CONTINUE

EE R EEEEE LRSS LSRR EEELEESESEEESS]

* CONSTRUCTION DES MATRICES *
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DO 15 I=1,M
DO 20 J=1,M
IF(I==J)THEN
SS(I,J)—B(I)
LSEIF{I==J
S3(I,J)=-A{
ELSEIF{
SS{I,J)
ELSEIF {(ABS(
$s(I,J)=0.
ENDIF
20 CONTINUE



IPOUR REVENIR, QVOLU DOIT ETRE en (kw/m3)

15 CONTINUE

DO 25 I=1,M
DD(I)=D({I)

25 CONTINUE
QVOLU=QVOLU*1.E~-3

END

ER S S S S EEESREREESEREEEEEEEEEREEEEEESESESEEEEEEESESS]

L N T A I

SUBROUTINE GAPE (TCI,TFO,EV,KV,HV)

IMPLICIT NONE

SUBROUTINE DE LA CONDUCTANCE DE
L'TERVALLE ENTRE LA GAINE ET LE COMBUSTIBLE

Elaboré par: Noreddine MESMOUS

Novembre 2004
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*
*
*
*
*
*
*
*
*
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REAL KV,HV,AHE,ESAUT,TT,BB,EPV,EV,TCI,TFO,AAR,AKR,AXE, XHE, XAR, XKR, XXE, &

&KHE, KKR, KAR, KXE

DATA AHE,RAR,AKR,AXE / 15.8,1.97,1.15,0.72/

DATA XHE,XAR,XKR,XXE / 1.,0.,0.,0./

Epaisseur effective de l'intervalle {m)

ESAUT = 7.5E-6
EPV = EV + ESAUT

Conductivité de l'intervalle (W/m c)

TT = (TFO + TCI)/2.

BB = (TT**0.79)*1.E-6

KHE = AHE*BB

KKR = AKR*BB

KAR = AAR*BB

KXE = AXE*BB

KV = (KHE**XHE)* (KKR**XKR) * (KAR**XAR) * (KXE**XXE) *100.

Conductance de l'intervalle (W/m2 c)

HV = RV/EPV
END

LR R L EREESEERERESESEEERELEEEEEEEEEEEEEEESEESERESSEESES

*

*
*
*

PROPRIETES DE LA GAINE ET DU COMBUSTIBLE

Elaboré par: Noreddine MESMOUS

*
*
*

*
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SUBRCUTINE SOLIDPROP(M,TM,TF,TCQ,RFO,EV,EG, DR, KFUEL, RFUEL, CPFUEL, ALFAF, &
&KGAINE, RGAINE, CPGAINE, ALFAG, KV, HV)

IMPLICIT NONE
INTEGER M, I
REAL TFC,TFO,RFO,RTHF, RFUEL,CPFUEL, TCI,EV,TCO,EG,RGAINE, KV, HV

REAL, DIMENSION (1:(M-2)) :: TF, KFUEL,ALFAF
REAL, DIMENSION (M-1:M) ¢ KGAINE,CPGAINE,ALFAG
REAL, DIMENSION (1:M) :: TM,DR

IF({M<4)THEN

PRINT*,'M doit etre superieur ou egale a 4°'
STOP

ENDIF

ENDIF
DR (I)=RFO/ (M-3)

Conductivité dUO2 (W/m C)
KFUEL(I)= (38.24/(402.44+TF(I))+6.125E-13* (TF(I)+273.)**3)*1 . E+2
Densité d'U02 (Kg/m**3)

RTHF = 1097.
RFUEL = 0.95*RTHF

Chaleur spécifigque d'UC2 (J/Kg C)
CPFUEL = 247.0
Diffusivité d'UO02 (M**2/8)

ALFAF({I)=KFUEL(I)/(RFUEL*CPFUEL)

ELSEIF (I==(M-1))THEN
TCI=TM(I)
DR(I)=EV

DR(I}=RCI-RFO
Conductivité du Z2r-4 (W/m C)
KGAINE(I) = 12.7+0.004*(TM(I)=-300.)
Densité du Zr-4 (Kg/m**3)
RGAINE = 6570.

Chaleur spécifique du Zr-4(J/Kg C)



CPGAINE {

I} = 328.+0.082857*(TM(I)-300.)

Diffusivité du Zr-4 (M**2/8)

ALFAG(I)

ELSE

I
TCO=TM (1

DR(I
DR(I

Conducti
KGAINE (I
Densité

RGAINE =
Chaleur

CPGAINE (
Diffusiv

ALFAG({I)
ENDIF

IF (I==M-

CALL GAP
ENDIF

CONTINUE

END

AAA, BBB,
avec BBB a
FFF est 1la
MM est le

SUBROUTI
IMPLICIT
INTEGER
REAL D

REAL, DI

ARAA=-RAAA

=KGAINE (I)/(RGAINE*CPGAINE (I))
IF(I==M)THEN
)
/

) =EG
) =RCO-RCI

vité du Zr-4 (W/m C)
y = 12.7+0.004*(TM(I)-300.)
du Zr-4 (Kg/m**3)
6570.
spécifique du Zr-4(J/Kg C)
I) = 328.+0.082857* (TM(I)~300.)
ité du Zr-4 (M**2/8)

=KGAINE (I)/(RGAINE*CPGAINE (I))

1) THEN

E(TCI,TFO,EV,KV,HV)

LR RS EES SRS EEEEEEEEREEEEES SRR EEREEEERESESSEIESESEESEENES

TDMA (méthode d'élimination de Gauss
TRIDIAGONAL MATRIX ALGORITHM

Elaboré par: Noreddine MESMOUS

%k % % of

* Novembre 2004

*
*
*
*
*
*
* *
*
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CCC sont les trois elements dans chagque rangée,
la diagonale,
constante au coté droit de chagque équation,
nombre des equations, et TEMNPU est la variable a déterminer.

NE TDMA (AARA,BBB,CCC, FFF, MM, TEMNPU)

NONE
NN,MM,I,J

MENSION (l:MM) :: AAA, BBB, CCC, FFF, TEMNPU

184



cCcec=-CCC

NN=MM-1

DO 5 I=2,MM
D=AAA(I)/BBB(I-1)
BBB{I)=BBB(I)~-CCC(I-1)*D
FFF(I)=FFF(I)~FFF(I~-1)*D

5 CONTINUE

I Apply back substitution

TEMNPU (MM) =FFF (MM) /BBB (MM)
DO 6 I=1, NN
J=MM-T
TEMNPU (J)={FFF (J)-CCC(J) *TEMNPU (J+1)) /BBB(J)
6 CONTINUE
END

i R RS R R RS EEESESEEEFEAEEREESEEERESREEREEEEEEREEEEEESS

MODULE TEMPINITIAL
Elaboré par: Noreddine MESMOUS

Novembre 2004

* *
* *
* *
* *
* %
%* *
* *
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MODULE TEMPINITIAL

IMPLICIT NONE

REAL, PARAMETER :: PI=3.14,EPSS=1.E-3

INTEGER :: INDC

REAL :: HV,RFUEL, CPFUEL, RGAINE, KV

REAL, ALLOCATABLE, DIMENSION({(:) :: TF,TNPU,KFUEL,ALFAF, KGAINE, CPGAINE
REAL, ALLOCATABLE, DIMENSION({:) :: ALFAG,DR,A,B,C,D,SS,DD

END MODULE TEMPINITIAL
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i

! * VERIFICATION DE LA CONVERGENCE *
i * *
! * £laboré par: Noreddine MESMOUS *
1 = *
! * Novembre 2004 *
! * *
! ERE R E RS EEEEESESEEEEEEREEEREEEEREEREREEESEESEREREEEEEEEE]

SUBROUTINE VERIF (X,X0,EPSS,IND,M)
IMPLICIT NONE

INTEGER t: J, M, IND
REAL, DIMENSION (1:M) :: X, X0, XERREUR
REAL :: EPSS, MAXX

10n détermine la convergence de la variable X avec la variable EPSS.

{Initialisation de l'indicateur, IND = 0 : CONVERGENCE
! IND = 1 : NON CONVERGENCE

IND = 1

1Calcul de llerreur absolue de X et XO.



XERREUR=ABS (X~X0)

| Trouver

MAXX

l'erreur absclue maximale.

= MAXVAL (XERREUR)

ivérifier si lferreur est supérieur au critére de convergence.

IF {MAXX<EPSS)THEN
PRINT*, 'ERREUR-MAXIMALE="',6 MAXX

IND=0

ENDIF

END

EE R SRS EREREESEEEESEE SRS MRS ERESEREEEREEERESREESEESS

COEFFICIENT DE TRANSFERT DE CHALEUR
PAR CONVECTION

* *
* *
* *
* Elaboré par: Noreddine MESMOUS *
*® *
* Novembre 2004 *
* *
* *

EE R R R E RS AR EEEEE RS EEEREEEREEEEERESEEEREESEEEESES

186

SUBROUTINE CONVECTION (XDN, XTHRN, RHOLN, RHOGN, NUGN, NULN, CPLN, KLN, GMN, DEQ, &

&SIGMAN, HFGN, TW, TSAT,H1,H2, HH)

IF (XDN==0.)THEN

MONOPHASIQUE

Hl= HMONI1 (KLN, DEQ,NULN, CPLN, GMN)
H2= 0.
ELSEIF (XDN>0. .AND. XTHRN<O.)THEN

ERULLIT

CALL HTP1 (XDN, RHOLN,RHOGN, NUGN,NULN, CPLN, KLN, GMN, DEQ, TW, TSAT, SIGMAN, &

ELSE

ION SQOUS REFROIDIE

&HFGN,H1,H2,HTP)

EBULLITION SATUREE

CALL HTPL (XDN, RHOLN, RHOGN, NUGN, NULN, CPLN, KLN, GMN, DEQ, TW, TSAT, SIGMAN, &

ENDIF

&HFGN, H1,H2,HTP)

HH=H1+H2

END

A F A F A F R I I A AT A A A AT FT I I A A A A A I FAF I I AT F A IR E R IR A d A b hrrFrrrhdhrsddrx

*
*
*
*

FONCTION -HMON1- CALCUL DU COEFFICIENT DE TRANSFERT
PAR CONVECTION MONOPHASIQUE

*
*
*
*

P R R e SRR R E R R R RS EESE R SRR E SR kRt A SR ]

REAL

FUNCTION HMON1 (KLN,DEQ, NULN, CPLN, GMN)



187

Pr=NULN*CPLN/KLN

REL=GMN*DEQ/NULN
HMON1=0.023*REL**(0.8*Pr**(Q.4*KLN/DEQ
END

LR SRR S A S S EEEEEE R RS EESEEERERERESEERESESERESESEEE:ES

-HTP- CALCUL DU COEFFICIENT DE TRANSFERT
PAR CONVECTION DIPHASIQUE

k3

*

*

* Elaboré par: Noreddine MESMOUS
*

* Novembre 2004

*
*

¥
*
*
*
*
*
*
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SUBROUTINE HTPL1 (XDN, RHOLN,RHOGN, NUGN, NULN, CPLN, KLN, GMN, DEQ, TW, TSAT, &
&SIGMAN, HFG, HCV, HNB, HTP)

XTT=1./((XDN/{1l.=-XDN))**0.9*% (RHOLN/RHOGN) **0.5% (NUGN/NULN) **0.1)
IF{{(1./XTT)<=0.1) THEN

FACT=1.

ELSE

FACT=2.35*(0.213+1./XTT)**0.736

ENDIF

Pr=NULN*CPLN/KLN

RELQ=GMN* (1.~XDN) *DEQ/NULN

HCV=0.023*RELQ**0.8*Pr**0.4*KLN*FACT/DEQ

RETP=RELQ*FACT**1.25
SACT=1./(1.+2.53E~6*RETP**1,.17)
DTST=TW-TSAT

PWALL=SATPRESS (TW)

PST=SATPRESS (TSAT)

DEP= PWALL-PST

HNB=0.00122*SACT* { (KLN**(0.79*CPLN**0.45*RHOLN**0.,49) / (SIGMAN**(_ 5*NULN*¢&
§*0.29*HFG*RHOGN**(0.24) ) *DTST**0.24*DEP**0.75

HTP=HCV+HNB
END
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* *
* PROPRIETES DE L'EAU & L'ETAT DE SATURATION *
* PREPARE a L'INSTITUT DE GENIE NUCLEAIRE *

* SATURATION PRESSURE (MPA) AS A FUNCTION OF TEMPERATURE (C) *

R R E RS SRS E RS RS SRS SRR SRR T EERSS R ERES SRR SRS REESEEREEER SR

REAL FUNCTION SATPRESS (TIN)

IF(TIN .GE. 65.965 .AND. TIN .LT. 139.781) THEN

PS = ((TIN + 57.0)/236.2315)**5.602972
ELSE IF(TIN .GE. 139.781 .AND. TIN .LT. 203.662) THEN
PS = ((TIN + 28.0)/207.9248)**4.778504

ELSE IF(TIN .GE. 203.662 .AND. TIN .LT. 299.407) THEN
PS = ((TIN + 5.0)/185.0779)**4.304376

ELSE IF(TIN .GE. 299.407 .AND. TIN .LT. 355.636) THEN
PS = {(TIN + 16.0)/195.1819)**4,460843

ELSE IF(TIN .GE. 355.563 .AND. TIN .LT. 373.253) THEN
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PS = ((TIN + 50.0)/227.2963)**4.960785
END IF

SATPRESS=PS

END



